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Résumé

Les assemblages poutre—poteau par platine d’about boulonnée occupent une place importante
dans le comportement global des ossatures métalliques, car leur rigidité, leur résistance et leur
capacité¢ de déformation influencent directement la réponse de la structure. Si leur évaluation
est aujourd’hui relativement bien établie pour les sollicitations selon I’axe fort, leur
comportement selon 1’axe faible du poteau reste encore insuffisamment décrit, notamment en
raison de la flexion hors plan de I’ame du poteau et des interactions tridimensionnelles
susceptibles d’apparaitre dans le noeud.

La présente thése s’inscrit dans cette problématique. Elle a pour objectif d’analyser le
comportement des assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante boulonnée,
depuis les mécanismes locaux de la zone tendue jusqu’a la réponse globale de 1’assemblage, en
s’intéressant particulicrement aux sollicitations selon ’axe faible et aux configurations
tridimensionnelles. Elle vise a identifier les composantes gouvernantes de 1’assemblage, a
évaluer I’influence de certains paramétres géométriques et mécaniques, et a examiner les limites
des formulations de ’EUROCODE 3 lorsqu’elles sont appliquées a des configurations qui
s’écartent du cas plan classique.

La démarche adoptée repose sur une progression allant de 1’é¢tude des composantes ¢lémentaires
vers I’assemblage complet. Apreés un rappel des bases théoriques relatives aux assemblages
semi-rigides et a leur modélisation, le travail s’appuie sur une analyse numérique détaillée,
confrontée a des résultats expérimentaux de référence. Cette démarche permet d’étudier
successivement le comportement de 1’assemblage selon 1’axe fort, selon I’axe faible, puis dans
des configurations tridimensionnelles, afin de mettre en évidence les mécanismes de
déformation et de ruine propres a chaque cas.

Les résultats montrent que, pour les assemblages selon 1’axe faible, le comportement est
largement gouverné par la flexion hors plan de I’ame du poteau, dont 1’élancement influence
directement la rigidité, la résistance et la nature du mécanisme de ruine. Ils montrent également
que l’interaction entre assemblages selon 1’axe fort et selon ’axe faible modifie sensiblement
la rigidité rotationnelle du nceud, ce qui confirme que les configurations tridimensionnelles ne
peuvent pas étre décrites par une simple superposition de comportements plans i ndépendants.

Ainsi, cette thése contribue a une meilleure compréhension du comportement des assemblages
poutre—poteau par platine d’about boulonnée dans des configurations encore peu couvertes par
les formulations usuelles, et met en évidence la nécessité d’enrichir les approches de calcul afin
de mieux prendre en compte la flexion hors plan de I’ame du poteau et les effets d’interaction
tridimensionnelle.

Mots clés: assemblages poutre—poteau ; assemblages par platine d’about débordante
boulonnée ; sollicitation selon 1’axe faible ; sollicitation selon 1’axe fort ; flexion hors plan de
I’ame du poteau ; méthode des composants ; interaction tridimensionnelle ; modélisation par
¢léments finis.



Abstract

Bolted end-plate beam-to-column joints play a key role in the global response of steel frames,
since their stiffness, strength and deformation capacity directly affect structural behaviour.
Although their assessment is now reasonably well established for major-axis loading, their
response under minor-axis loading of the column is still insufficiently described, mainly
because of the out-of-plane bending of the column web and the three-dimensional interaction
effects that may develop within the joint region.

This thesis addresses this issue. Its main objective is to investigate the behaviour of bolted
extended end-plate beam-to-column joints, from the local mechanisms developing in the
tension zone to the overall joint response, with particular emphasis on minor-axis loading and
three-dimensional configurations. The study aims to identify the governing joint components,
to assess the influence of selected geometric and mechanical parameters, and to examine the
limitations of EUROCODE 3 formulations when applied to configurations that depart from the
classical planar case.

The adopted methodology follows a progressive approach, from the study of elementary
components to the analysis of the full joint. After recalling the theoretical background related
to semi-rigid joints and their modelling, the work relies on a detailed numerical investigation,
compared with reference experimental results. This approach makes it possible to study
successively the behaviour of the joint under major-axis loading, under minor-axis loading, and
finally in three-dimensional configurations, in order to highlight the deformation and failure
mechanisms associated with each case.

The results show that, for minor-axis joints, the behaviour is largely governed by the out-of-
plane bending of the column web, whose slenderness directly influences stiffness, strength and
the governing failure mechanism. They also show that the interaction between major-axis and
minor-axis joints significantly affects the rotational stiffness of the joint, which confirms that
three-dimensional configurations cannot be described as a simple superposition of independent
planar responses.

Overall, this thesis contributes to a better understanding of the behaviour of bolted end-plate
beam-to-column joints in configurations that are still only partially covered by current design
formulations, and highlights the need to enrich existing calculation approaches in order to
account more explicitly for out-of-plane bending of the column web and three-dimensional
interaction effects.

Keywords : beam-to-column joints ; bolted extended end-plate joints ; minor-axis loading ;
major-axis loading ; column web out-of-plane bending ; component method ; three-dimensional
interaction ; finite element modelling.
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Introduction générale

Les assemblages peuvent tre classés au regard de leurs propriétés structurales. L’Eurocode 3
distingue, d’une part, des classes de résistance (pleine résistance, résistance partielle,
articulation nominale) et, d’autre part, des classes de rigidité (rigide, semi-rigide, articulation
nominale). Un assemblage de pleine résistance présente une résistance en moment au moins
égale a celle des ¢léments connectés, tandis qu’un assemblage de résistance partielle est
dimensionné pour une résistance inférieure a celle des ¢léments. La conception traditionnelle
des ossatures métalliques repose sur I’hypothése que les assemblages sont soit parfaitement
rigides, soit articulés. Un assemblage rigide est supposé empécher toute rotation relative et
transmettre principalement les moments fléchissants, tandis qu’un assemblage articulé ne
transmet pas de moment et autorise une rotation libre. En réalité, aucun assemblage ne présente
ces comportements idéalisés : tous transmettent une part de moment tout en développant une
certaine flexibilité rotationnelle. Cette semi-rigidité influence la répartition des efforts internes,
les déplacements globaux et le mode de ruine de la structure. Les assemblages trés rigides
attirent des moments ¢€levés et permettent de réduire les sections des €léments, ce qui peut
sembler optimal du point de vue structural. Toutefois, I’obtention d’une rigidité élevée nécessite
souvent des dispositifs de raidissement colteux. En conséquence, I’Eurocode 3 a retenu le
concept de d’assemblage semi-rigides et/ou de résistance partielle conduit souvent a des
solutions plus économiques, sous réserve d’une capacité de rotation suffisante pour garantir le
mode de ruine global recherché.

Les assemblages par platine d’about boulonnée, largement utilisés comme assemblages
résistants au moment, relevent fréquemment des catégories semi-rigides et résistance partielle.
Leur diffusion s’explique notamment par des avantages de fabrication et de montage, avec une
réalisation typique par soudage en atelier et boulonnage sur chantier, en particulier pour des
batiments de faible hauteur. Les régles d’évaluation de la résistance et de la rigidité de cette
typologie sont intégrées dans les codes modernes, dont I’Eurocode 3 ; en revanche, une
caractérisation quantitative de la ductilit¢ reste généralement absente des prescriptions
normatives.

La méthode des composantes, telle que formulée dans I’Eurocode 3, fournit un cadre de calcul
établi pour I’évaluation de la rigidité et de la résistance des assemblages poutre—poteau sollicités
principalement suivant 1’axe fort, en s’appuyant sur des composantes définies pour des
sollicitations principalement dans le plan de I’ame du poteau. Cette approche ne permet pas de
représenter de manicre adéquate le comportement des assemblages sollicités autour de 1’axe
faible du poteau, ni celui des configurations tridimensionnelles. Lorsque la poutre est connectée
al’ame du poteau et que celui-ci est fléchi suivant son axe faible, la réponse structurale implique
une déformation hors plan de I’dme, phénoméne qui n’est pas pris en compte par les
formulations existantes. Les composantes définies dans I’EC3 n’intégrent ni les effets hors plan
ni ’interaction entre les comportements selon I’axe fort et I’axe faible. Cette insuffisance peut
affecter la fiabilité des estimations de rigidité et de résistance, ce qui justifie le recours a des



approches numériques avancées capables de reproduire explicitement le comportement
tridimensionnel et les mécanismes d’interaction associés.

Dans ce cadre, la présente étude s’appuie sur une série de modeles numériques tridimensionnels
visant a simuler la réponse mécanique d’assemblages poutre—poteau par platine d’about
débordante boulonnée soumis a un chargement biaxial. Les objectifs principaux sont les
suivants : (i) caractériser le comportement global de I’assemblage sollicité suivant 1’axe fort
sous un chargement 3D combinant simultanément des sollicitations selon les deux axes ; (ii)
quantifier I’influence d’une sollicitation appliquée suivant 1’axe faible sur la résistance et la
rigidité associées a 1’axe fort, ainsi que sur le cisaillement du panneau d’ame du poteau ; (iii)
analyser I’effet de la configuration géométrique de 1’assemblage (partielle ou compléte) sur la
réponse mécanique suivant 1’axe fort ; (iv) confronter les résultats numériques aux prédictions
obtenues par la méthode des composantes de I’Eurocode 3.

Les modeles ¢éléments finis ont été¢ développés sous Abaqus sous forme de modeles 3D
complets, sans recours a une modélisation en demi-structure avec conditions de symétrie, afin
de représenter au plus prés le comportement réel des assemblages poutre—poteau boulonnés
soumis a des sollicitations tridimensionnelles. Les non-linéarités géométriques et matérielles
sont prises en compte. Par ailleurs, ’ensemble des composants intervenant dans 1’assemblage
est modélisé explicitement, de maniére a améliorer la fidélité de la simulation et la qualité des
résultats obtenus.

Dans un premier temps, 1’étude a ¢été¢ consacrée a I’analyse des mécanismes locaux qui
gouvernent la réponse des assemblages poutre—poteau par platine d’about boulonnée, en
s’intéressant en particulier a la zone tendue. Dans un second temps, cette analyse a été étendue
au comportement d’assemblages complets sollicités successivement suivant 1’axe fort, suivant
I’axe faible, puis dans des configurations tridimensionnelles de complexité croissante, allant
d’une configuration d’angle a une configuration spatiale compléte. Cette progression a permis
d’examiner successivement le role des différentes composantes actives, 1’influence de la
déformation hors plan de I’ame du poteau, puis I’interaction entre sollicitations selon I’axe fort
et selon 1’axe faible dans la réponse globale des assemblages.

Le premier chapitre présente les principales typologies d’assemblages boulonnés couramment
rencontrées, ainsi que les sources de déformation associées. L’analyse y est conduite au regard
des caractéristiques géométriques et mécaniques des assemblages, ainsi que des modalités de
transmission des efforts entre les différents composants. Cette base permet d’introduire les
mécanismes fondamentaux qui gouvernent la rigidité, la résistance et la ductilit¢ des
assemblages.

Le deuxiéme chapitre est structuré en deux parties principales. La premiére partie présente la
méthode de dimensionnement réglementaire retenue par I’Eurocode 3 pour 1’évaluation des
caractéristiques essentielles des assemblages boulonnés par platine d’about, elle traite du
comportement de ces assemblages, de leur classification et de leur idéalisation dans le cadre de
la méthode des composantes. La seconde partie est consacrée au trongon en T équivalent, utilisé
pour représenter la zone tendue. Son comportement y est analysé en mettant en évidence



I’influence des forces de levier sur la rigidité et la résistance. L’analyse est également étendue
au cas du trongon en T associ¢ a la zone tendue d’un assemblage sollicité suivant 1’axe faible,
dans lequel la semelle du trongon est constituée par I’ame du poteau et la platine d’about.

Le troisiéme chapitre est consacré a I’étude numérique du trongon en T équivalent, composante
représentative de la zone tendue des attaches boulonnées. Cette étape a pour objectif d’établir
et de valider les choix de modélisation éléments finis a partir des phénomenes locaux
déterminants pour la réponse mécanique en traction, notamment la flexion des semelles,
I’évolution des zones de contact, I’effet de la précontrainte et les interactions boulon—semelle.
Ce chapitre constitue ainsi un support méthodologique permettant de vérifier la capacité du
modele numérique a reproduire correctement les mécanismes locaux avant son extension a des
assemblages complets.

Le quatrieéme chapitre est consacré a la modélisation des assemblages poutre—poteau par platine
d’about débordante boulonnée sollicités suivant I’axe fort. Apres un état de 1’art fondé sur les
campagnes expérimentales et les travaux numériques relatifs a ces assemblages, un modele 3D
complet est développé et validé par confrontation a des résultats expérimentaux disponibles
dans la littérature. Ce chapitre fournit ainsi une configuration de référence, tant du point de vue
de la modélisation que des caractéristiques mécaniques, pour 1’étude des assemblages sollicités
suivant 1’axe faible puis pour celle des configurations tridimensionnelles.

Le cinquieme chapitre traite du comportement des assemblages poutre—poteau par platine
d’about boulonnée sollicités suivant I’axe faible. Il s’intéresse a la détermination de leurs
parametres mécaniques en mettant I’accent sur la flexion transversale hors plan de I’ame du
poteau, mécanisme spécifique a cette configuration et non couvert par la méthode des
composants de I’Eurocode 3. Le chapitre débute par un état de 1’art des études analytiques,
expérimentales et numériques consacrées aux assemblages d’axe faible, puis applique a deux
configurations représentatives les formulations développées dans la littérature pour la rigidité
et la résistance de la composante ame du poteau en flexion. L’évaluation mécanique de
I’assemblage y est conduite a partir du modéle des composantes adapté au cas de I’axe faible.

Le sixiéme chapitre est consacré a I’extension de 1’étude aux assemblages tridimensionnels.
Dans une premiere partie, le comportement des assemblages d’axe fort est examiné dans une
configuration d’angle, afin d’évaluer I’influence de la présence puis de la sollicitation d’une
poutre connectée suivant 1’axe faible. Dans une seconde partie, 1’analyse est prolongée a une
configuration spatiale comportant quatre directions de connexion, afin de comparer le
comportement d’une configuration spatiale a celui d’une configuration partielle et de mettre en
¢vidence I’effet du couplage tridimensionnel sur la résistance, la rigidité et la distribution des
efforts.
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I.1 INTRODUCTION

En construction métallique, les assemblages assurent la connexion et la continuité
mécanique entre les éléments constitutifs de 1’ossature, conditionnant ainsi la formation et le
fonctionnement global de la structure. En raison de leur role déterminant sur 1’intégrité
structurale et de leur impact direct sur les colts de fabrication et de montage, leur conception
et leur dimensionnement exigent un niveau d’attention comparable a celui porté aux éléments
porteurs eux-mémes. Dans la pratique courante, la réalisation des assemblages repose
essentiellement sur deux procédés : les assemblages soudés et les assemblages boulonnés, qui
constituent aujourd’hui les procédés de référence. Le rivetage, largement employé dans les
ouvrages anciens, n’est plus utilisé que dans des cas particuliers, notamment lors d’opérations
de réhabilitation ou pour des applications spécifiques réalisées en atelier, lorsque des moyens
de mise en ceuvre dédiés sont encore disponibles. Au-dela de 1’aspect constructif, un
assemblage doit garantir un transfert fiable des actions entre pieces connectées, quelles que
soient leur intensité et leur nature. Les sollicitations rencontrées sont le plus souvent liées aux
actions gravitaires, climatiques et d’exploitation, généralement statiques ou quasi-statiques,
mais peuvent également relever de chargements dynamiques, tels que chocs, effets sismiques
ou vibrations. L’atteinte d’un état limite dans un assemblage peut résulter soit d’une sollicitation
excédant la capacité de transmission, notamment en cas de sous-estimation des efforts ou de
chemin d’efforts mal identifi¢, soit d’une dégradation progressive sous chargements répétés.

Le présent chapitre préliminaire est consacré aux assemblages boulonnés d’usage courant en
construction métallique. Comme indiqué dans D’introduction générale, les assemblages
couramment assimilés a des liaisons parfaitement rigides ou articulées présentent en réalité une
flexibilité propre, issue de la déformabilité de leurs différents composants. La section 1.3
présente les principales sources de cette déformabilité. La section 1.4 expose les principes de
modélisation des assemblages pour 1’analyse globale des structures, en tenant compte de leur
niveau de rigidité rotationnelle, et aborde les méthodes d’idéalisation des courbes non linéaires
moment-rotation, en vue de leur intégration dans les modeles de calcul. La section 1.6 traite
ensuite de la classification des assemblages, en présentant les criteres relatifs a la rigidité, a la
résistance et a la capacité de rotation. Enfin, la section Erreur ! Source du renvoi introuvable. e
st consacrée au renforcement des assemblages.

.2 DEFINITIONS

Les approches de dimensionnement des assemblages s’inscrivent dans la continuité des
développements récents relatifs aux assemblages semi-rigides et aux ossatures intégrant ce type
de liaisons. L’introduction explicite des propriétés de I’assemblage dans 1’analyse et le
dimensionnement des ossatures conduit a examiner plusieurs aspects au niveau local des
assemblages :
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1. La caractérisation du comportement d’assemblage en rigidité, résistance, et en capacité de
rotation ;

2. La classification permettant de distinguer assemblages rigides et articulés des assemblages
semi-rigides, ainsi que les assemblages de pleine résistance de ceux de résistance partielle ;

3.La modélisation définissant la maniére dont la réponse rotationnelle est prise en compte
dans I’analyse globale ;

4.’idéalisation visant a représenter sous forme simplifiée la courbe moment—rotation réelle,
notamment par linéarisation dans le cadre d’une analyse élastique.

1.3 SOURCES DE DEFORMABILITE DES ASSEMBLAGES

Le comportement rotationnel des assemblages influence a la fois le comportement du
nceud et la réponse d’ensemble de 1’ossature. Il est donc nécessaire d’identifier les mécanismes
responsables de leur déformabilité, qu’il s’agisse des assemblages poutre—poteau, des
continuités de poutres ou de poteaux, ainsi que des pieds de poteaux.

La rigidité rotationnelle, la résistance et la capacité de rotation d’un assemblage peuvent étre
modifiées par la présence d’efforts tranchants et/ou d’efforts normaux transmis au droit de la
zone d’attache. Ces efforts contribuent aux déformations en cisaillement et en
traction/compression au sein des composants de 1’assemblage. Toutefois, leur influence sur la
réponse globale des ossatures reste généralement limitée. Par conséquent, leurs contributions
sont négligées dans I’évaluation de la déformabilité rotationnelle.

I.3.1 Assemblage poutre- poteau
I.3.1.1 Assemblage d’axe fort

Dans un assemblage poutre—poteau sollicité suivant 1’axe fort, la déformabilité rotationnelle
résulte principalement de deux contributions, illustrées ici pour une configuration unilatérale
(Figure. I-1.a et Figure [-2.a). La premiere contribution provient de la déformation de la zone
d’attache : elle regroupe la déformation des éléments de liaison (semelle du poteau, boulons,
platine d’about, cornieres, etc.) ainsi que la déformation d’introduction des efforts dans I’ame
du poteau, liée au raccourcissement et a 1’allongement transversaux de I’ame sous 1’action des

forces de compression et de traction Fj,. Le couple de forces Fj, est statiquement équivalent au
moment M, appliqué a I’extrémité de la poutre et engendre une rotation relative entre les axes
de la poutre et du poteau, notée ¢, avec ¢, = 0, — 60, (Figure. I-1.a) ; cette contribution est
décrite par une relation de type My, — ¢..

La déformation au cisaillement du panneau d’ame du poteau sous I’effort tranchant V,,,, elle
génére une rotation relative y et se traduit par une relation de type V,,, — y. La déformabilité

de I’attache peut également étre influencée par la présence d’un effort normal et/ou d’un effort
tranchant dans la poutre connectée.

Les mémes définitions s’appliquent a une configuration bilatérale (Figure. I[-1. b et [-2. b). Dans
ce cas, deux attaches doivent étre considérées, de part et d’autre du poteau, en interaction avec

un panneau d’ame commun soumis au cisaillement, 1’assemblage bilatéral est alors caractérisé
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par trois contributions : My, — ¢, pour I’attache gauche, My, — ¢, pour I’attache droite, et
Vwp — v pour le panneau d’ame en cisaillement.

Fbs
T

~—
Fb1

Fo= MyZ Fpo=Mp2/Z | Foy=Mp/Z
a) Configuration unilatérale b) Configuration bilatérale

Figure I- 1: Sources de la déformabilité d’un assemblage

La déformabilité de la zone d’attache (¢léments de liaison + introduction des efforts) est
associée au couple traction—compression transmis par les semelles de la poutre, statiquement
équivalent au moment d’extrémité M;. La déformabilité au cisaillement du panneau d’ame du
poteau résulte quant a elle de I’action combinée de ces forces opposées et des efforts tranchants
présents dans le poteau au niveau des semelles de la poutre. L’application des équations
d’équilibre au panneau d’ame conduit a I’équation ( I-1) de ’effort tranchant Vj,,,,, (Figure 1-4).

vV = M, -M,, _V’l Vo

I.1
f - 2 (L.1)
Une relation simplifiée est parfois utilisée sous la forme :
Vv = M, -M,
’ z (1.2)

L’équation ( [-2) constitue une approximation majorante et moins précise de ( I.1). Dans ces
expressions, z représente le bras de levier entre les résultantes de traction et de compression
dans I’attache ; sa détermination est précisée au Chapitre II.

1.3.1.2 Assemblage d’axe faible

Une distinction analogue entre panneau d’ame et attache est également retenue pour un
assemblage d’axe faible (Figure [-3). Dans ce cas, I’ame du poteau développe une déformabilité
hors plan, tandis que 1’attache se déforme en flexion, comme dans un assemblage d’axe fort.
En revanche, aucune déformabilité li¢e a I’introduction des efforts dans 1’ame n’est prise en
compte.
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My, Mp2

Configurations d’assemblage

74 Vw

Panneau d’ame en cisaillement

Vb1 N Vb2 N

b b1

plom el |o*
My M, Mp:

Zone d’attache en flexion

Figure I- 2 : Sollicitation des zones du panneau d’ame et d’attaches

Fp

Y

Fo
Fo=Mo/z

Figure I- 3 : Déformabilité d’un assemblage selon I’axe faible
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Dans une configuration bilatérale, la déformation hors plan de I’ame du poteau dépend des
moments fléchissants développés dans 1’attache gauche et dans I’attache droite selon I’équation

(I-3), (voir Figure [-4) :

AM, =M, —M,, (1.3)

~(3

Figure I- 4 : Chargement d’un assemblage bilatéral selon I’axe faible

1.3.1.3 Assemblages avec poutres connectées selon les axes fort et faible du poteau

Un assemblage tridimensionnel 3D (Figure [-5) se caractérise par la présence de poutres
connectées a la fois aux semelles et & ’ame du poteau. Dans ce type d’assemblage, 1’ame du
poteau développe simultanément une déformation en cisaillement (§1.3.1.1) et une déformation
hors plan (§1.3.1.2). Le chargement du panneau d’ame résulte ainsi de la superposition du
chargement en cisaillement, exprimé par les équations (I-1) ou (I-2), et du chargement hors
plan, défini par la relation (I-3). La configuration d’assemblage présentée a la (Figure [-5) ne
comporte que deux poutres ; des configurations intégrant trois ou quatre poutres peuvent
¢galement étre rencontrées.

Figure I- 5 : Représentation d’un assemblage 3D

1.3.1.4 Continuités de poutres et de poteaux

Dans un assemblage de continuité de poutre (Figure [-6) ou de poteau (Figure 1-7), les sources
de déformabilité sont plus limitées que dans un assemblage poutre—poteau. La réponse étant
essentiellement gouvernée par les attaches. Le comportement rotationnel peut ainsi étre décrit
par une unique relation M,—¢. Cette courbe représente la déformabilité de I’assemblage dans
son ensemble, c’est-a-dire la contribution combinée des deux attaches : attache gauche et
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attache droite dans une continuité de poutre, attache supérieure et attache inférieure dans une
continuité de poteau.

Dans le cas d’un assemblage de continuité de poteau soumis a un effort de compression
prépondérant, 1’effort normal peut modifier de maniére notable la rigidité rotationnelle, la
résistance et la capacité de rotation. En revanche, I’influence de la déformabilité axiale des
continuités sur la réponse globale des ossatures restant généralement faible, elle est négligée.

attache gauche” ‘“attache droite  attache gauchej \ attache droite

Figure [- 6 : Déformation de continuité de poutre

attache supérieure

/ attache supérieure

attache inférieure attache inférieure

Figure [- 7 : Déformation de continuité de poteau

I.3.2 Assemblages poutre—poutre

La déformabilit¢ d’un assemblage poutre—poutre (Figure [-8) présente des caractéristiques
proches de celles d’un assemblage poutre—poteau d’axe faible. Les sollicitations appliquées et
les sources de déformabilité relévent des mémes mécanismes que ceux décrits au §1.3.1.2 et
peuvent, a ce titre, étre identifiés de manicre analogue.

Figure I- 8 : Déformation d’un assemblage poutre-poutre

10
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1.3.3 Pieds de poteaux

Dans un pied de poteau, deux contributions distinctes a la déformabilité doivent €tre considérées
(Figure [-9) : d’une part, la déformabilité de I’interface poteau—fondation en béton, et d’autre
part, la déformabilité liée a I’interaction fondation—sol.

La liaison poteau—béton est décrite par une relation M.—¢, dont la forme dépend du niveau
relatif du moment fléchissant et de I’effort normal appliqués a la base du poteau. L’interaction
fondation—sol est quant a elle caractérisée par deux réponses ¢lémentaires : une relation N.—u
associée au tassement du sol sous I’effort normal de compression, pouvant influencer de
maniere sensible le comportement de 1’ossature, et une relation M,.—¢ traduisant la rotation du
massif de fondation dans le sol.

La contribution de I’effort tranchant a la déformabilité du pied de poteau est généralement
négligée. Les relations M_.—¢@ associées a la liaison poteau—béton et a I’interaction fondation—
sol sont combinées afin d’obtenir la rigidité rotationnelle équivalente a la base du poteau et de
I’intégrer dans 1’analyse globale de 1’ossature. Des mécanismes analogues existent lorsque le
pied de poteau est soumis a une flexion biaxiale et a un effort normal, dans ce cas, les
caractéristiques M.—¢ sont établies séparément suivant 1’axe fort et suivant 1’axe faible.

Interface
poteau-fondation

Interface
fondation-sol

/\/

Figure [- 9 : L’assemblage d’un pied de poteau

1.4 MODELISATION D’UN ASSEMBLAGE

I.4.1 Concentration de la déformabilité d’un assemblage

La prise en compte séparée, dans un modele d’assemblage, du comportement en flexion de
’attache et de la déformabilité du panneau d’ame du poteau en cisaillement pour un assemblage
d’axe fort, ou hors plan pour un assemblage d’axe faible et pour certaines configurations
poutre—poutre, n’est généralement pas compatible avec les schématisations usuelles de calcul.
En conséquence, la déformabilité rotationnelle globale de I’assemblage est représentée par une
seule composante équivalente, modélisée sous la forme d’un ressort en flexion placé au nceud,
a D’intersection des axes des éléments connectés, de maniére a concentrer dans un modele
unique les contributions des différents mécanismes de déformation.

11
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1.4.1.1 Configuration d’assemblage poutre-poteau selon I’axe fort

Dans une configuration unilatérale, la modélisation ne concerne qu’un seul assemblage. La
courbe caractéristique cisaillement-rotation du panneau d’ame (Figure [-10.b) est d’abord
ramenée a une relation de type Mp—y au moyen du paramétre de transformation f. Ce
parametre, défini a la (Figure 1-11) établit le lien entre 1’effort tranchant du panneau d’ame et
le couple traction—compression transmis par 1’attache lors de I’introduction des efforts. La loi
M—¢@ du ressort équivalent représentant I’assemblage (Figure I-10.c) est ensuite obtenue par
addition des contributions de rotation provenant de 1’attache (¢.) et du panneau d’ame (y).

Dans une configuration bilatérale, deux assemblages sont considérés : assemblage gauche et
assemblage droit. La détermination des courbes de déformabilité associées suit la méme
démarche que pour une configuration unilatérale, en introduisant deux paramétres de

transformation f; et 5, (Figure I-10.b).

Mp Mp

M, Mp,i

> bc » Y >
a) Zone d'attache b) Panneau d'dme en c) Assemblage (ressort)
cisaillement

Figure [- 10 : Caractéristiques de rigidité du ressort en flexion

Les valeurs recommandées, a caractére approché, sont fournies dans 1I’Eurocode 3. Pour les
configurations bilatérales, 3; est pris égal a 3,. Le parametre  varie de f = 0 pour le cas de
moments équilibrés dans les poutres, a f = 2 pour le cas de moments €gaux mais non
équilibrés.

) My

Mp Mb2
pr Fb C Foz pr
Vi
p Fo Fb2 Vi A

pr= B1 Fp= Bz Foz

pr= B Fb where Fp1 = Mp1/z
where Fp, = Mp/z Fp2 = Mp2/z
a) Configuration unilatérale b) Configurtion bilatérale

Figure I- 11 : Définition du paramétre du transformation f3

12
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1.4.1.2 Configurations d’assemblages poutre—poteau selon axe faible et poutre—
poutre

Une démarche analogue a celle présentée au § 1.4.1.1 peut étre appliquée aux assemblages
poutre—poteau d’axe faible ainsi qu’aux configurations poutre—poutre. Dans ces cas, le principe
de transformation reste identique, mais la définition du paramétre de transformation differe

(Figure 1-12).
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Figure I- 12 : Définition du parametre du transformation 3

1.4.2 1déalisation de la courbe moment-rotation

Le comportement moment-rotation réel d’ un assemblage, généralement non linéaire, est peu
exploitable tel quel en calcul courant. Pour permettre une utilisation simple pour le calcul des
structures, les courbes moments -rotation représentées dans 1’Eurocode 3 par une loi idéalisée,
sans perte notable de précision.

L’idéalisation la plus simple consiste en une loi élastique—parfaitement plastique, définie par
une rigidité rotationnelle constante et un palier a M; pq, qui représente la résistance de calcul en
moment (I’écrouissage et les effets de membrane étant négligés). Le choix de 1’idéalisation est
ensuite li¢ au type d’analyse globale de la structure :

- (1) Analyse ¢élastique : une rigidité rotationnelle constante est retenue, deux schémas
sont proposés dans I’Eurocode 3 : soit une vérification €lastique avec S; ;n; en considérant les
valeurs du moment inférieures 4 2 / 3M; g, soit une vérification plastique avec une rigidité
sécante Sj ;,; /1 données, ou 1 désigne le coefficient de modification de la rigidité, et est donné
¢gale 4 2 pour les assemblages poutre- poteau par platine d’about boulonnée. Et ceci pour des
valeurs de 2/3M pq < Mj gq < M; pq (Figure I-13.a).

- (i1) Analyse rigide—plastique : la résistance M; g4 constitue le paramétre principal, une
capacité de rotation suffisante est requise aux emplacements ou des rotules plastiques sont
susceptibles de se former (Figure [-1#.¢).

- (ii1) Analyse ¢élasto—plastique : la rigidit¢ et la résistance sont considérées
conjointement, I’idéalisation peut étre bilin€aire, trilinéaire ou pleinement non linéaire, la
vérification de la capacité de rotation demeurant nécessaire lorsque la formation de rotules
plastiques dans 1’assemblage est attendue. Dans le cas d’une loi trilinéaire (Figure [-13.d), la
rigidité rotationnelle de ’assemblage S;;;/2 est supposée constante jusqu’a I’atteinte de la
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résistance en moment, soit M; gz = M; pq. Dans une représentation trilinéaire ou non lin€aire,
la courbe moment-rotation est décomposée en trois domaines : (1) un domaine ¢€lastique,
caracterisé par la rigidité initiale S ;;, retenu tant que Mjgq < 2/3 M gq ; (2) un domaine
intermédiaire décrivant ’évolution non lin€aire jusqu’a M;gq, représent€é par une rigidité
sécante S; définie par 1’équation ( 1-4) ; (3) un palier plastique au-dela de M; gy, la résistance
étant plafonnée a cette valeur dans le cadre de I’idéalisation €lastique—parfaitement plastique
(Figure 1I-13. ¢).

S
S =——0" _ Op, w=2.7 (L.4)
’ MY
—_
M v
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M ) idéalisation bi-linéaire
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g, 2 Rd |——
§2M S] sx.Ml:.d>§MRd
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M. j_ ,,im'/TI
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analyse élastique-plastique
analyse rigide-plastique idéalisation tri-linéaire

idéalisation non-linéaire
MRd MR(I
“jini
) bca ¢ d) bca ¢

Figure I- 13 : Idéalisation des courbes moment-rotation d’un assemblage
.5 CARACTERISATION D’UN ASSEMBLAGE

La caractérisation de la réponse rotationnelle des assemblages constitue une étape
déterminante dans le dimensionnement des ossatures. Trois approches sont classiquement
utilisées : expérimentale ; numérique ; et analytique.

En pratique, I’approche analytique est la plus directement exploitable pour le dimensionnement,
car elle permet de prévoir la réponse de 1’assemblage a partir des caractéristiques géométriques
et mécaniques de ses composants.

Dans ce cadre, une procédure générale de calcul, désignée sous le terme méthode des
composants, est introduite au Chapitre II. Cette démarche modélise 1’assemblage comme
I’association de composants de base et déduit les propriétés globales a partir des propriétés
individuelles. La combinaison de ces composants permet de couvrir un ensemble étendu de
configurations, en particulier pour les assemblages poutre—poteau d’axe fort et les continuités
de poutre sollicitées en flexion, avec des exemples présentés a la Figure [-14. D’autres domaines
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d’application peuvent également &tre envisagés, tels que les assemblages soumis a flexion (et
cisaillement) avec un effort normal, les pieds de poteaux sous sollicitations combinées, ainsi
que les assemblages d’axe faible. Ces derniers restent toutefois insuffisamment couverts par
I’Eurocode 3, I'un des objectifs de la présente theése est précisément se focaliser sur les
assemblages d’axe faible.

| ]
A | i
(a) Assemblage soudé (b) Assemblage par platine d'about boulonnée
et
. I -
"[ I
(c) Assemblages par platines d'about (d)Assemblage avec platine d'about
(configuration bilatérale) non débordante
@ [c]
- = 9@ =
c 5 e 5
il
(e) Assemblage de continuité de poutres (f) Assemblage de continuité de poutres
par platine d'about par couvre-joint

o =

(9) Assemblage boulonné par (h) Assemblages poutre-poutre
cornieres de semelles (configuration bilatérale)

Figure I- 14 : Exemples d’assemblages couverts par I’Eurocode
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1.6 CLASSIFICATION DES ASSEMBLAGES

1.6.1 Systéme de classification des assemblages selon I’Eurocode 3
1.6.1.1 Classification par rigidité

La Figure I-15, (Cosenza et al., 1989), illustre de mani¢re qualitative les domaines dans lesquels
une attache peut €tre assimilée a une articulation, a une liaison semi-rigide ou a une liaison
rigide. Cette représentation suggere que les attaches soudées, les assemblages par platine
d’about débordante et les continuités de semelles supérieure et inférieure peuvent, dans certains
cas, étre considérés comme des liaisons rigides.

Moment
M 4

% @ Entiérement soudé

@ Platine d'about débordante
® Raccord semelle supérieure
®@ et inférieure

@ Platine d'about non-débordante
® @ Corniéres d'dme et de semelles
@ @ Corniéres de semelles

@ Double corniéres d’ame

777

Rotation ¢

Figure I- 15 : Assemblages poutre—poteau typiques et classification schématique de rigidité

Cette classification s’applique aux configurations d’assemblages poutre—poteau. Elle repose sur
la comparaison de la rigidité rotationnelle initiale S; ;,; aux limites de classification définies a
partir du rapport EI, /Ly (Figure I-16), ou E désigne le module d’¢élasticité du matériau de la
poutre, I, son moment d’inertie, et L, sa portée.

- Assemblage articulé : transmet les efforts internes sans développer de moments significatifs,
la condition S; ;,; < 0,5 Elp /L), est vérifi€e, et la capacite de rotation doit étre suffisante
pour accepter les rotations sous charges de calcul.

- Assemblage rigide : I’influence de la déformabilité¢ de I’assemblage sur la répartition des
efforts internes et sur la déformée globale est négligeable, la condition S ;,,; = kjp E1, /Lpest
vérifiée, avec k;, = 8 pour des ossatures contreventées réduisant le déplacement horizontal
d’au moins 80 %, et k;, = 25 pour les autres ossatures.

- Assemblage semi-rigide : I’assemblage est classé semi-rigide lorsqu’il ne satisfait ni le
critere rigide ni le critere articulé »

La limite des ossatures non contreventées n’est applicable que si, a chaque niveau, kp, k. > 1,
avec k;, = I, / Lypour les poutres du niveau et k. = I. / L. pour les poteaux du niveau.
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Rigide

e Articulé

Limites de rigidité
******* Rigidité initiale

Figure I- 16 : Classification des assemblages selon la rigidité

1.6.1.2 Classification par résistance

La classification en résistance repose uniquement sur la comparaison de la résistance de calcul
en moment M; pq aux limites ‘pleine résistance’ et ‘nominalement articule’ (Figure 1-17), seules
les propriétés de calcul sont prises en compte, une classification fondée sur des courbes
moment—rotation issues d’essais n’est pas retenue (Jaspart, 1991).

— Pleine résistance : La résistance de calcul doit étre au moins ¢€gale a celle des barres
connectées. (Figure [-18).

— Articulé nominal : L’assemblage doit transmettre les efforts internes sans générer de moments
significatifs susceptibles de défavoriser les barres de la structure : Mj gy < 0,25 M, ry-
— Résistance partielle : Un assemblage qui ne satisfait ni le critére de pleine résistance ni le
critere nominalement articulé : 0,25 My, 1 rg < Mjra < My, o1, rd -

Ou My, ,; rq deésigne le moment resistant plastique de la poutre, et M, p,; g le moment résistant
plastique du poteau (éventuellement réduit par la présence d’un effort normal et/ou d’un effort
tranchant dans le poteau).

>
M;
Pleine résistance
777777777777777777777777777777 M; rd
Résistance partielle
Articulé p

Limites de résistance
————————— Moment résistant

Figure I- 17 : Classification des assemblages selon la résistance
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M.

| Mj»Rd \ J:Rd
~

En téte de poteau Dans la hauteur d'un poteau

M;ra=min ( My pird » Mcpira ) M, rg = min ( My v > 2 Mcpira )

Figure I- 18 : Criteéres des assemblages a pleine résistance

1.6.1.3 Classification par ductilité

Pour la majorité des assemblages structuraux, la courbe moment—rotation M—¢@ présente une
forme bilin¢aire (Figure [-19.a). La pente initiale Sj;,; traduit la réponse €lastique de
I’assemblage. Elle est suivie d’une phase de plastification progressive, liée a 1’entrée en
plasticit¢ d’un ou de plusieurs composants, jusqu’a I’atteinte de la résistance de calcul en
moment M; pq. Au-dela, un comportement post-limite, caractéris€ par une raideur S; o5t —1im.
peut apparaitre et correspond au développement de I’écrouissage et, le cas échéant, d’effets de
membrane. Ces derniers sont particulierement marqués lorsque des éléments de plaque
relativement minces sont soumis a des tractions transversales, notamment dans les assemblages
d’axe faible (Jaspart, 1997).

De nombreux essais (Figure [-19.a) n’ont pas permis d’atteindre une rupture au moment
maximal M;,, en raison de déformations locales importantes dans I’assemblage conduisant a
des rotations relatives tres élevées. Dans d’autres cas (Figure [-19.b), la ruine est survenue soit
par plastification excessive avec rupture du matériau, soit plus fréquemment par instabilité¢ d’un
composant (par exemple voilement du panneau d’ame en compression, flambement de la
semelle et de I’ame de poutre en compression), ou encore par rupture fragile des soudures ou
des boulons. Pour certains assemblages, la ruine prématurée d’un composant limite le
développement de la résistance en moment et de la rotation, le domaine post-limite reste alors
réduit et le caracteére bilinéaire de la courbe M—¢ devient moins marqué (Figure [-19.c).

Deés lors, la ductilité est introduite comme un indicateur de la capacité de rotation plastique
mobilisable par 1’assemblage a un niveau de résistance donné tout en conservant un certain
pourcentage de sa résistance ultime(Swanson, 1999). Elle traduit I’étendue du palier plastique
sur la courbe moment—rotation (M—®). Cette propriété peut étre quantifiée au moyen d’un
indice 9j, reliant la capacité de rotation de l’assemblage, ®cd, a la valeur de rotation
correspondant a sa résistance plastique (Jaspart, 1997 ; Simdes da Silva et al., 2002).

Il convient de citer que I’Eurocode 3, ne fournit pas une description précise de la réponse post-
limite des composantes ¢lémentaires d’un assemblage, ni, en particulier, de leur capacité de
déformation.
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Figure I- 19 : Forme de la courbe caractéristique moment—rotation (M—0) de I’assemblage
1.7 CONCLUSION

Ce chapitre a d’abord présenté les sources de déformabilité associées aux principales
configurations d’assemblages rencontrées en construction métallique. Pour les assemblages
poutre—poteau, les continuités de poutre, les continuités de poteau et les pieds de poteau, les
mécanismes de transfert des efforts ont été rappelés et les contributions dominantes a la rotation
relative ont été identifiées, afin de relier la réponse globale de 1’assemblage aux phénoménes
locaux qui la gouvernent.

Dans un second temps, la modélisation des assemblages dans 1’analyse globale des ossatures a
¢été discutée. Les objectifs recherchés en calcul d’ossature ont été mis en relation avec le niveau
de représentation de 1’assemblage, en distinguant les approches ou 1’assemblage est assimilé a
une liaison idéale et celles ou sa déformabilité est explicitement introduite, de maniére a
préserver la cohérence entre hypothéses d’analyse et comportement attendu. Les différents
schémas de modélisation ont ainsi €té rappelés, notamment en termes de continuité rotationnelle
et de simplifications associées.

L’idéalisation des courbes moment—rotation a ensuite été examinée comme étape nécessaire au
passage d’une réponse non linéaire réelle vers une loi exploitable en analyse globale. Les
principaux choix d’idéalisation ont été rappelés, depuis une représentation linéaire-¢lastique
jusqu’a des lois bilinéaires, trilinéaires ou non linéaires, en soulignant que la forme retenue
dépend directement du type d’analyse considéré et du niveau de précision visé.
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La classification des assemblages a enfin été synthétisée a partir des propriétés structurales
pertinentes. La classification selon la rigidité a permis de distinguer les assemblages rigides,
semi-rigides et articulés, tandis que la classification selon la résistance a conduit aux catégories
pleine résistance, résistance partielle et nominalement articulée. La classification selon la
ductilité, fondée sur la capacité de rotation, complete ces deux premieres approches en intégrant
I’aptitude de I’assemblage a développer des rotations avant I’atteinte d’un état limite.

Pour terminer, les principaux moyens de renforcement ont été bricvement évoqués.
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CHAPITRE II : CARACTERISATION DES ASSEMBLAGES POUTRE-POTEAU PAR
PLATINE D’ABOUT BOULONNEE SELON L’EUROCODE 3

II.1 INTRODUCTION

L’analyse globale d’une ossature exige une définition fiable du comportement moment—
rotation des assemblages, ainsi qu’une représentation sous une forme compatible avec la
méthode de calcul retenue. Plusieurs voies sont généralement mobilisées : 1’utilisation directe
de courbes issues d’essais, ou 1’exploitation de résultats expérimentaux disponibles pour en
extraire des relations mathématiques. Cette seconde démarche consiste a ajuster, a partir des
données mesurées, des expressions paramétrées capables de reproduire la courbe moment—
rotation et d’en fournir une description exploitable pour 1’analyse structurale. Dans ce cadre,
différentes formulations ont été proposées dans la littérature afin d’exprimer de manicre
continue I’évolution du moment en fonction de la rotation.

Dans ce chapitre, les principales approches de prédiction du comportement rotationnel des
assemblages sont examinées de maniere structurée, en précisant pour chacune leur domaine de
validité, leurs exigences en données d’entrée, ainsi que leurs avantages et limitations en termes
de précision. Dans cette continuité, I’attention est portée sur le cadre réglementaire de
I’Eurocode 3, en introduisant la méthode des composants comme approche de référence pour
la caractérisation des assemblages. Les principes de la méthode sont détaillés. Cette démarche
vise a maitriser la méthode des composants afin d’identifier, de maniere objective, les
insuffisances des formulations actuelles lorsqu’elles sont appliquées a d’autres configurations,
en particulier celles ou des effets tridimensionnels et des déformations hors plan deviennent
déterminants.

1.2 METHODE DES COMPOSANTS

La pratique actuelle de dimensionnement repose sur la méthode dite des composants pour
I’estimation du comportement rotationnel des assemblages poutre—poteau. Dans une approche
simplifiée, un assemblage est décomposé en trois zones distinctes : zone tendue, zone
comprimée et zone cisaillée. Chacune de ces zones comporte plusieurs sources de déformation,
représentées par des éléments élémentaires, appelés composants, qui contribuent conjointement
a la réponse globale de 1’assemblage.

Sur le plan théorique, cette démarche peut étre appliquée a toute configuration d’assemblage et
a tout type de sollicitation, sous réserve que les composants de base soient correctement définis
et caractérisés. La procédure s’articule autour de trois étapes principales : (1) I’identification
des composants actifs pour 1’assemblage considéré, (2) la détermination de la loi effort—
déplacement de chaque composant, (3) I’assemblage de ces ¢léments au sein d’un modéle
mécanique constitué de ressorts axiaux associés a des liaisons rigides. Le comportement global
de ce systeme équivalent permet ensuite d’établir la courbe moment-rotation de 1’assemblage
complet.

La méthode est illustrée a la (Figure II-1) pour le cas particulier d’un assemblage a platine
d’about débordante boulonnée comportant deux rangées de boulons en zone tendue. Pour
I’évaluation de la rigidité rotationnelle, les composants actifs retenus par 1’Eurocode 3 pour
cette configuration sont : I’ame du poteau en cisaillement (cws), I’ame du poteau en
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compression (cwc), I’ame du poteau en traction (cwt), la semelle du poteau en flexion (cfb), la
platine d’about en flexion (epb) et les boulons en traction (bt).

Les soudures assurant la liaison entre la platine d’about et la poutre ne sont pas prises en compte
dans le calcul de la rigidité rotationnelle, de méme que les composants associés a la semelle de
poutre comprimée (bfc) et a I’ame de poutre tendue (bwt). Chaque composant est décrit par une
loi non linéaire force—déplacement, déterminée a partir d’essais expérimentaux ou de modeles
analytiques. L’assemblage de ces composants au sein d’un modele mécanique équivalent
permet d’obtenir la courbe moment—rotation de 1’assemblage. Le modele a ressorts
correspondant a I’Eurocode 3 est présent¢ a la (Figure [I-1).

<

(ewt.1)(cfb.1) (epb.1) (br.1)

<

<

Figure II- 1: Méthode des composants : Composants actifs et modele mécanique retenu par
I’Eurocode 3 pour la caractérisation de la rigidité rotationnelle de 1’assemblage

I1.2.1 Caractérisation des composants de base des assemblages boulonnés en
termes de résistance plastique et de rigidité initiale

Dans le cadre de la méthode des composants, les éléments de base de 1’assemblage sont
représentés par des ressorts axiaux non linéaires (Figure I[-2.a), caractérisés par une rigidité
axiale (k;E). Bien que le comportement réel soit complexe, il peut étre approché par des lois
simplifiées sans perte significative de précision.

L’idéalisation élastique—parfaitement plastique constitue 1’'une des représentations les plus
simples. Conformément a 1’approche de I’Eurocode 3 pour la modélisation du comportement
non linéaire des ressorts en flexion, la réponse d’un composant est définie par une rigidité
sécante k,/n et par une résistance plastique compléte Fp, (Figure [1-2.b). Le paramétre k,
correspond a la rigidité initiale du composant et 77 a un coefficient de modification de rigidité,
dont les valeurs sont spécifiées par I’Eurocode 3 selon le type d’assemblage. Pour un composant
1solé, des valeurs analogues peuvent étre retenues.

La rigidité post-limite k,,_; est prise nulle, ce qui revient a négliger I’écrouissage ainsi que les
effets de non-linéarité géométrique. En ce qui concerne la ductilité des composants, ¢’est-a-dire
I’é¢tendue du palier plastique, le code (EN 1993-1-8, 2005) ne fournit que des indications
qualitatives. A titre d’exemple, le composant « 4me de poteau en cisaillement » présente une
ductilité élevée, sa capacité de déformation pouvant étre considérée comme non limitative,
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tandis que les boulons en traction constituent des éléments fragiles, dépourvus de palier
plastique.

Les sections suivantes présentent les formulations retenues par I’Eurocode 3 pour 1’évaluation
de la résistance plastique et de la rigidité initiale des composants de base des assemblages
boulonnés. Dans cette formulation, f,, désigne la limite d’¢€lasticité, f, la résistance ultime , et
yu les coefficients partiels de sécurité. Les indices 'b;c;ep; f etw’se rapportent
respectivement a la poutre, au poteau, a la platine d’about, a la semelle et a I’ame.

Pour le dimensionnement, les coefficients partiels sont pris égaux a ¥y, = 1.1 = Y pour la
résistance des sections, et & y,, = 1.25 pour la résistance des boulons, conformément a
I’Eurocode 3(EN 1993-1-8, 2005).
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Comportement réel
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' .
N plastique
-~
L]
Ll

A
(b) Comportement réel et réponse ¢élasto-plastique

Figure II- 2: Modélisation d’un composant soumis a la compression

I1.2.1.1 Rigidité en rotation

Les modeles mécaniques fondés sur la méthode des composants reposent sur un assemblage
d’éléments rigides et déformables, assimilés a des ressorts, permettant de représenter
I’interaction entre les différentes sources de déformation de I’assemblage.

Ces ressorts sont disposés en série ou en parallele selon leur mode d’interaction. Les ressorts
montés en série sont soumis a un méme effort, tandis que les ressorts disposés en parallele
subissent une méme déformation.

Les composants intervenant dans le comportement d un assemblage sont identifiés selon le type
de sollicitation auquel ils sont soumis : traction, compression, ou cisaillement, et peuvent aussi
étre identifiés selon leur fonction dans le mécanisme global. On distingue ainsi les éléments
associés au panneau d’ame, ceux assurant la transmission des efforts vers I’ame du poteau et
ceux relevant directement de la zone d’attache.

Le modele d’Innsbruck (Huber and Tschemmernegg, 1998) repose sur une interaction détaillée
entre ces composants et permet de représenter séparément le comportement du panneau d’ame
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en cisaillement, le transfert des efforts vers I’ame du poteau et le comportement des éléments
de la zone d’attache (Figure [I-3). Toutefois, la complexité de cette approche rend son
intégration difficile dans un cadre normatif, en raison des itérations successives nécessaires au
sein de I’assemblage de composants (Huber and Tschemmernegg, 1998). C’est pourquoi le
recours a un modele de composants simplifié, tel que celui illustré a la Figure 1I-4, s’avére
particulierement approprié.

% (cwt.1) (cfb.1) (epb. 1) (bt.1)

Figure II- 3: Modg¢le a ressorts d’Innsbruck (configuration unilatérale) (Coelho, 2004)

Le (Tableau II-1) suivant présente 1’enchainement des étapes de calcul de la rigidité
rotationnelle, avec les références correspondantes dans (EN 1993-1-8, 2005) :

§

Détermination des longueurs efficaces Tableau 6.4; 6.5; 6.6

Calcul des rigidités ks . pour I'ame de poteau tendue
Zone Calcul des rigidités ky,  pour la semelle de poteau
tendue T fléchic - X Tableau 6.1
Calcul des rigidités ks, . pour la platine fléchie
Calcul des rigidités ko, » pour les boulons tendus

Assemblage des rigidités des différentes rangées §6.3.3
Zo‘?e , Calcul de la rigidité k, pour I'ame de poteau comprimée
comprimee Tableau 6.11
Zone Calcul de la rigidité k; pour le panneau d'ame de poteau '
cisaillée en cisaillement

Calcul de la rigidité S; de l'assemblage §6.3.1

Tableau II- 1: Enchainement de calcul de la rigidité d’un assemblage par platine d’about

La (Figure. 11-4.a) présente le modele mécanique proposé par I’Eurocode 3 (EN 1993-1-8,
2005) pour le cas particulier d’'un assemblage a platine d’about débordante boulonnée
comportant deux rangées de boulons en traction. Ce modele permet de caractériser le
comportement en rotation de ce type d’assemblage. Il est supposé que les ressorts en
compression soient localisé€s au centre de compression (Figure. 11-4.b), correspondant au centre
de la semelle inférieure de la poutre, tandis que les ressorts en traction sont positionnés au
niveau des rangées de boulons concernées (Figure. 11-4.c). Les déformations des rangées de
boulons sont proportionnelles a leur distance au centre de compression, et les efforts développés
dans chaque rangée dépendent de la rigidité des composants associ¢s.
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P (ewt.1)(cfb. 1) (epb.1) (bt.1)
%I (cwt.2) (epb.2) (br.2)

(¢fb.2) (bwt.2)

(cws) f cwe) (bfe)

(a) Modele a ressorts de I’Eurocode 3 : composants actifs pour un assemblage a platine d’about
débordante boulonnée comportant deux rangées de boulons en zone tendue

% (t.1)

(b) Mode¢le équivalent de I’Eurocode 3 (c) Modele simplifié de I’Eurocode 3
Figure II- 4: Mode¢le a ressorts de I’Eurocode 3 et simplifications

11.2.1.1.1 Zone tendue

e Ame de poteau tendue

Pour une rangée de boulons, le coefficient de rigidité est défini avec I’équation (I1-1):

0.7L .t
— eff “wc (II])

k3,r d

c

Lesy: déterminée conformément a I’annexe B.

twe: épaisseur de I’ame du poteau.
d.: hauteur libre de I’ame du poteau

e Semelle de poteau fléchie

Pour une rangée de boulons, le coefficient de rigidité est défini avec I’ équation ( 11-2):

_0.9L, 1y

4,r 3
m

(IL.2)

associé

Lesr et m associ¢ : déterminés conformément au I’annexe B.

trc: €paisseur de la semelle du poteau.

e Platine d’about fléchie
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Pour une rangée de boulons, le coefficient de rigidité est défini avec I’ équation ( 11-3) :

0.9Lt)
ks, = % (IL.3)

tp : ’épaisseur de la platine

e Boulons tendus

Pour une rangée de boulons, le coefficient de rigidité est défini avec I’ équation ( 11-4) :

A
=1.6— 1.4
. (IL4)

b

ki

A; : la section résistante du boulon en traction ;
Ly: la longueur du boulon soumise a 1’allongement (voir §11.2.1.3.3).

Assemblage des coefficients de rigidité

L’ensemble des composants associés aux rangées de boulons dans la zone tendue est modélisé
au moyen d’un coefficient de rigidité¢ de traction équivalent k., calculé selon 1’expression
suivante, équation ( [1-5) :

Z et,r r

K (IL5)

et
Zeq

Le coefficient de rigidité de chaque ressort t.r correspondant & un assemblage de ressorts en
série de la rangée de boulons r, s’obtient comme suit (Figure. [1-4.b) :

1

_ I1.6
bt T T T T e
k3,r k4,r kS,r klO,r
Le bras de levier z,, est donn¢ par :
Zk[ h}
r T (I1.7)

Zeq
et) r

Ou, A, représente la distance entre la rangée de boulons r et le centre de compression.

I1.2.1.1.2 Zone comprimée

Dans le cas d’une ame de poteau non raidie (Figure [1-5.2), la rigidité de la zone comprimée
est évaluée comme suit :

0'7beff,c,wc twc
fy =t (IL8)

c

Degt ¢ we est défini au § 3.1.2.2
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En présence d’un raidisseur transversal ou diagonal (Figure 11-5.b), la déformabilité de la zone

comprimée est négligeable et la rigidité correspondante peut étre considérée comme infinie
kz = o0

!

}}‘
3
e e m e

P B P . L

1 I P Iy L

(a) ame du poteau non raidie (b) &me du poteau non raidie
Figure II- 5: Rigidité de I’ame du poteau comprimée
11.2.1.1.3 Zone cisaillée
Le coefficient de rigidit¢é du panneau d’ame en cisaillement pour un assemblage unilatéral ou

bilatéral ou les hauteurs des poutres sont identiques, est évalué comme suit :

20384,

Bz (IL9)

Ou, A, est Iaire de cisaillement, et z = &), — tf

En présence d’un raidisseur transversal ou diagonal la déformabilité de la zone cisaillée est
négligeable et la rigidité correspondante peut étre considérée comme infinie ki=oo
Le coefficient de rigidité du ressort de la zone comprimée correspond a un assemblage de

ressorts en série des composants ame du poteau en compression et ame du poteau en
cisaillement, et s’obtient comme suit, (Figure 11-4.b), :

k, = (11.10)

I1.2.1.1.4 Rigidité de I'assemblage

La contribution de toutes les composantes est obtenue par la contribution des coefficients de
rigidité équivalents de la partie comprimée et la partie tendue, en considérant que la position du
ressort final est situ€e au niveau du centre de traction défini par le bras de levier z,4, la rigidite

en rotation de I’assemblage entier est obtenue par la formule suivante :

o
T 1
7+7
k, k

ec

=Ez*

J,ini eq

(IL11)

Ou E est le module d’Young
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I1.2.1.2 Résistance plastique

Le moment résistant d’un assemblage poutre—poteau par platine d’about boulonnée correspond
au moment maximal transmissible avant I’atteinte d’un état limite. Dans le cas d’un assemblage
poutre—poteau par platine d’about boulonnée, son évaluation repose sur la distinction de trois
zones : la zone tendue, la zone comprimée et la zone cisaillée du panneau d’ame du poteau. La
zone tendue comprend la flexion de la platine d’about et de la semelle du poteau, ainsi que la
traction des boulons et des ames de la poutre et du poteau. La zone comprimée mobilise
principalement I’ame du poteau et les ¢léments comprimés de la poutre, tandis que la zone
cisaillée concerne le panneau d’ame du poteau.

Le diagramme de la (Figure [1-6) donne la méthodologie générale du calcul du moment résistant
d’un assemblage poutre — poteau, et le (Tableau I1-2) décrit ’enchainement des calculs de la
résistance d’un assemblage.

RESISTANCE DES ATTACHES
POTEAU-POUTRE

ZONE CISAILLEE ZONE COMPRIMEE ZONE TENDUE
< Ccoré ; < Ccoré > < Coté >
poteau poutre poteau
§6.2.6.1 l
§6.2.62 Fiira Fiira
Vi Fi2ra Fio2ra
B Fec.werd | | Fesord | Fisra Fisra
Frara Frara

< 6.2.6.3 576.2.6.5
3 6.2.6.4 2 6.2 (y
4( ASSEMBLAGE DES COMPOSANTES ]7

Il < A/[,/Am — ZI’I-FU Rd >

Figure II- 6: Procédure de calcul du moment résistant d’un assemblage poutre—poteau selon
la méthode des composants

11.2.1.2.1 Résistance de la zone cisaillée

La résistance de cette composante est donnée par 1’équation ( 1I-12) :

V.

—pkd (IL.12)

p

Le parametre f est un coefficient de transformation qui représente, selon la configuration de
I’assemblage, la part du cisaillement du panneau d’ame effectivement mobilisée par le moment
transmis. Les valeurs recommandées mais approchées de 3, ou P est pris égal a B2 pour les
configurations bilatérales, varient de f = 0 (configuration bilatérale avec moments équilibrés
dans les poutres) a f =2 (configuration bilatérale avec moments égaux mais non équilibrés dans
les poutres). Ces deux cas extrémes sont illustrés sur le (Tableau [1-3).
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- Cas de poteau non raidi

y 99 fre A
wp,R
! \/§7Mo

Si I’¢lancement de I’ame est trop grand (d/tw > 69¢), la résistance doit étre minorée, en tenant

(IL.13)

compte du risque de voilement, avec [& = (235/fy)"?].
Des doublures d’ame peuvent étre ajoutées, en respectant les dispositions constructives
suivantes :
- L’épaisseur de la doublure est prise supérieure ou égale a celle de I’ame du poteau (ts > twe);
- La largeur est au moins égale a la hauteur d’ame entre congés (bs > dwc), la doublure étant
prolongée jusqu’au pied du congé ame—semelle ;
- La condition de proportionz, > 5, / (40¢) doit étre vérifiée

- Lanuance d’acier retenue de la doublure d’ame est identique a celle du poteau.

Résistance de la Caleul de Vup ra et f 6.2.6.1; 5.3(7)
zone cisaillée
Résistance de la Calcul de FC,fb,Rd 6.2.6.7
zone comprimée Calcul de F, ¢ ra 6.2.6.2
Détermination des
longueurs L des Tableau 6.4
= trongons en T Tableau 6.5
O [P
é équivalents
‘% Détermination de la
O résistance de chaque Tableau 6.2
. rangée et chaque groupe
Résistance de la . de boulons
zone tendue Calcul de la résistance -
F:ra de chaque rangée Détermination des
de boulons . longueurs L des Tableau 6.6
§ trongons en T
3 équivalents
Q Détermination de la
3 résistance de chaque Tableau 6.2
rangée et chaque groupe
de boulons
Assemblage des résistances des Voir tableau
rangées et des groupes suivant
Assemblage des L )
résistances des Limitation des résistances des rangées de boulons
zones 6.2.7.2
comprimée et Mjra = Z h Firra
tendue r

Tableau II- 2: Synthése des étapes de calcul de la résistance d’un assemblage poutre—poteau
selon I’Eurocode 3
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Configuration de C Paramétre de transformation
, Cas de sollicitation
I’assemblage B
Le panneau d’ame doit
DM équilibrer le cisaillement da 1
N —— é_ M

Si M1 = Mz, pas de
M cisaillement du panneau 0
d’ame

M.

B

! Les cisaillements diis a M
" Q >M et M2 s’ajoutent. )
La résistance et la rigidité¢ du

panneau d’ame

Tableau II- 3: Parametre de transformation B : valeurs indicatives selon la configuration de
I’assemblage

Pour I’évaluation de la résistance au cisaillement, I’aire efficace A, du panneau d’ame est
majorée d’une quantité bgt,,., indépendamment de 1’épaisseur réelle de la ou des doublures
méme lorsque celle-ci est supérieure a t,,,..

Cas de poteau raidi :

Les semelles du poteau et les raidisseurs transversaux constituent un cadre résistant (Figure [1-
7). La résistance plastique de ce systéme est définie comme la plus faible des deux capacités
plastiques associées aux mécanismes de ruine possibles, équation (11-14) :

4M 2M +2M
Vnp)add’Rd — mln{ ;l,fc,Rd : pl,fc,Rdd pl,st,Rd } (II 14)

N N

La résistance au cisaillement plastique du panneau d’dme de poteau V,,, rq st augmentée de
cette contribution additionnelle Vi, qaa ra-

Ly Mj2 Ed
Dans le cas général, foqpe1 = |1 — 22—

Mj1Ed

v

Mpl fc.Rd —— >0 P
Rotule plastique — | <%
dans la semelle

MpLsLRd
Rotule plastique
dans le raidisseur

Figure II- 7: Contribution du moment plastique des raidisseurs
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I1.2.1.3 Résistance de la zone comprimée
e Semelle et ame de la poutre comprimée

La résistance de la zone comprimée pour le c6t€ de la poutre F ¢, pq de 1’équation ( 11-15),
déterminée a partir du moment résistant de la poutre M, p,4, ¢valué en domaine élastique ou
plastique selon la classe de la section et en tenant compte, le cas échéant, de I’interaction avec
I’effort tranchant. Cette valeur permet de calculer la capacité résistante de la zone comprimée
de I’assemblage du c6té de la poutre (Figure 11-8).

ML',Rd

F = (I1.15)
c.fb,Rd
h, — Ly

Ou hy, désigne la hauteur totale de la section de la poutre et tf;, I’épaisseur de sa semelle.

hy - th

—— el

Mc.Rd

4+—
FemRrd

Figure II- 8: Résistance de la semelle de poutre comprimée

Cet effort est supposé¢ agir au niveau du milieu de la semelle inférieure de la poutre,
correspondant au centre de compression de I’assemblage. Pour assurer la transmission compléte
du moment résistant de la poutre, il est nécessaire soit de disposer une rangée de boulons
extérieure garantissant un bras de levier au moins égal & h;, — tf, soit de renforcer localement
la section de la poutre (par exemple par un jarret), afin d’éviter qu’un bras de levier insuffisant
ne limite la capacité de I’assemblage avant 1’atteinte du moment résistant de la poutre.

e Ame de poteau comprimée

- Cas de poteau non raidi

Dans le cas d’un poteau non raidi, la résistance de calcul de I’ame du poteau soumise a une
compression transversale est évaluée au moyen de I’expression suivante, (équation [1-16) :

a)k d b ~,We tM’C wce
Fpopy = e ) (IL.16)

Vi

w = interaction avec le cisaillement de I’ame du poteau

k.= interaction avec la contrainte de compression dans I’ame du poteau
p=réduction pour risque de voilement de 1I’ame

begt c we= hauteur efficace comprimée (calculée ci-dessous, (Figure 11-9))
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Pied du congé de
raccordement ou
Batrc.we " de la soudure
| |

77T 1

TORNIT T L o s S R R e SR S A SR e SRS I
'y 25 B
‘ s
| \| 1 v
RN Q -

b | 1 L "\ 1
eff,c,we| ! ) <4—F =
| y— t c,Ed g ,\ 1
| > fb
1/ Pente 2,5: 1
b
| = cordon a, Pente 1:1
U == bencwe=tn +2 V2 8
Iy + ?
+5(tc+s) —_—
1 — -
ey s, = diffusion dans la platine (pente 1: 1)
t ss21
fc

At \]
s

Figure II- 9: Largeur efficace de I’ame comprimée du poteau b s ¢ we

- Voilement de 1’dme sous compression

La résistance citée dans le paragraphe qui précéde peut-&tre réduite par un coefficient p lorsque
I’ame est ¢€lancée et susceptible de voiler avant d’atteindre la plastification. Le risque de
voilement est évalué a partir de 1’é¢lancement réduit /Tp comme suit, (équation [I-17):

I 20.932 beff,c,wc dwc‘f;/,wc (11.17)
r Et?,
5202 7 s0m
— S1 > 0.
p=1 X ’ (IL18)
1 si A, <0.72

Le coefficient p traduit ainsi la diminution de capacité liée a I’instabilité¢ de I’ame comprimée,
(Figure 11-10).

Figure II- 10: Voilement de I’ame de poteau sous 1’action de la charge
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- Interaction avec la contrainte de compression dans 1’ame du poteau :

L’interaction avec la contrainte de compression dans I’ame du poteau traduit le fait que ’ame
peut déja étre fortement comprimée par 1’effort normal et le moment dans le poteau, ce qui
réduit la capacité additionnelle mobilisable par 1’assemblage. Elle n’est prise en compte que si
la contrainte longitudinale maximale 0, g dans I’ame, évaluée au voisinage du congé ame—
semelle (profilé lamin€) ou au pied de soudure (profilé soud¢), dépasse 0.7f,, .. Dans ce cas,

la résistance de calcul de I’ame comprimée est multipliée par un coefficient réducteur k.

1 S1 O-cum,Ed < 0‘7f:v,wc

k. = O om, : (11.19)
17 _—Ed S1 Gcom,Ed > 0'7f;>,wc

y,we

En pratique, k,,. est souvent égal a 1 et peut étre négligé en prédimensionnement lorsque la
contrainte longitudinale est inconnue puis vérifié ultérieurement.

- Interaction avec le cisaillement de 1’Ame de poteau :

L’ame du poteau est simultanément soumise a une contrainte normale de compression, agissant
sur la section efficace D¢ e twe, € @ une contrainte de cisaillement développée sur la section
Ay 1l convient de vérifier que I’état de contrainte combiné résultant ne dépasse pas la limite
d’¢lasticité de I’acier f,, ., selon un critére de contrainte équivalente.

Cette interaction conduit a une réduction de la résistance en compression mobilisable lorsque
le cisaillement est significatif. Cette réduction est prise en compte par I’introduction d’un
coefficient réducteur w < 1, appliqué a la résistance en compression précédemment
déterminée. L’expression de w dépend de I’intensité relative du cisaillement par rapport a la

beff,c,wc twe .

compression, traduite notamment par le rapport des sections — plus ce rapport est
vc

¢levé, plus I’effet d’interaction est pénalisant et plus la valeur de w est réduite.

Le coefficient B (voir §I1.2.1.1.3) permet de pondérer ® en tenant compte du degré de
sollicitation du panneau d’ame de poteau par le cisaillement. Ainsi, w résulte directement de la
relation w = f(f), telle que définie par la (Figure II-11), qui assure une transition progressive
entre w; et w,

Avec : ®, = HNONES

2 2
b t b "
14+1.3] homewe 145.2| Zefficae e
A, 4

- Présence de doublure d’ame :

Dans tous les calculs précédents, t,, est remplacée par ty, .7 dans le cas de renforcement par
doublure d’ame, pour tenir compte de 1’augmentation de résistance au cisaillement :

tweerr = 1.5ty , si doublure d’ame d’un seul cote.
tweerf = 2.0ty , si doublure d’dme de part et d’autre.
La valeur de A,,. intervenant dans le calcul de w; et w, est définie au § 11.2.1.1.3
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wi+2(1-6)(1-w)

1] / Wi+ (B -1) (w2 —wy)

0 0.5 1 2

Figure II- 11: Evolution du coefficient d’interaction @ en fonction du paramétre B pour le
panneau d’ame du poteau

- Cas de poteau raidi

Dans cette approche, la résistance en compression transversale est prise comme la somme de la
contribution de 1’ame et de celle des raidisseurs, telle que défini par 1’équation ( I1-20), soit :

F

¢,c,Rd

=F, ori (I11.20)
La présence des raidisseurs est supposée empécher le voilement local de I’ame dans la zone
considérée, ce qui conduit a ne plus appliquer de réduction par p dans I’expression de F ¢ ra:

a)k > Zeff ,c,we twc ), WC
o m1? 7, (I1.21)
MO

La contribution des raidisseurs est généralement évaluée par leur capacité plastique en
compression axiale, équation ( [1-22). Enfin, pour I’évaluation de I’interaction via @, et w,, la
section comprimée beg ¢ vty €5t remplacée par une section “équivalente” augmentée (beg ¢ e
twe + Agt), afin de tenir compte de 1’apport des raidisseurs dans la zone comprimée.

A f.
Fora = o (IL.22)

Vo

11.2.1.3.1 Résistance de la zone tendue

La méthode des composants applique, pour I’analyse de la zone tendue, une modélisation
fondée sur le concept de trongcon en T équivalent. Plutdt que de considérer explicitement le
comportement global en flexion de la platine ou de la semelle du poteau, le mécanisme local
associé a chaque rangée de boulons est représenté par un trongon en T reproduisant les
mécanismes de plastification et de déformation observés sous traction, (Figure [1-12).

Dans cette approche, la semelle du T correspond a la partie de plaque travaillant en flexion
locale, tandis que I’effort transmis par la rangée de boulons est modélisé par la force Fr pgy.
Chaque rangée, ou groupe de rangées, est ainsi associée a une longueur efficace Lefr, (Figure I1-
13) définie comme la longueur du trongon en T présentant la méme résistance et la méme
rigidité que la configuration réelle.
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Vue transversale Vue latérale

.
P €1
Q Q__ b Plan

—c o W et 4
T T
1 by

Figure II- 12: Trongon en T équivalent (une rangée de boulons)

T Frra

Figure II- 13: la longueur efficace Lesr et de la résistance du trongon en T associé a une rangée
de boulons

11.2.1.3.2 Longueur du troncon en T équivalent

La valeur de la longueur efficace Letr ne correspond pas nécessairement a la largeur totale
disponible, mais a la portion effectivement mobilisée par le mécanisme plastique et dépend
essentiellement de la configuration géométrique de la rangée considérée, notamment de sa
proximité d’un bord libre, d’un raidisseur, des entraxes et des pinces, ainsi que d’un parameétre
m..etc, tel qu’illustré a la (Figure I1-14). Ces paramétres influencent le développement des
lignes de plastification. L’Eurocode 3 fournit les formules de détermination des longueurs
efficaces du trongon en T et de la résistance de chacune des composantes. Ces expressions sont
reprises en Annexe A du présent mémoire.

I1.2.1.3.3 Résistance du troncon en T équivalent sous les différents modes de ruine

Dans ’EN 1993-1-8, la traction d’une rangée de boulons dans un trongon en T équivalent est
gouvernée par trois modes de ruine fondamentaux (Figure [I-15). Le mode 1 correspond a la
plastification compléte de la semelle (platine/semelle) avec formation d’un mécanisme de
rotules plastiques, sans rupture des boulons : la résistance est alors pilotée par la capacité
plastique de la semelle. Le mode 2 est un mode mixte ou la semelle plastifie partiellement mais
la traction dans les boulons devient suffisamment élevée pour provoquer leur rupture : la
résistance résulte de la combinaison « semelle plastifiée + boulons ».
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Ik L]
Ogr*mfﬁ\ éﬁl;pw%g Fo P

....... M, A

Cep

(a) Semelle du poteau et platine d’about (b) platine d’about débordante
débordante situées entre les semelles de la poutre.

Figure II- 14: Définition des parametres géométriques m et n pour la semelle de poteau et la
platine d’about (cas particulier d’un poteau laminé)

Le mode 3 correspond a une semelle « relativement rigide » : la déformation de la semelle est
limitée, les lignes de plastification ne peuvent pas se développer de manicre significative, et la
ruine se produit principalement par rupture des boulons en traction.

Dans la pratique, deux cas complémentaires sont distingués pour mieux couvrir les assemblages
boulonnés (Figure I1-16). Le mode 1-2 est associé aux boulons flexibles : lorsque les boulons
sont suffisamment flexibles, ils ne peuvent pas plaquer la semelle pour imposer un mode 1 pur
ou un mode 2 pur ; on obtient alors un comportement intermédiaire entre plastification
dominante de la semelle et participation marquée des boulons. Le mode 4 est lié a la composante
ame tendue (ame de poteau/ ame de poutre), qui représente directement 1’ame associée au
trongon en T et qui peut gouverner la résistance globale de la rangée ou du groupe de boulons.
La résistance a considérer est celle donnée par le minimum des trois résistances.

Celles-ci sont données par les équations ( [1-23 ; I1-25 ; [1-27 ; 11-28), et la démarche générale
est décrite dans le (Tableau [1-4). Le premier mode qui permet une déformation plastique
importante de la semelle est privilégié.

Rotule plastique Ruine des boulons
Rotules plastiques en tracton
m

[ M
\/ emm

€min Ruine des boulons

Mode 1 Mode 2 Mode 3

Figure II- 15: Modes de ruines de la semelle du trongon en T
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Model-2

Figure II- 16: Modes de ruines complémentaires

Mode 1
Sans contre-plaques

e Formule simplifiée :

e Formule alternative :

Avec contre-plaques

e Formule simplifiée :

e Formule alternative :

Mode 2

Mode 3

Avec : n=min(e

min >

Ainsi :

o Pouri=1—> L = Legry
o Pouri=2— Legr = Lege

JLRd —

_aM

Rotule plastique T
Ruine de I'ame

/ en traction

= -

J l

4Mpl,l,Rd

FT,I,Rd =

associé

(8n - 2'ew )Mpl,l,Rd

2mn—e, (m+n)

+2M

plLLRd bp,Rd

(8n— ZeW)MpU,RCl +4nM,, oy

1.25m) ; PLIRE = T

2mn—e, (m+n)

_ 2Mpl,2,Rd + nz F ra

m +n

associé

19 T3Rd — ZE,Rd

2
Lty ), (i=12)

MO

(I1.23)

(I1.24)

(11.25)

(I1.26)

(I1.27)

(I1.28)
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Mode 1-2 : Les boulons sont considérés flexibles si: 1, > L,
2M
FT,l—Z,Rd = i (I1.29)
8.8m’

L* _ associé rangées “ s

Avec: L,
3
Lt,

Ly est la longueur du boulon soumise a allongement, prise égale a la longueur de serrage
(épaisseur totale du matériau et des rondelles), plus la moitié de la somme de la hauteur de la
téte et de la hauteur de I’écrou :

L=t +1,,+2t,,+0.5(,+1,) (11.30)

Ou ty, tspet t, représentent respectivement 1’épaisseur de la téte de boulon, de la rondelle et
de I’écrou (Figure 11-17).

,,,,E,,,,,,,, p—————————— t\\-sh
@ tn

Figure II- 17: Caractéristiques géométriques du boulon (rondelle incluse)

Dans les formules précédentes, F; p4 est la résistance a la traction d’un boulon telle que définie
par I’équation ( I1-31) :

091 A
F -2 A (I131)
Vu2

Mode 4

e La résistance de I’ame de poutre tendue est définie comme suit :

Lyt S
By =— 22 (11.32)
Y mo
e La résistance de I’ame de poteau tendue pour le mode 4 a une expression modifiée, (équation

[1-33) pour tenir compte de :

F

TARI —

oL .t ,
ZF;,wchd — eff “we f;z,wc (1133)

Vmo
e La sollicitation du panneau d’ame de poteau par le cisaillement : L’interaction avec le

F

T,4,Rd

cisaillement du panneau d’ame est évaluée au moyen du coefficient w, déterminé
conformément au § I1.2.1.1.2, en remplagant la largeur efficace b,ff . par la longueur
efficace considéree L,y pour le trongon en T représentant la semelle du poteau.

e La présence de doublures d’ame : En présence de doublures d’ame, 1’épaisseur t,,,. est
remplacée par I’épaisseur efficace t,, ¢, dont la valeur dépend du mode de réalisation des
soudures longitudinales des doublures (Tableau-II-5).
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I )
— I + ) + °
) L — [5) ™ a.m
] 0 [5) Q 5} 5 +
) ) a. ) 0 2
= o) = =) &n = 4+
5 5 2 5 S -
Q =9
Longueur du trongon en
P Ler Legr Lesr Lesr Legr Lesr
T équivalent
Résistances du trongon Frira Frira Frira Frira Frira Frira
en T sous les différents
modes de ruine Frara Frara Frara Frara Frara Frara
Résistance du troncon
en T (mmimum des 4 Frra Frra Fr ra Frra Frra Fr ra
valeurs)
Assemblage des rangées et groupe de rangées
Frira ‘ Fra.rd | Frs.ra

Tableau II- 4 : Démarche de détermination des parametres de résistance des rangées et
groupes de boulons en zone tendue

Soudures longitudinales Cas considéreé weff

Bout a bout a pleine pénétration gﬁiﬁiﬂﬁi "g:se 1.5t

d'épaisseur de gorge a > ts ., 2.0¢,,
deux cotés

Soudure d'angle d'épaisseur de | S 235, S 275 ou S 355 1.4z,

gorge a > t,/\2 S 420 ou S 460 1.3¢,,

Tableau II- 5: Evaluation de tweren fonction du type de soudures longitudinales des
doublures d’ame

11.2.1.3.4 Assemblage des résistances des rangées et groupes

Le (Tableau [1-6) ci-dessus exprime qu’une rangée ne peut atteindre sa résistance maximale que
si la résistance des groupes auxquels elle appartient n’est pas dépassée. (Principe général)

Résistance Contribution de la rangée Résistance rangée
Rangée 1 Fr! Rra > Fr! ra
Rangée 2 F1’ Rrd F1° Rrd )
Rangée 1 +2 Fr!™ rd Fr'"? ra-Frlra Fromd
Rangée 3 Fr' rd Fr’ rd
Groupe 1+2 +3 Fr’ ra Fr*" ra- FT° ra E— F1’ Ra
Groupe 1 + 2 Fr'*?% ra | Fr'"?" re- Frira- F1lra

Tableau II- 4: Evaluation des résistances de rangées et de groupes de rangées
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I1.2.1.3.5 Résistance de I’assemblage

La résistance en flexion de I’assemblage est déterminée a partir de 1’équilibre interne entre la
résultante de compression transmise par la zone comprimée (par exemple la semelle comprimée
du poteau) et les efforts de traction mobilisés dans les différentes rangées de boulons situées en
zone tendue. Chaque rangée i mobilise un effort de traction F%,;rqs, dont 1’action est prise en
compte avec son bras de levier mesuré par rapport a la ligne d’action de I’effort de compression.
(Figure 11-18) Le moment résistant correspond ainsi a la somme des contributions ¢lémentaires
Fiira X z; ou, z; désigne la distance entre la rangée considérée et la zone comprimée. La
résistance en moment de I’assemblage découle donc de 1’équilibre entre la compression dans la
zone comprimée et I’ensemble des forces de traction pondérées par leurs bras de levier
respectifs.

Fr1,Rd <—u-

FrZ,Rd -—- hzT

F
r3,Rd *—-—IbT

Fc,Rd—.'f ''''''

Figure II- 18: Contributions des résistances en traction et en compression a la résistance

Le moment résistant de 1’assemblage est déterminé a partir des résistances en traction des
différentes rangées de boulons. Toutefois, ces résistances théoriques par rangée ne sont pas
toujours enticrement mobilisables, car le comportement global de [’assemblage impose
certaines contraintes de fonctionnement. On peut donc étre amené a plafonner les résistances
admissibles de certaines rangées afin de rester compatible avec la capacité réelle de
I’assemblage et d’éviter toute surestimation du moment résistant. Ces ajustements sont
introduits afin de satisfaire aux limitations suivantes :

a) Insuffisance de la capacité de rotation de 1’assemblage

Sous chargement progressif, le comportement recherché correspond a 1’entrée successive des
rangées de boulons en écoulement plastique. : La rangée la plus sollicitée atteint en premier sa
résistance de calcul, puis sa déformation plastique, ce qui permet une redistribution des efforts
vers les rangées inférieures et leur mobilisation successive (Figure [1-19). En revanche, si une
rangée supérieure manque de ductilité, elle peut rompre trop tot et empécher cette redistribution,
ce qui limite la contribution des autres rangées. Dans une telle situation, les résistances en
traction peuvent donc étre tronquées dans le calcul afin d’assurer une évolution compatible avec
la capacité de rotation de I’assemblage et un mode de ruine cohérent.
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Rangée en Rangées en
écoulement écoulement
plastique plastique
> H / A\ ’/JI >X
| 3 "
=
o A
) La 1% rangée atteint sa La 2°™ rangée atteint sa
Phase élastique résistance maximale et subit résistance maximale et subit
une déformation plastique une déformation plastique
Rangées en il R / /
écoulement " >|
plastique > >
1 Les rangées rentrent ;/
successivement en plasticité =7
= =

Figure II- 19: Plastification progressive des rangées de boulons en zone tendue
La capacité de déformation plastique d’une rangée est déclarée insuffisante si :
E g > 19F 5 (11.34)

L’équation ( 11-34) traduit que la résistance d’une rangée est principalement gouvernée par la
limitation en traction des boulons plutdt que par la formation d’'un mécanisme plastique dans la
semelle du trongon en T alors qu’en vrai ce sont les boulons qui sont censés manquer de ductilité
et pas la platine et la semelle fléchies. Lorsque ces éléments présentent une flexibilité suffisante
pour permettre la formation de rotules plastiques, le comportement de la rangée s’inscrit dans
un mécanisme ductile. La plastification en flexion autorise alors des déformations importantes
et favorise la redistribution des efforts entre les différentes rangées. Lorsque cette condition est
vérifiée pour une rangée donnée, la résistance en traction des rangées situées plus pres du centre
de compression doit étre limitée selon une répartition linéaire décroissante. Cette limitation
traduit une répartition triangulaire des efforts admissibles, (Figure 11-20).

» Frira > 1.9 Firg ! »
> > Fiora > 1.9 Firg
._..\ limitation AN limitation
g de leffort f— de l'effort
Ib >
\ centre de \ centre de
compression compression
L’Annexe Nationale (F) impose de » Fiora > 1.9 Firg
plus une limitation sur la premiére »E
rangée centrale suivant la v Tt3Rd
répartition triangulaire suivante : jd
=" jimitation
I de I'effort
centre de

compression

Figure II- 20: Répartition triangulaire des efforts des rangées de boulons
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Plus précisément, si une rangée x, la plus ¢loignée du centre de compression parmi celles
concernées, présente une résistance en traction efficace F;x pq supérieure a 1,9 Fypy, la
résistance des rangées r situées en dessous est ajustée de manicre a satisfaire la relation (11-35):

h}"
Fra <F  ra W (11.35)

Ou h,, et h, désignent respectivement les distances des rangées x et r au centre de compression.

b) Atteinte de la résistance maximale en compression ou en cisaillement

La détermination du moment résistant de 1’assemblage impose que la somme des résistances de
calcul en traction des rangées de boulons reste compatible avec les capacités résistantes des
composants susceptibles de limiter le mécanisme global de I’assemblage, (équation 11-36). En
particulier, la somme des résistances en traction ne doit pas excéder la plus faible des résistances
suivantes (Figure [1-21) :

e Larésistance de calcul de I’ame de poteau comprimée ;

e Larésistance de calcul de la semelle et de I’ame de poutre comprimées ;

e Larésistance de calcul du panneau d’ame du poteau en cisaillement, pondérée par le

coefficient de transformation f3.

. VW
ZE,r,Rd < mm(F;,fb,Rd;F;,wc,Rd;#Mj (11.36)

] —» Ft,1,Rd

] ——» Ft,z,Rd

] —» Ft,3.Rd

> 3:
V"\p. ra |~ Min (Ford; Fowera)

Figure II- 21: limitation de la résultante des efforts de traction

Lorsque le calcul effectué rangée par rangée conduit a une somme des résistances en traction
supérieure a cette limite, une réduction des résistances effectives doit étre introduite. Cette
adaptation est réalisée en priorité sur les rangées situées a proximité du centre de compression,
dont le bras de levier est faible et dont la contribution au moment est limitée, mais qui
influencent fortement la résultante de traction. Compte tenu de la capacité de déformation des
rangées de boulons, il est possible d’adopter une répartition plastique des efforts internes. Ainsi,
le moment résistant de calcul de I’assemblage est obtenu en sommant les contributions des
rangées de boulons en traction, chacune étant pondérée par son bras de levier h,. par rapport au
centre de compression (Figure [1-22).M; p4 est déterminé par (¢quation 11-37):

M,y = ZhrF;,r,Rd (I1.37)
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—’ B
u A

h;

centre de
compression

Figure II- 22: Bras de leviers des rangées de boulons

I1.2.2 Comportement du troncon en T

11.2.2.1 Effet de levier et répartition des efforts dans le troncon en T

Le comportement déformable d’un trongon en T résulte de I’interaction entre la traction des
boulons et la flexion de 1’¢lément de plaque associé, qu’il s’agisse de la semelle du poteau ou
de la platine d’about. Un aspect déterminant du fonctionnement mécanique du trongon en T
réside dans I’apparition des forces de levier au niveau de la zone située sous la semelle. Sous
I’effet de la flexion induite par I’effort transmis, des forces additionnelles se développent et
viennent s’ajouter aux efforts de traction directe dans les boulons. Ces actions secondaires
modifient la répartition des sollicitations et peuvent engendrer un état de contraintes complexe
susceptible d’accélérer 1’atteinte de 1’état limite. Le principe de ce mécanisme est schématisé a
la (Figure 11-23) : I’application d’une force F au niveau de I’ame du trongon provoque la flexion
de la semelle, laquelle engendre des forces de levier Q transmises aux boulons. L’application
des conditions d’équilibre des forces verticales conduit a exprimer 1’effort repris par le boulon
B comme la somme de la moitié de la charge appliquée et de la force de levier, soit F /2 + Q.

B =F/2+Q

Figure II- 23: Développement des forces de levier dans un trongon en T

Les forces de levier apparaissent dans les mécanismes de ruine de 1 et 2, consécutivement a la
déformation en flexion de la semelle. Dans le mécanisme de type 1, la ruine est associée a la
formation de quatre rotules plastiques : deux localisées au droit des axes des boulons, sous
I’effet du moment induit par les forces de levier Q, et deux au niveau de la liaison ame—semelle.
La position de ces forces dépend de la rigidité relative des boulons en traction et de la semelle
fléchie. En revanche, dans le mode 3, la semelle présente une rigidité suffisante pour limiter sa
déformation en flexion ; les efforts sont alors principalement repris par les boulons en traction,
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sans développement significatif de forces de levier. Dans une approche simplifiée, un trongon
en T boulonné comportant une seule rangée de boulons est considéré, pour cette configuration
¢lémentaire, la répartition des efforts internes et le diagramme des moments plastiques selon
chaque mode de ruine sont représentés a la (Figure [1-24). Les résistances associées sont
déterminées par 1’établissement des équations d’équilibre a 1’état plastique.

Le paramétre géométrique A est défini comme le rapport n/m, ou n représente la distance
efficace au bord. Conformément a I’Eurocode 3(EN 1993-1-8, 2005), la valeur de n est prise
égale au minimum entre e (distance entre 1’axe du boulon et ’extrémité de la semelle) et
1,25 m. By, correspond a la résistance plastique de calcul d’un boulon isol€ sollicité en traction
; elle est également notée F; g4 dans I’ Annexe A du présent mémoire.

La relation entre la résistance en flexion de la semelle et la résistance axiale des boulons est
traduite par le parametre Sgq,(€quation 11-38), lequel conditionne 1’apparition du mécanisme
plastique gouvernant. A D’état plastique, ce paramétre est défini comme le rapport entre la
résistance plastique associée au mode de ruine 1 et celle correspondant au mécanisme mode
3.(Piluso et al., 2001a)

2Mled

(I1.38)
By gam

Bra =

Ou m désigne la distance entre 1’axe du trou de boulon et la rotule plastique située au niveau
de la jonction semelle—ame.

O o b O O b @) 'e) b
f Frira tFrarg 1Fr3ra
Q 1— Qt—1" 1Q —
B : BRd BRd
P11 1 e 0\
Rl
n m m n n m m n

Figure II- 24: Répartition des efforts dans un trongon en T selon le mode de ruine

La courbe représentée a la (Figure I1-25) est établie a partir des expressions analytiques des
résistances Fr q g, Fr 2 rq €t Fr 3 rg correspondant aux trois mécanismes plastiques considérés.
La résistance est exprimée sous forme normalisée selon y(Brq) = F/2Bgg4, o, pour chaque
mécanisme k € {1,2,3}, une fonction associée y; (Brq) est définie et la résistance gouvernante
correspond a  l’enveloppe  inférieure  des  trois  relations, soit Y(Brq) =
min(y; (Bra); ¥2(Bra); V3(Bra))- Le mécanisme actif est celui qui conduit a la plus faible
valeur de charge compatible avec 1’atteinte de I’état plastique admissible.

Pour le mode 1, la relation s’écrit y = [g4 et la résistance est contrdlée par la capacité plastique
en flexion de la semelle. Pour le mode 3, la relation conduit & y = 1, ce qui correspond a un
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plateau horizontal ; la capacité du troncon est alors limitée par la résistance en traction des
boulons, indépendamment de la réserve plastique de la semelle. Le mode 2 conduit a une
relation affine en Pry issue de I’expression de Fr,gq. L’équilibre plastique impose
simultanément la mobilisation du moment plastique M,,; ; rq dans la semelle et atteinte de la

résistance B = Bp, dans les boulons, le paramétre n intervenant explicitement comme bras de
levier associé¢ a la force de levier dans 1’équilibre des moments.

N A , . . s . .
I — Mécanisme de lignes de plasticité non circulaire
zBRcl +eees Mécanisme de lignes de plasticité circulaire
R R S DT T T PP SO PRPOP LS Mode 3
Mode 2 H
2%
20 +1 :
Mode 1 :
: >
2

o1

2A+1

B Rd

Figure II- 25: Influence du parameétre Brd sur le mécanisme de ruine plastique du trongon en T

I1.2.2.2 Mécanismes de lignes de plasticité

En référence a la définition de la section (§I1.2.1.3.2), la largeur efficace de la semelle du
trongon en T, notée befr, constitue un parametre conventionnel introduit dans les formulations
de ’annexe A, et ne correspond pas nécessairement a une dimension géométrique réelle de la
semelle. Cette grandeur représente la portion de plaque effectivement mobilisée dans la
transmission des efforts.

Le concept introduit par Zoetmeijer (Zoetemeijer, 1974a), permet de tenir compte de I’ensemble
des mécanismes possibles de lignes de plasticité susceptibles de se développer dans la semelle
du troncon en T, sans que la valeur retenue puisse dépasser la largeur réelle de celle-ci.

La détermination de befr repose sur une condition d’équivalence a I’état de ruine plastique entre
le modéle simplifié de type poutre et le comportement réel de la plaque, pour lequel la ruine est
gouvernée par la formation d’un mécanisme de lignes de plasticité (Piluso et al., 2000). Dans
le cas d’un trongon en T boulonné comportant une seule rangée de boulons, trois mécanismes
de lignes de plasticité peuvent €tre envisagés : (i) un mécanisme circulaire (Figure [1-26.a), (i)
un mécanisme non-circulaire (Figure 11-26.b) et (iii) un mécanisme de type poutre (Figure II-
26 c)(Piluso et al., 2000; EN 1993-1-8, 2005).

Le mécanisme circulaire correspond & une ruine de la semelle sous 1’action localisée du boulon,
en raison des déformations concentrées au droit de la téte et de I’écrou. Selon I’Eurocode 3, ce
schéma de lignes de plasticité ne peut se développer que dans le cas du mode de ruine 1 du
troncon en T. Dans la configuration associée mode de ruine 2, le développement d’un
mécanisme circulaire est considéré comme non compatible, en raison de 1’intensité des forces
de levier agissant sur la semelle du trongon en T (Ivanyi, 2000). Le mécanisme de type poutre
apparait généralement lorsque la largeur du trongon en T est faible ; la forme déformée de la
semelle est alors peu influencée par des effets tridimensionnels et le comportement peut étre
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assimilé a celui d’un élément de type poutre. A ’inverse, les mécanismes non circulaires se
rencontrent plus fréquemment pour des trongons de largeur importante, pour lesquels la
déformée de la plaque est sensiblement affectée par des effets tridimensionnels.

(a) Mécanisme circulaire (b) Mécanisme non- circulaire (c) Mécanisme de poutre

Figure II- 26: Mécanisme de lignes de plasticité pour un trongon en T d’une seule rangée de
boulon isolée

I1.2.2.3 Rigidité initiale du troncon en T

La détermination de la rigidité initiale d’un trongon en T, notée k, ;,,;, s’appuie sur I’étude de
son comportement en domaine élastique. Cette modélisation a été proposée initialement par
Aggerskov (Agerskov, 1976), puis complétée par Holmes et Martin (Holmes and Martin, 1983)
afin de prendre en compte 1’effet des forces de levier sur la réponse des boulons. Yee et
Melchers (Yee and Melchers, 1986) ont appliqué une démarche similaire pour I’évaluation des
déformations €lastiques de ce type d’assemblage, et ont proposé de remplacer les pressions de
contact par une force équivalente agissant de maniére concentrée et située au bord a I’extrémité
de la semelle dans le domaine élastique de comportement du trongon, avec n = ¢ < 1.25m.
Tandis que, (Douty and McGuire, 1965) ont adopté un bras de levier pour cette force n = 0.75¢
< 0.9375m. Cette proposition a été reprise par Jaspart (Jaspart, 1991) dans le cadre d’une
analyse de la position de la force de levier, laquelle dépend de la rigidité relative de la semelle
et des boulons, c’est-a-dire des dimensions de la section de la semelle, du diamétre des boulons
et du niveau de précontrainte, afin d’évaluer la rigidité initiale des assemblages par platine
d’about débordante.

Dans le but d’évaluer I’influence de 1’hypothése adoptée pour représenter 1’effet de levier et la
position de la résultante de contact, Al khatab (AL Khatab, 2003)a réalisé un calcul analytique
comparatif en phase ¢€lastique entre deux approches. Dans une premiére approche, il a assimilé
le trongon en T a un modéle mécanique, de type poutre-appuyée de (Yee and Melchers, 1986;
Shi et al., 1996), ou ’effet de levier est représenté par des appuis et ou les boulons sont
représentés par des ressorts (Figure [1-27).

Dans ce cadre, il a établi les relations analytiques permettant d’exprimer successivement la
force dans les boulons B (¢€q.11-38), la force de levier Q(éq.11-39), et la rigidité K (éq.11-40), puis
il a montré que la force de levier et la rigidité globale ne sont pas uniquement gouvernées par
la géométrie, mais dépendent explicitement du rapport de rigidité entre la semelle (ou la platine)
et les boulons.
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Q

Figure II- 27: Mod¢le mécanique du trongon en T (Approche 1)
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Dans une seconde approche, il a repris la formulation simplifiée proposée par Zoetemeijer
(Zoetemeijer, 1990) et retenue par I’Eurocode 3 (EN 1993-1-8, 2005), fondée sur 1I’assemblage
de composantes en série, en considérant que la zone tendue elle-méme est constituée de trois
composantes indépendantes. Dans ce cas, la semelle du poteau et la platine d’about sont
représentées chacune par une poutre sur quatre appuis simples soumis a un effort concentré au
milieu de la travée (Figure [1-28). Il a ensuite établi, dans ce cadre, les expressions de B (éq.11-
41), Q(éq.11-42), et K(€q.11-44), puis il a mis en évidence que, contrairement a la premicre
approche, la force de levier devient indépendante des rigidités des composants, le rapport
Q/F est alors fixé par la géométrie, via les parameétres associés aux bras de levier.
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lB lB F/2+Q lB B= F/2+Q
L, & & L
Q

K

Figure II- 28: Mod¢le mécanique du trongon en T (Approche Eurocode 3)

a) semelle ou platine ; b) boulon
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Avec : A est la section de la tige du boulon et Ly défini au § 11.2.1.3.3
Ou, If et I, sont respectivement les moments d’inertie de la semelle et de la platine.

Le trongon en T est assimilé a une poutre simplement appuyée, les appuis étant situés au point
d’application des forces de levier. Une charge concentrée est appliquée en travée médiane,
représentant 1’effort transmis par I’ame, tandis que les forces dans les boulons sont considérées
au droit de leurs axes, (Figure 11-28.a et 1I1-28.b). L analyse intégre 1’interaction entre les deux

demi-trongons et les boulons ainsi que les conditions liées a la déformation de ces derniers.
Dans ce cadre, la contribution des boulons a la rigidité initiale est prise en compte au moyen
d’une rigidité axiale équivalente associée a la rangée en traction. Elle est formulée en intégrant
I’augmentation de 1’effort axial dans le boulon induite par I’effet de levier, I’effort passant
d’environ 0,5F a environ 0,63F. L’Eurocode considére que cette amplification reléve du
domaine ¢lastique, en adoptant I’hypothese n < 1,25 m; dans ce cas, la part relative de I’effet
de levier est fixée a Q/F =~ 14% (éq. 11-44). La rigidité axiale du boulon est alors évaluée a
partir du déplacement axial &,(équation. 11-45), déterminé par I’expression correspondante
(équation [1-46).
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I1.2.3 Capacité de rotation

Conformément aux prescriptions de I’Eurocode 3, dans le cadre d’une analyse globale
plastique, il convient de vérifier que la rotation demandée a I’assemblage reste inférieure a sa
capacité de rotation. Cette vérification est réputée satisfaite deés lors qu’au moins 1’une des
conditions suivantes est remplie :

0 M;pq est gouverné par le panneau d’ame du poteau en cisaillement, et I’élancement du

panneau vérifie :

d
<69 (11.48)

w

0 M;pq est gouverné par la flexion de la semelle du poteau ou de la platine d’about, et les

épaisseurs correspondantes vérifient :

1<036d |1 (I1.49)

y

I1.3 CONCLUSION

Ce chapitre a consolidé le cadre théorique et réglementaire nécessaire a Ia
caractérisation des assemblages poutre—poteau par platine d’about boulonnée, en s’appuyant
sur (EN 1993-1-8, 2005). Les notions indispensables a 1’analyse structurale ont été rappelées :
description du comportement par la courbe moment-rotation, définition des parameétres globaux
(rigidité rotationnelle initiale, moment résistant, capacité de rotation) et role de ces parametres
dans la modélisation des ossatures.

La méthode des composants a été développée comme outil analytique de référence pour la
prédiction de la rigidité et de la résistance. La démarche de calcul a été explicitée selon sa
logique mécanique : décomposition de I’assemblage en composantes de base, détermination
des rigidités et résistances ¢lémentaires, puis recomposition pour obtenir la réponse globale.
Cette approche a permis de relier directement les mécanismes de transfert d’efforts aux
composantes gouvernantes, et de clarifier la contribution respective des zones tendue et
comprimée, ainsi que du panneau d’ame du poteau.

Une attention particuliere a été portée a la zone tendue, représentée par le trongon en T
équivalent, qui constitue le levier principal de la méthode. Ce concept structure I’analyse des
rangées de boulons, I’introduction des forces de levier et I’identification des mécanismes de
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ruine typiques. Par ailleurs, ces derniers jouent un réle déterminant : ils orientent le mécanisme
actif et imposent de retenir systématiquement la résistance minimale, donc le scénario le plus
défavorable

En synthese, ce chapitre a fourni une base normative et mécanique cohérente pour interpréter
les résultats obtenus ultérieurement. Il a notamment établi les éléments nécessaires pour
comparer, de fagon structurée, les prédictions de la méthode des composants aux résultats issus
de la modélisation numérique, et pour identifier les limites attendues lorsque la réponse est
influencée par des effets hors plan ou tridimensionnels, non pleinement couverts par les
formulations actuelles.
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CHAPITRE I1I : ANALYSE NUMERIQUE DU COMPORTEMENT
DU TRONCONENT

III.1 INTRODUCTION

Le comportement d’un assemblage de type trongon en T boulonné peut étre évalué au
moyen de simulations numériques. La modélisation de ce type de probleme demeure toutefois
exigeante, car elle implique une représentation fidele de la géométrie de 1’assemblage, des lois
de comportement des matériaux, ainsi que des conditions aux limites et de chargement (Virdi,
1999). Dans ce contexte, la méthode des éléments finis constitue aujourd’hui une approche de
référence pour I’obtention de solutions numériques en mécanique des structures (Bathe, 2006).

Ce chapitre présente une étude numérique consacrée a 1’évaluation du comportement en charge
de trongons en T isolés, ainsi qu’a I’analyse de mécanismes spécifiques au cours du chargement,
notamment les forces de levier et la variation des contraintes au niveau de la semelle. Dans ce
cadre, un trongon en T représentatif est modélisé en trois dimensions et le modele par éléments
finis développé est validé par confrontation aux résultats expérimentaux disponibles.

Un modele éléments finis permet de traiter des géométries complexes avec une bonne précision
et d’intégrer les non-linéarités matérielles et géométriques, tout en reproduisant les conditions
aux limites et de chargement. La réponse d’un trongon en T étant intrins€équement
tridimensionnelle, la modélisation requiert I’emploi d’éléments 3D, de type coque ou solides.
Les approches bidimensionnelles proposées antérieurement se sont révélées insuffisantes pour
reproduire correctement le comportement global. Les ¢éléments coque, bien que
tridimensionnels et aptes a représenter les mécanismes de ruine, présentent des limites pour le
traitement détaillé des interfaces, en particulier pour la simulation du contact boulon—semelle.
A cet égard, I’utilisation d’éléments solides offre une représentation plus adaptée et a donc été
retenue pour les simulations numériques.

II1.2 TRAVAUX ANTERIEURS SUR LES TRONCONS EN T

I11.2.1 Etudes expérimentales

Les études expérimentales sur les trongons en T fournissent, dans certains cas, des informations
limitées, notamment concernant 1’évolution des forces de levier, la répartition des zones de
contact et le développement des zones de plastification au cours du chargement. Elles ont
néanmoins fait 1’objet de nombreux travaux de recherche expérimentaux. En 1965 Douty
(Douty and McGuire, 1965) ont accordé une attention particuliere au trongon en T. Le
programme a été structuré en cinq volets : (1) liaison &me du trongon en T—semelle de poutre,
(2) connexion du trongon en T au poteau, (3) assemblage complet par trongon en T et
comparaison avec I’assemblage par platine d’about, (4) étude spécifique de 1’assemblage par
platine d’about, et (5) proposition d’une méthode de dimensionnement de type semi-empirique.
La seconde partie a ciblé la semelle du troncon en T en zone tendue et I’influence des forces de
levier sur la traction des boulons. Les auteurs ont conclu que les forces de levier augmentent
I’effort de traction dans les boulons et ont souligné 1’importance de la prise en compte de
I’écrouissage du matériau. En 1974, Zoetemeijer (Zoetemeijer, 1974b) a réalis¢, au laboratoire
Stevin de 1’Université de Technologie de Delft (Pays-Bas), une série d’essais visant a valider
une méthode de dimensionnement de la zone tendue d’assemblages poutre—poteau boulonnés

53



CHAPITRE III : ANALYSE NUMERIQUE DU COMPORTEMENT
DU TRONCONENT

soumis a un chargement statique. Dans ce cadre, quatre essais ont été conduits sur le trongon
en T et les modes de ruine ont été regroupés en deux mécanismes principaux (mécanismes A et
B). Le mécanisme A est gouverné par la rupture du boulon et peut se manifester selon deux
variantes : (1) rupture du boulon sans plastification de la semelle du trongon en T, correspondant
au mode de ruine 3 de I’Eurocode (EN 1993-1-8, 2005), et (ii) plastification partielle de la
semelle accompagnée de la rupture du boulon, analogue au mode 2 de I’Eurocode 3. Le
mécanisme B, quant a lui, est caractérisé par la plastification de la semelle, avec atteinte de la
valeur maximale de la force de levier, ce qui correspond au mode de ruine 1. Par ailleurs, les
essais consacrés a I’étude du trongon en T ont été répartis en deux ensembles. Le premier
comprend dix-neuf essais destinés a vérifier la théorie de la longueur efficace. Le second
regroupe cinq essais visant a examiner [’hypothése selon laquelle la méthode de
dimensionnement développée pour les trongons en T pouvait tre transposée a 1’analyse de la
semelle du poteau.

En 1976, Agerskov (Agerskov, 1976) a proposé une méthode analytique (Figure III-
I Figurellll) permettant d’évaluer la force plastique et 1’effort dans les boulons pour les
trongons en T et les attaches par platine d’about, en intégrant 1’effet des forces de levier. Afin
de valider cette approche, il a réalisé quatre essais sur des trongons en T soudés et quinze essais
sur des continuités poutre—poutre par platine d’about boulonnée. Les résultats expérimentaux
ont montré que le mécanisme postulant la formation de rotules plastiques simultanément au
pied du congé et sur la ligne de boulons, était peu probable. L’étude a par ailleurs confirmé que
’attache par platine d’about pouvait étre assimilée a un trongon en T pour le dimensionnement.
I1 a également proposé deux définitions de la longueur conventionnelle du boulon L, distinctes
selon le cas de boulons simplement serrés et de boulons précontraints, afin de représenter
correctement la rigidité¢ du boulon.

2F

Q

| |
a b 14tw b a

Figure III- 1: Mod¢le analytique d’Agerskov (Agerskov, 1976)

Jaspart et Maquoi (Jaspart and Maquoi, 1995) ont étudi¢ ’influence de la précontrainte des
boulons sur la réponse en traction du trongon en T, en s’appuyant sur des essais comparatifs de
trongons en T similaires assemblés avec boulons précontraints et non précontraints. Faella
(Faella et al., 1998) ont conduit un programme expérimental sur des trongons en T boulonnés
afin d’analyser I’influence de la précontrainte des boulons sur le comportement des trongons en
T. L’étude a mis en évidence que le niveau de précontrainte modifie de maniére notable la
rigidité initiale de cette composante. Les auteurs ont également évalué la capacité de la méthode
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des composants a prédire la rigidité des trongons en T, en considérant explicitement les cas avec
boulons non précontraints et précontraints, afin d’apprécier la fiabilité des formulations de
calcul correspondantes. Swanson et Leon (Swanson and Leon, 2000) ont mené une campagne
d’essais sur quarante-huit trongons en T, visant a caractériser leur comportement, leurs modes
de ruine et leur ductilité. La taille du trongon en T, I’entraxe des boulons ainsi que le type et le
diameétre des boulons ont été variés, et les résultats ont permis de constituer une base de données
destinée au calibrage de modéles simplifiés pour le dimensionnement. En 2001, Piluso (Piluso
et al., 2001b) ont rapporté une campagne d’essais destinée a valider un modéle théorique
proposé lors d’un travail antérieur (Piluso et al., 2001a). Les essais ont ét¢ menés sur des
trongons en T présentant différentes valeurs du rapport entre la résistance en flexion des
semelles et la résistance axiale des boulons. La validation a été réalisée par comparaison des
courbes force—déplacement expérimentales avec les prédictions du modéle, montrant un accord
globalement satisfaisant et confirmant la pertinence de 1’approche proposée. Girdo (Ana M
Girao Coelho et al., 2004) ont conduit 32 essais sur des trongons en T boulonnés constitués de
plats soudés, afin d’évaluer I’influence de parameétres constructifs sur la résistance, la rigidité,
la capacité de déformation et les modes de ruine. Les variables principales ont concerné la gorge
de soudure, la géométrie du trongon, la nuance d’acier et la présence de raidisseurs. Les résultats
ont montré que la déformée globale est dominée par la flexion de la semelle et la déformation
des boulons.

Les auteurs ont également conclu que 1’augmentation de la gorge de soudure et de la largeur du
trongon accroit directement la rigidité et la résistance, qu’un diamétre de boulon plus élevé
améliore la résistance et la ductilité, tandis qu’une nuance d’acier plus élevée tend a augmenter
la résistance au détriment de la capacité de déformation. Enfin, la présence de raidisseurs réduit
la capacité de déformation. Piluso et Rizzano (Piluso and Rizzano, 2008) ont ensuite étudi¢ la
réponse cyclique des trongons en T boulonnés au travers d’un programme de vingt-huit essais
(vingt cycliques a amplitude constante, quatre cycliques a amplitude variable et quatre
monotones), afin de caractériser le comportement cyclique de la zone tendue des attaches
boulonnées et de proposer un modele de comportement cyclique associé. Latour et al. (Massimo
et al., 2014) ont réalisé trois essais sur des trongons en T boulonnés avec quatre boulons par
rangée, afin d’analyser la réponse force—déplacement et de couvrir les trois mécanismes de
ruine typiques de cette composante.

I11.2.2 Etudes numériques

En 1972, Bose (Bose et al., 1972) ont réalisé la premiere étude par €léments finis d’un
assemblage poutre—poteau soudé. L’analyse a pris en compte la plasticité, I’écrouissage et le
flambement. Les résultats ont montré un bon accord avec les données expérimentales
disponibles. Depuis ce travail fondateur, la méthode des ¢éléments finis a été largement
mobilisée pour I’é¢tude du comportement des assemblages structuraux. Krishnamurthy et
Graddy (Krishnamurthy and Graddy, 1976) ont simulé 1’'une des configurations les plus
courantes d’assemblages résistants au moment, 1’assemblage par platine d’about. Ils ont
également été parmi les premiers a recourir a des éléments volumiques de type brique a 8 nceuds
pour modéliser en 3D I’ensemble de la zone d’assemblage. Toutefois, compte tenu des
limitations de calcul disponibles dans les années 1970, toutes les simulations de 1’époque n’ont
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pas pu s’appuyer systématiquement sur des éléments volumiques, malgré leur intérét pour ce
type de probléme. Dans le cadre du projet européen COST C1 « Civil Engineering Structural
Connections, Bursi et Jaspart (Bursi and Jaspart, 1995, 1997a, 1997b, 1998) ont développé un
modele tridimensionnel non linéaire, calibré afin de reproduire la réponse force—déplacement
observée expérimentalement pour un troncon en T nommé T1, avant d’étendre la démarche a
une autre configuration de trongon représentative d’un mécanisme de ruine différent. Ces
modeles, fondés sur des ¢léments solides et une représentation explicite du contact, ont permis
d’analyser la réponse des boulons (allongement, effets de précontrainte) ainsi que les forces de
levier, avec une concordance globalement satisfaisante. Par la suite, Mistakidis (Mistakidis et
al., 1997) a proposé¢ un modele EF bidimensionnel intégrant la plasticité, les grands
déplacements et le contact unilatéral. La comparaison des courbes force—déplacement a montré
un accord limité avec les résultats expérimentaux. La qualité des simulations a toutefois été
améliorée en modifiant la loi de comportement du matériau. En 2003, Gantes (Gantes and
Lemonis, 2003)ont analysé l’influence de la longueur équivalente du boulon dans la
mod¢lisation éléments finis des troncons en T. Les simulations, réalisées sous MSC/Nastran,
ont été calibrées a partir des essais de référence T1 et T2 de Bursi (Bursi and Jaspart, 1997a).
Un écart notable sur le déplacement maximal ayant été observé apres calibration, une étude
paramétrique a ét¢ menée en faisant varier la longueur du boulon, initialement estimée a 1’aide
de I’expression d’Agerskov (Agerskov, 1976). Les résultats ont montré que la correction
nécessaire dépend fortement du niveau de précontrainte appliqué et du mécanisme de ruine
mobilisé : a titre d’exemple, pour T1 sans précontrainte, I’accord en déplacement a été obtenu
pour une augmentation d’environ 50 % de la longueur, tandis que pour T1 avec précontrainte,
une augmentation d’un facteur proche de 2 a été requise. Girdo (Girdo Coelho et al., 2006)ont
développé un modele EF pour reproduire le comportement non linéaire du trongon en T
boulonné en considérant des trongons issus de profils laminés et d’autres soudés. IIs ont calibré
le modele sur les résultats expérimentaux cités en partie des études expérimentales (Coelho,
2004), puis ont mené une étude paramétrique, qui a consisté a faire varier les principales
variables géométriques et mécaniques telles que, la gorge de soudure aw pour les plats soudés,
les paramétres géométriques du trongcon (w, p, €) et I’épaisseur de semelle tr, ainsi que les
caractéristiques des boulons (diametre ¢, longueur filetée, précontrainte) et la nuance d’acier
de la semelle. En 2007, Al-Khatab (Al-Khatab and Bouchair, 2007a) ont étudié I’influence des
contre-plaques utilisées pour renforcer les assemblages poutre—poteau. Le trongon en T, a
d’abord été modélisé sans renforcement afin de calibrer le modele EF, (Figure I11-2). Deux
niveaux de modélisation ont été considérés (2D et 3D) et comparés pour préciser le domaine de
validité de I’approche bidimensionnelle. Apres calibration, une étude paramétrique a ét€¢ menée
pour analyser 1I’évolution des forces de levier et des zones de contact sous la semelle, puis pour
quantifier ’effet de 1’épaisseur des contre-plaques et de la précontrainte des boulons. Les
résultats ont montré que la modélisation 2D est adaptée aux trongons en T non renforcés et
fournit des estimations satisfaisantes pour des trongons courts renforcés, avec une légere sous-
estimation de la résistance. Par ailleurs, les troncons plus longs nécessitent une modélisation
3D. Les auteurs ont conclu, sur la base des modéles 3D, que I’augmentation de 1’épaisseur des
contre-plaques accroit la résistance et la rigidité initiale.
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(a) (b)

(©) (d)

(e)

Figure III- 2: Mode¢le ¢éléments finis du trongon en T

a) trongon en T 2D non renforcé ; b) trongon en T 3D non renforcé ; ¢) un quart du trongon en
T 2D non renforcé ; d) un quart du trongon en T court 3D non renforcé ; €) un quart du trongon
en T court 2D renforcé ; f) un quart du trongon en T long 3D renforcé.

En 2014, Abidelah, (Abidelah et al., 2014) ont étudié I’influence de la flexion des boulons sur
le comportement des trongons en T. Un modele numérique 3D a été développé sous Cast3M et
validé a partir de résultats expérimentaux disponibles dans la littérature. La modélisation a
permis de quantifier simultanément les efforts axiaux et les moments de flexion dans les
boulons. Une étude paramétrique, basée sur la variation de I’épaisseur de semelle et du diametre
des boulons, a ensuite été menée afin d’évaluer 1’effet du moment de flexion dans les boulons.
Les auteurs ont également proposé un modele analytique prenant en compte conjointement
traction et flexion. Les résultats ont montré que la flexion dans les boulons apparait des les
premiers niveaux de charge. La prise en compte du moment de flexion conduit a une
mobilisation de la résistance ultime des boulons, alors qu’en négligeant cette contribution,
I’effort atteint seulement environ 70 % de cette résistance. Enfin, I’augmentation de 1’épaisseur
de semelle réduit le moment de flexion dans les boulons et favorise ’atteinte de leur résistance
ultime. Bao (Bao et al., 2019)ont étudié le comportement mécanique des boulons utilisés dans
les trongons en T. Six essais ont été réalisés, puis I’un d’entre eux a servi a vérifier un modele
EF 3D, lequel a reproduit avec une bonne précision les déformations, les contraintes axiales de
traction et le moment de flexion dans les boulons. Une étude paramétrique (17 simulations) a
ensuite porté sur I’épaisseur de semelle, la longueur intérieure et extérieure de semelle, ainsi
que le diamétre des boulons. Les résultats ont montré que 1’augmentation de la longueur
intérieure accroit les forces de levier et le moment de flexion, tandis que I’augmentation de
I’épaisseur de semelle les réduit, I’augmentation du diametre des boulons a, en outre, conduit a
une hausse des forces de levier.
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I11.3 MODELISATION NUMERIQUE DU TRONCON ENT

Avant d’aborder la modélisation des assemblages poutre—poteau par platine d’about
débordante boulonnée, la stratégie de modélisation par éléments finis a été vérifiée sur un
trongon en T de référence largement documenté dans la littérature. Cette étape a eu pour objectif
de valider les choix numériques (lois matériau, contact, précontrainte, maillage et non-
linéarités) a partir de résultats expérimentaux disponibles, afin de garantir la fiabilité¢ de la
démarche avant son application aux assemblages complets

II1.3.1 Description des essais expérimentaux

Bursi et Jaspart ont décrit une série d’essais physiques sur trongons en T (Bursi and Jaspart,
1997a), utilisés par la suite comme base d’un cas de référence (benchmark) pour la modélisation
numérique (Bursi and Jaspart, 1997b) et repris par de nombreux travaux, ce qui a conduit a une
documentation détaillée de la géométrie et des propriétés matériaux.

Deux configurations d’éprouvettes ont été considérées, représentatives de parameétres
géométriques et de niveaux de résistance distincts. Les éprouvettes notées T1 ont présenté une
semelle relativement faible, de sorte que la ruine a été gouvernée par le mécanisme 1. Les
éprouvettes notées T2 ont été associées a une semelle plus résistante, pour lesquelles le
mécanisme 2 est devenu dimensionnant. Les propriétés des matériaux des deux configurations
ont été reportées a la (Figure 111-3) et les caractéristiques géométriques a la (Figure 111-4)

I11.3.2 Calibration du modé¢le par éléments finis

Un choix précoce, commun a la plupart des simulations numériques, concerne la dimension de
I’espace de modélisation. Pour un trongon en T, des approches bidimensionnelles et
tridimensionnelles ont ¢été proposées dans la littérature (Bursi and Jaspart, 1997a;
Baniotopoulos, 2000). La modélisation 2D a longtemps constitué un compromis entre précision
et colit de calcul, toutefois, la présence des boulons en limite directement la pertinence de cette
simplification, ceux-ci ne pouvant pas étre représentés de manicre fidele dans un cadre
strictement plan. Par ailleurs, la position des boulons confére au trongon en T un comportement
intrinsequement tridimensionnel. Les non-lin€arités déterminantes, a savoir le contact boulon—
platine, le contact platine—semelle, le frottement et la plasticité, sont fortement couplées a ces
effets 3D, ce qui accroit I’écart des modeles 2D. En pratique, ces modeles ont conduit a une
réponse plus rigide et plus résistante que celle mesurée expérimentalement (Gantes and
Lemonis, 2003). En conséquence, une modélisation tridimensionnelle a été retenue.
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Figure I1I- 3: Lois de comportement des matériaux des éprouvettes T1 (a gauche) et T2 (a
droite)
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Figure I1I- 4: Caractéristiques géométriques des éprouvettes T1 (a gauche) et T2 (a droite)

I11.3.2.1 Géomeétrie des modeles

Les caractéristiques géométriques générales des éprouvettes sont précisées dans le (Tableau [11-
1) pour les deux troncons présentés dans cette étude. Une réduction significative de la taille du
modele peut étre obtenue en exploitant les symétries du probléme. En adoptant des conditions
aux limites appropriées, seul un huitieme du trongon en T a été modélisé, conformément aux
considérations de symétrie (Figure II1-5). Les plans (xy) et (yz) constituent des plans de
symétrie géométrique.
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Référence Géométrie du troncon en T Caractéristiques des boulons
spécimen t t, w e P e T [0) Rondelle Type #
/2
T1 10.7 7.1 90 30 20 20 15 12 2(téte-écrou) Partiellement 4
T2 160 95 90 30 20 20 18 12 1 (écrou) filleté 4

Tableau III- 1: Propriétés géométriques nominales des différents spécimens
(dimensions en mm)

En revanche, le plan (xz) ne satisfait pas strictement cette condition, la déformation en
allongement du boulon n’étant pas symétrique suivant la direction (y). Néanmoins, certains
auteurs proposent des modeles numériques fondés sur un comportement symétrique d’un «
boulon équivalent », défini de manicre a respecter les exigences de symétrie vis-a-vis du plan
(xz), (Bursi and Jaspart, 1997a; Gebbeken and Wanzek, 1998). Lorsque ce « boulon équivalent
» est construit de sorte que sa rigidité géométrique soit identique a celle du boulon réel, c’est-
a-dire que son allongement représente la moitié de 1’allongement du boulon réel, la
modélisation peut également étre limitée a un huitiéme du trongon en T. Cette stratégie présente
un intérét notable pour ’analyse par éléments finis, en raison de la diminution importante du
nombre d’éléments et, par conséquent, du cofit de calcul. Dans ce cas, le plan de symétrie (xz)
situé entre les deux semelles a été représenté au moyen d’éléments de contact agissant contre
une fondation rigide (Figure I1I-5). Les contacts entre la semelle et la rondelle ou la tige de
boulon, ainsi qu’entre la rondelle et la téte du boulon ont été pris en compte dans la
modélisation. Afin de limiter le nombre de surfaces de contact, la téte du boulon a été intégrée
directement a la géométrie du boulon.

Section xx

‘(_‘hurgememem
7+ appliqué

Chargement
S appliqué
1]

.. 150.0 mm

Chargement\‘\ {
appliqué ¥
X

boulon M12
"Equivalent'

10.7 mmI

|
. ..., D == Plan de contact
Fondation rigide ' '

I
! % Conditions aux limites

||||||||-|||||E|||||| [
Pan  t] @ IE;

dp=14.0mm 20.0mm

20.0mm

30.0mm 26.45mm

3.55mm

15.0mm

Figure III- 5: Modéle géométrique par €¢léments finis en considérant la symétrie par rapport
aux plans xy, xz et yz: Modele T1
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111.3.2.2 Longueur équivalente du boulon

Une attention particuliére a d(i étre portée a la modélisation du boulon. Comme déja mentionné
précédemment, I’hypothése de symétrie ne peut étre appliquée dans la direction de longueur du
boulon en raison de la présence du filetage et des différences géométriques entre la téte et
I’écrou. Afin de simplifier la représentation, un diametre uniforme de tige a ét¢ adopté, pris €gal
au diametre effectif du filetage, qui gouverne la résistance globale du boulon. Pour conserver,
malgré cette simplification, les niveaux de déformabilité associés a la tige et a I’écrou, la
longueur équivalente de la tige a été ajustée, cet ajustement a été réalisé a I’aide de I’expression
(équation I1I-1) d’ Agerskov couramment utilisée dans la littérature (Agerskov, 1976) :

L=k +2k,)
4, (IIL1)

Ou A; est la section efficace correspondant a la partie filetée de la tige, Aj, la section brute
associée a la partie non filetée, et K; et K, sont définis par les relations suivantes, (équation [11-
2):

K, =1 + 1431, +0.711,

(111.2)
K, =0.11_+0.2l,

Les longueurs [, [, L, et [, sont indiquées a la (Figure III- 6)

Figure III- 6: Définition des parametres géométriques du boulon

La (Figure I11-7) présente la géométrie des boulons. Il s’agit de boulons M12 de classe 8.8 de
grade A, conformément a la norme (EN ISO 4014 :2022, 2022). Les écrous sont de classe A
selon (EN ISO 4032 :2023, 2023) et les rondelles sont de classe A selon (ISO 7089 :2000,
2000). Les caractéristiques géométriques des boulons sont récapitulées au (Tableau I11-2) et a

la (Figure I11-8).
Les longueurs Is et 1t deux étant déterminées en fonction de la longueur nominale L du boulon.

Dans le cas présent, les valeurs correspondantes ont été établies pour les spécimens T1 et T2 a
partir des longueurs nominales L = 55mm et L = 45mm, respectivement, comme illustré a la

(Figure 111-8).
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Figure III- 7: Géométrie des boulons et écrous (EN ISO 4014 :2022, 2022)

Dimension Valeur [mm]
C max 0,6
min 0,15
k 7,5
S 18
e 20,03
m 10
b 30

Tableau III- 2: Dimensions boulon M12

n
i

I T——

\\
L —
‘

(a) Géometrie boulon |
spéciemen T1

LS=16.25

LG=25

K=7.5
T

(b) Géometrie boulon |
spéciemen T2

Figure I1I- 8: Géométrie des boulons M12 des éprouvettes (a) T1 ; (b) T2 — principales
caractéristiques dimensionnelles (en mm).

II1.3.2.3 Conditions aux limites et chargement

Les nceuds situés dans les plans de symétrie (xy) et (yz) ont été contraints par des conditions
géométriques de symétrie (Figure II1-5) : dans le plan (xy), le déplacement suivant (z) a été
bloqué, et dans le plan (yz), le déplacement suivant (x) a été bloqué le long de 1’arriére du demi-
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ame. Les interfaces situées dans le plan xz ont ét¢ modélisées par un contact non frottant avec
une fondation rigide. Conformément a la symétrie géométrique, les nceuds inférieurs de la tige
du boulon ont également été bloqués suivant (y). Pour les contacts rondelle—semelle et tige—
trou, un coefficient de frottement unique (1 = 0.25) a été adopté, dans le second cas, un jeu
initial non nul a en outre ¢ét¢ imposé. Cette valeur a été recommandée par Vasarhelyi (Vasarhelyi
and Chiang, 1967) a partir d’une étude expérimentale dédiée, et a été retenue dans le modéle.

Une prescription d’un déplacement total uniforme de 0,1 mm a été appliquée au sommet de
I’élément en T supérieur, suivant la direction y positive (Figure I1I-5). Dans ’analyse non
linéaire, le facteur de charge total a été augmenté progressivement a partir de 1,0 jusqu’a
’atteinte de la ruine. En paralléle, un modéle de mémes caractéristiques a été testé en contrdle
de force afin de comparer la qualité de convergence des deux stratégies et de retenir celle offrant
la stabilité numérique la plus satisfaisante. Le chargement est appliqué de maniére incrémentale
au moyen d’une amplitude tabulée dans Abaqus.

I11.3.2.4 Application de la précontrainte

Dans les configurations avec boulons précontraints, une force de précontrainte de 60,7 kN par
boulon a été appliquée lors d’un pas de calcul dédié, avant I’introduction du chargement externe
via la définition d’une force de boulon appliquée a une surface interne représentative de la tige.
Dans ce schéma, une précontrainte imposée en force conduit Abaqus a appliquer, durant le pas
de précontrainte, une force axiale cible dans le boulon, si le mode n’est pas modifi¢ ensuite, le
boulon reste piloté par cette charge dans les pas de calcul suivants. Afin de représenter plus
fidelement 1’évolution de la précontrainte au cours du chargement, 1’option « fix at current
length » a été activée a I’issue du pas de précontrainte. L’allongement atteint en fin de
préchargement est alors maintenu, et la précontrainte n’est plus imposée comme une force
externe constante mais évolue naturellement en fonction des déformations du trongon en T.

I11.3.2.5 Propriétés mécaniques des composants

Dans une analyse en petites déformations, les déplacements et les rotations sont considérés
suffisamment faibles pour que les variations géométriques puissent étre négligées, dans ce
cadre, la loi contrainte—déformation nominale (o - €) décrit correctement la réponse uniaxiale
du matériau. En revanche, dans une analyse élastoplastique avec grands déplacements et
grandes déformations, la géométrie et la section résistante évoluent au cours du chargement. La
formulation lagrangienne permet de prendre en compte ces non-linéarités cinématiques, mais
la représentation du comportement en grande déformation dépend alors directement de la
définition des relations constitutives. Une description cohérente nécessite 1’emploi des
grandeurs « réelles », a savoir la contrainte et la déformation logarithmique réelles (o, — &;),
définies par rapport a la longueur et a la section instantanées. Le passage des valeurs nominales
aux valeurs réelles est réalisé par les relations de 1’équation ( I1I-3) :

{O‘, =o(l+¢)

g, =In(l+¢) (IT1.3)

63



CHAPITRE III : ANALYSE NUMERIQUE DU COMPORTEMENT
DU TRONCONENT

Afin d’obtenir une corrélation satisfaisante avec les résultats expérimentaux, la relation
contrainte—déformation réelle des matériaux a été adoptée dans la simulation apres conversion.
(Figure Il1-9.a et Figure II1-9.b). Pour le profilé du trongon en T, une plasticité, avec
écrouissage, a été retenue. Les lois constitutives ont été introduites sous forme bilinéaire(Bursi
and Jaspart, 1997a, 1998). Les propriétés matériau de la fondation rigide ont également été
définies, compte tenu de son role d’élément rigide, un comportement élastique linéaire a été
affecté, avec (E=10'°MPa) et (v = 0.45).

¢ [MPa] 6 [MPa
1200 1200

1000

800 w"...

600

1000

800

600

—— Semelle (fy=428MPa)

400 400 ——Semelle (fy=282MPa)

—e— Ame (fy=467MPa)
200 200
—=—Boulon (fy=892MPa) —=—Boulon (fy=795MPa)

——Ame (fy=290MPa)

0 ' ’ . r r y & 0 ' ' ' - ; ,
0 0.05 0.1 0.15 02 0.25 03 0 0.05 0.1 0.15 02 0.25 03

Figure I1I- 9: Loi contrainte—déformation vraie pour 1’éprouvette T1

I11.3.2.6 Choix du type d’éléments

Le maillage éléments finis doit étre suffisamment raffiné pour assurer la précision des résultats,
tout en maintenant le nombre d’éléments et de nceuds aussi faible que possible afin de limiter
le temps de calcul nécessaire a I’analyse. Le comportement d’un trongon en T boulonné est
principalement gouverné par la flexion de la semelle ; une attention particuliére a donc été
portée a la discrétisation de cette zone. A cet effet, une étude de maillage a été menée dans la
section §II1.4.1 en examinant : (i) le niveau de discrétisation nécessaire pour représenter
correctement une réponse dominée par la flexion, et (ii) le nombre d’¢léments a travers
I’épaisseur afin de vérifier I’aptitude du modele a reproduire la formation des lignes de
plastification. La discrétisation des boulons requiert également un maillage suffisamment
raffiné pour capturer I’état de contrainte complexe, combinant traction et flexion sous I’effet de
la déformée des semelles. La réponse globale du trongon en T étant fortement sensible au
comportement du boulon, sa modélisation est considérée comme déterminante. Le nombre
d’éléments est principalement impos¢ par la discrétisation de la circonférence du boulon et des
trous,(Virdi, 1999) la littérature recommande d’utiliser au minimum 12 a 16 nceuds sur le
pourtour d’un trou circulaire afin de garantir une description fiable des champs de contraintes.
Des ¢léments volumiques tridimensionnels sont retenus pour I’ensemble des composants du
trongon en T. Pour un maillage hexaédrique, Abaqus propose les formulations suivantes :

- Elément a 8 nceuds (C3D8/C3D8R/C3DSI) : linéaire communément appelé (élément
brique) ;

- Elément & 20 nceuds (C3D20/C3D20R) : quadratique communément appelé (brique
quadratique).
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En général, les éléments d’ordre supérieur offrent une meilleure précision par degré de liberté,
mais ils requierent un maillage plus laborieux, en outre, leur efficacité dans les zones de
plasticité, fréquemment présentes dans ce type de modéle, demeure moins avantageuse que
celle de la famille des ¢éléments linéaires(Gantes and Lemonis, 2003). En conséquence, les
¢léments a 8 nceuds ont été retenus dans cette étude.

Afin de présélectionner le type d’éléments a retenir pour la modélisation du trongon en T, une
¢tude préalable est réalisée sur un cas de référence simple : une poutre simplement appuyée
soumise a une flexion par charge concentrée appliquée en mi-travée. Les caractéristiques
géométriques et mécaniques de la poutre sont reportées a la Figure I11-10.

lZP
Ll L = 600 mm
!< L :! b=H
: E=200000 MPa
I H fy = 400 MPa

Figure III- 10: Les caractéristiques géométriques et mécaniques de la poutre

Compte tenu de la symétrie, seule une demi-poutre a été discrétisée, (Figure I11-11). Une étude
de sensibilité au maillage est menée en faisant varier séparément le raffinement dans la longueur
et le nombre de couches a travers 1’épaisseur.

Figure III- 11: Poutre 3D ABAQUS sollicitée en flexion

Dans I’évaluation analytique de la fleche d’une poutre simplement appuyée soumise a une
charge ponctuelle en mi-portée, la déformation peut résulter de la flexion et, le cas échéant, du
cisaillement. En tenant compte des deux contributions, la fléche s’écrit :

L {H ﬂ(gj(ﬁj
48E] G)\ L

(I1L.4)
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Avec : P la charge, L la portée, E le module d’Young, I le moment d’inertie, G le module de
cisaillement, H la hauteur de section et [ le coefficient de cisaillement (pour une section
rectangulaire = 2/3 . Or:

= E ,d’oul E:2(1-|-V)

L’influence du cisaillement est gouvernée par le terme de la contribution du cisaillement, et
donc principalement par 1’élancement (L/H). Lorsque ce dernier est faible, la contribution du
cisaillement devient négligeable devant celle de la flexion. Dans le cas étudié, la poutre est
suffisamment ¢élancée pour que 1’effet du cisaillement soit négligé sans perte significative de
précision. La fléche est alors évaluée par I’expression simplifiée, (équation 111-6) :

PL
48El (I1L.6)

~
~

Les (Figures [11-12 & [1I-15) illustrent I’influence du type d’élément solide sur la réponse force—
fleche de la poutre de référence, en comparant les formulations C3D8, C3D8R et C3D8I a la
solution analytique (Figure III-12.a et Figure I1I-12.b et Figure III-12.c). Dans un premier
temps, le nombre d’¢éléments dans la longueur a été fixé a 20, tandis que le nombre de couches
dans la hauteur a été augmenté¢ de 1 a 6, parametre déterminant pour une description correcte
d’un comportement dominé par la flexion. Avec une seule couche d’éléments, la courbure est

insuffisamment captée et la réponse numérique devient fortement sensible a la formulation
retenue. Cette limitation est particulicrement marquée pour I’élément C3D8R ; le cas a une
seule couche n’a donc pas été conservé, en raison de résultats jugés non satisfaisants.
L’évolution du rapport (Pyym/Pana) €n fonction du nombre de couches est illustrée a la (Figure
I1I-14). Elle montre qu’au-dela de trois couches d’¢léments dans la hauteur, les trois
formulations convergent vers des réponses plus proches et plus stables. L’¢lément C3D8R
apparait alors comme le plus rigide, ce qui est cohérent avec la sensibilité connue des ¢léments
linéaires pleinement intégrés au verrouillage en cisaillement dans les problémes dominés par la
flexion. A I’inverse, C3D8I fournit des résultats satisfaisants dés des maillages plus simples, ce
qui s’explique par I’introduction de modes incompatibles améliorant la représentation de la
courbure.

La Figure II1-15 présente 1’effet de la variation du nombre d’éléments dans la longueur, en
conservant quatre couches dans la hauteur. Dans cette configuration, 1’¢lément C3D8R fournit
une réponse globalement plus proche de la solution analytique. L’élément C3D8 conserve une
tendance a surestimer la rigidité, tandis que C3DS8I donne une réponse correcte mais légerement
plus souple. Cette tendance est confirmée avec le maillage dense (80(L)-8(H)) lorsque la
discrétisation devient suffisamment fine dans la longueur et dans la hauteur, C3D8R converge
vers une réponse trés voisine de 1’analytique, (Figure II1-15). Cela indique que I’intégration
réduite devient pleinement pertinente dés lors que la flexion est correctement décrite par le
maillage.
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Figure III- 12: Courbe force fleche (Influence du nombre d’¢éléments dans la hauteur)
a) C3D8I ; b) C3D8 ; ¢) C3D8R

En conséquence, I’é1ément C3D8R est retenu pour la suite de 1’étude, sous réserve de maintenir
une discrétisation suffisante dans les deux directions afin d’assurer une représentation fiable du
comportement en flexion. Cet ¢lément est ainsi couramment utilis¢é en analyse non
linéaire.(Abaqus 2016 Online Documentation, 2016).
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Figure III- 13: Variation du rapport Pxum/Pana en fonction du nombre d’éléments dans la
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Figure III- 14: Courbe force fleche Courbe force fleche (Influence du nombre d’éléments
dans la longueur)

I11.3.2.7 Critére de ruine

Le critére de ruine adopté pour un trongon en T repose sur l'atteinte de la déformation ultime
dans les sections critiques de ses composants. La capacité de déformation du trongon en T est
considérée comme dépendante de la résistance et de la ductilité relative de la semelle et du
boulon. Par conséquent, la rupture peut se produire soit par rupture du boulon, soit par
plastification de la semelle ou de la platine. Cependant, comme les boulons a haute résistance
présentent généralement une déformation ultime beaucoup plus faible, environ 5 a 6 %, que les
aciers de construction, dont les déformations ultimes sont généralement d'au moins 25 a 30 %,
il en résulte que, dans la majorité des cas, le boulon atteint sa limite avant la semelle.
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Figure I1I- 15: Courbe force fleche Courbe force fleche (Influence d’un maillage dense sur le
type d’élément)

Pour les boulons, Coelho (Coelho, 2004) souligne que, sous une traction axiale pure, la
répartition des contraintes sur la section transversale critique est essentiellement symétrique.
Cependant, dans un trongon en T réel, le boulon est soumis non seulement a une traction pure,
mais également a une flexion induite par la rotation de la semelle et 1’effort de levier. En
conséquence, la répartition de déformation sur la section du boulon passe du cas uniforme
(Figure I11-16.a) au cas non uniforme, avec une contrainte maximale d'un c6té plus faible que
I’autre (Figure [11-16.b). Par conséquent, 1'axe du boulon ne coincide plus avec l'une des
directions principales de déformation. Sur la base de cette observation, le critére de rupture
proposé ne repose pas uniquement sur une valeur maximale locale, mais sur une déformation
moyenne représentative €valuée dans la section critique du boulon &4 ,,,, €t comparée a la

déformation ultime du bouloneg,,. Lorsque cette déformation représentative atteint la
déformation de traction ultime du matériau du boulon &1 0, = &, , le trongon en T est
considéré comme ayant atteint la rupture.

81112\.\2
8lllZ\X
€1 1.moy
Emin
lgmin l
a) Section transversale du boulon b) Section transversale du boulon
sous traction axiale pure sous une traction flexion combinées

Figure III- 16: Schéma de la répartition des déformations dans une section transversale de
boulon
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I11.4 RESULTATS DU MODELE NUMERIQUE

I11.4.1 Etude de convergence de maillage

Comme indiqué au §I11.3.2.6, I’étude de la discrétisation de la semelle a 1’aide d’éléments
C3D8R a été conduite pour I’essai T1 en faisant varier deux choix de maillage : (i) le
raffinement dans le plan de la semelle, noté x, destiné a restituer correctement une réponse
dominée par la flexion, et (i1) le nombre d’¢éléments a travers 1’épaisseur, noté y, afin d’évaluer
I’aptitude du modele a reproduire la formation des lignes de plastification. Les combinaisons
étudiées sont repérées par la notation « FxTy », ou x et y correspondent respectivement a ces
deux paramétres (Figure [11-17).

La Figure III-18 présente les courbes force—déplacement (F-A) obtenues pour trois
discrétisations (FOT3, F1T3 et F2T3), en considérant deux modalités de chargement :
déplacement imposé et force imposée. Pour chacun des trois modéles, les réponses calculées
selon ces deux conditions de chargement se superposent. Cette concordance indique que, pour
la configuration étudiée, la solution numérique est indépendante du mode de chargement et que
les deux stratégies conduisent au méme comportement global.

La Figure III -19 montre I’influence du nombre d’éléments a travers 1’épaisseur de la semelle
sur la réponse globale (F-A), ou y = 1,2,3,4 et 5 pour un raffinement dans le plan maintenu
constant (x = 0). Dans la série FOTy, le maillage dans le plan de la semelle est volontairement
trés grossier. La discrétisation FOT1 conduit a une réponse trés souple, avec un maillage grossier
et un seul élément a travers I’épaisseur, le gradient de déformations de flexion et la diffusion
de la plastification dans 1’épaisseur sont mal capturés, ce qui altére la représentation des lignes
de plastification et conduit a une sous-estimation de la rigidité. Les résultats de FOT2 et FOT3,
qui sont pratiquement superposés, indiquent qu’a partir de deux a trois ¢éléments dans
I’épaisseur, la flexion de la semelle et le développement des gradients de plasticité a travers
I’épaisseur sont captés avec une précision suffisante pour stabiliser la réponse globale.

L G ¥

a) FOT1. b) FOT4. c) F1T2.

L N

d) FI1T3. e) F2T3.

Figure III- 17: Discrétisation de la semelle : mod¢les analysés FxTy
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Figure III- 18: Comparaison force—déplacement : force imposée vs déplacement imposé
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Figure III- 19: Comparaison du comportement en déformation des modeles FOTy

Afin d’évaluer I’influence du raffinement du maillage dans le plan de la semelle, les réponses
force—déplacement (F-A) des modeles FOT3, FI1T3 et F2T3 sont comparées (Figure [11-20).
Dans le domaine élastique, les trois modeles présentent une rigidité identique. En régime
plastique, le modele F1T3 conduit a une réponse plus rigide que le modele F2T3, tandis que la
rigidité post-limite est similaire pour ces deux discrétisations. Le modele FOT3 fournit la
réponse la plus rigide dans le domaine plastique, ce qui suggere qu’un raffinement plan
insuffisant tend a surévaluer la résistance globale en lissant les gradients locaux au voisinage
du trou et des zones de contact.

La (Figure I11-21) compare les courbes (F-A) pour les modeles F1Ty, avec y = 2,3 et 4, et le
modele F2T3. Les configurations F1T2 et F2T3 présentent le meilleur accord avec 1’essai. Pour
F2T3, un maillage plus fin dans le plan, combiné a trois éléments dans 1’épaisseur, améliore la
description des phénomeénes locaux (au voisinage du trou, sous la rondelle et dans la zone
d’effort de levier) tout en conservant un maillage équilibré. A I’inverse, FIT3 et F1T4
surestiment légerement la rigidité et la résistance, indiquant qu’un raffinement supplémentaire
dans 1’épaisseur n’apporte pas de gain notable pour cette densité¢ de maillage dans le plan. En
conséquence, F1T2 et F2T3 offrent le meilleur compromis entre précision et raffinement.
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Figure III- 20: Comparaison du comportement en déformation des modeles FxT3

Le modele F2T3 (19 201 nceuds et 14 662 ¢léments) satisfait aux exigences de convergence,
mais il nécessite un effort de calcul plus important. Le modele F1T2 (5 939 nceuds et 3 990
¢léments) ne présente que de faibles écarts par rapport a F2T3, tout en étant nettement moins
colteux en temps de calcul. Par conséquent, il a été retenu pour les comparaisons ultérieures.
(Figure III -22.a) présente le maillage global de I’éprouvette T1. Pour 1’éprouvette T2, une
discrétisation similaire a ét¢ adoptée (Figure [11-22.b). Toutefois, I’épaisseur de sa semelle étant
plus élevée (16 mm, soit environ 1,5 fois celle de T1), trois éléments sont disposés dans
I’épaisseur afin de conserver une représentation adéquate des gradients de flexion.

250

200 +

150 o

100 o

Expérimental
—8— F1T2

Force totale appliqué (kN)

50 18

0 2 4 6 8 10

Déformation totale (mm)

Figure III- 21: Comparaison du comportement en déformation des modeles F1T2, F1T3,
F1T4 et F2T3
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A
Figure III- 22: Maillage mod¢les éléments finis. a) trongon T1 ; b) trongon T2

I11.4.2 Influence de la procédure de I’introduction de la précontrainte des
boulons sur la réponse globale

La (Figure III -23) met en évidence I’influence majeure du maintien de la longueur de tige sur
la réponse globale du trongon en T, pour les spécimens T1 et T2. Dans les deux cas, I’option de
maintien de la longueur conduit a une évolution post-€lastique avec rigidité tangentielle
positive, traduisant la poursuite de la mobilisation de la résistance au fur et a mesure de
’augmentation de la déformation. A I’inverse, I’absence de maintien de la longueur se traduit,
apres le domaine élastique, par une réponse nettement plus aplatie, associée a une rigidité
tangentielle post-¢€lastique tres faible. Cette différence est liée au rdle de la tige du boulon dans
I’évolution de 1’équilibre aprés 1’amorgage de la plasticité. Avec maintien de la longueur,
I’ouverture de la semelle et la rotation du trongon s’accompagnent d’une augmentation de
I’effort axial dans le boulon, assurant une poursuite de la mobilisation de la résistance au fur et
a mesure de l’augmentation de la déformation. Mécaniquement, cette option favorise
I’allongement axial de la tige et permet ainsi une mobilisation progressive de la traction dans le
boulon. Sans maintien de la longueur, I’augmentation de déformation est principalement
absorbée par la rotation de la semelle et I’ouverture du contact, avec une mobilisation plus
limitée de I’effort dans la tige, ce qui conduit a une réponse globale souple.

240 +

200 +

160 Ao

120 Ao

—o— T1 - longueur maintenue

Force totale appliqué (kN)

----- T1 - sans maintien de la longueur

80 —=&— T2 — longueur maintenue

— — T2 —sans maintien de la longueur

40 = T T T T T T T
0 1 2 3 4 5 6 7 8

Déformation totale (mm)

Figure III- 23: Effet de la méthode d’introduction de la précontrainte sur la réponse
numérique
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I11.4.3 Influence du choix de la loi constitutive sur le comportement global

Les (Figures [11-24.a et [11-24.b) comparent les courbes (F-A) obtenues pour les différentes
relations contrainte—déformation du matériau, et indiquent que les deux formulations
conduisent a des réponses globales trés proches pour le trongon en T étudié. La rigidité initiale
est pratiquement identique dans les deux cas, et les écarts ne deviennent visibles qu’apres
I’entrée en plasticité, ou la loi réelle prédit une réponse 1égerement plus rigide. Cette faible
sensibilité s’explique par le fait que les niveaux de déformation mobilisés restent globalement
modérés, de sorte que 1’écart entre formulations nominale et vraies influence peu la courbe
force—déplacement. Dans ces conditions, la loi nominale fournit ici une approximation
satisfaisante, tandis que la loi réelle tend a surestimer légeérement la résistance dans le domaine
post-¢élastique.

240 4 : ‘

200 o

160 o

120 +

80 4

Force totale appliqué (kIN)

— Expérimental

40 : —0O— Numérique_loi-nominale
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1 2 3 4 5 6

Déformation totale (mm)
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— Expérimental
80 +
—#— Numérique_loi-nominale
40 44 —o— Numérique_loi-vraie
0 T
0 1 2 3 4 5 6 7 8

Figure III- 24: Influence de la loi contrainte—déformation (nominale vs vraie) sur la courbe
F - A. a) trongon T1 ; b) trongon T2
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111.4.4 Influence du nombre des interfaces de contact

Afin d’évaluer la possibilité de réduire le nombre d’interfaces de contact dans la modélisation,
I’influence de la prise en compte du contact au niveau des rondelles (contact rondelle—téte de
boulon, ainsi que contact rondelle—semelle) sur la réponse globale du trongon en T est
examinée. Deux simplifications sont considérées : pour le spécimen T1, la rondelle est
fusionnée avec la géométrie du boulon (Figure I11-25) ; pour le spécimen T2, la rondelle est
supprimée du modele. Dans les deux cas, un contact unilatéral est défini entre la semelle et la
fondation, ainsi qu’entre le boulon et la semelle.

Meécaniquement, la rondelle joue un rdle de répartition des efforts sous la téte du boulon en
augmentant la surface d’appui sur la semelle. Elle réduit ainsi la pression locale de contact au
voisinage du trou. Dans le mod¢le numérique, le choix de fusionner la rondelle avec le boulon
par I’option merge rend la transmission des efforts entre la téte du boulon, la rondelle et la
semelle plus directe et plus uniforme. Cette modélisation accentue donc I’effet rigidifiant de la
rondelle. Cela se traduit sur la courbe globale par une réponse plus rigide, (Figure 111-26), car
la réduction de 1’écrasement local sous appui et de la rotation locale de la semelle limite la perte
progressive de rigidité du trongon et conduit a une force plus élevée pour un méme niveau de
déformation.

Figure III- 25: Géométrie du boulon et rondelle fusionnés
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0 1 2 3 4 5 6 7 8
Déformation totale (mm)

Figure III- 26: Trongon T1 : influence de la mod¢lisation de la rondelle (contact explicite vs
rondelle—téte fusionnées) sur la courbe (F-A)
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Dans le modele sans rondelle, 1’élément d’interface est supprimé et 1’effort est transféré
directement de la téte du boulon a la semelle. Cette simplification réduit la longueur de serrage
effective et conduit a une raideur axiale équivalente plus €élevée. La courbe (F-A) présente alors
une réponse globalement plus rigide, (Figure 111-27), avec une surestimation de la force pour
un méme niveau de déformation. A I’inverse, la modélisation incluant la rondelle et le contact
associé reproduit mieux 1’appui sous téte et reste plus proche de la réponse expérimentale.

—o— Contact rondelle-téte

Force totale appliqué (kN)

----- Sans rondelle

Expérimental

0 1 2 3 4 5 6
Déformation totale (mm)

Figure I1I- 27: Trongon T2 : influence de la présence des rondelles (contact explicite vs sans
rondelle) sur la courbe (F-A)

111.4.5 Influence de la modélisation du boulon

Comme indiqué au §I11.3.2.2, afin d’appréhender I’effet li¢ a la dissymétrie du boulon, un
huitieme de troncon en T a été modélisé lors de la phase de calibration (Figure I1I-2), en
s’appuyant sur le concept de longueur équivalente proposé par (Agerskov, 1976). Dans une
seconde approche, plus représentative de la configuration expérimentale des deux spécimens
T1 et T2, un quart des deux trongons en T est considéré et le boulon est modélisé sous sa forme
complete, (Figure 111 -28 et Figure [11-29).

Figure III- 28: Mode¢le EF ‘T1’ avec deux trongons en T
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Figure III- 29: Modele EF ‘T2’ avec deux trongons en T

Les courbes force-déplacement pour les deux trongons (Figure I11-30) et (Figure 111-31) ont été
réalisées avec les lois des matériaux nominales, et ne montrent pas de différences significatives
entre les deux modéles.
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Figure III- 30: T1 Comparaison mode¢le a un trongon vs modele a deux trongons (effet de la
modélisation du boulon)
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Figure III- 31: T2 Comparaison modele a un trongon vs modéle a deux trongons (effet de la
modélisation du boulon)
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Les (Figures I11-32 et [11-33) montrent que les deux approches de modélisation conduisent a
des évolutions proches avec des écarts tres faibles tant pour la force dans le boulon que pour la
force de levier sous la semelle en fonction de la force appliquée, ce qui indique que la
modélisation du boulon par la longueur équivalente selon Agerskov (Agerskov, 1976) est
satisfaisante. Pour le spécimen T1, la comparaison avec les résultats de Bursi (Bursi and Jaspart,
1997a) obtenus sous Lagamine met en évidence une évolution cohérente de 1’effort dans le
boulon, malgré une 1égére surestimation aux plus fortes charges. Pour T2, I’effort dans le
boulon reste presque constant, car la semelle plus épaisse s’ouvre peu et le contact sous la
semelle se maintient, ce qui limite I’augmentation de traction dans le boulon.
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Figure ITI- 32: Evolution de force dans le boulon et force de levier_effet de la modélisation
du boulon pour le trongon T1
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Figure ITI- 33: Evolution de force dans le boulon et force de levier de la modélisation du
boulon pour le trongon T2

111.4.6 Déformation réelle et déformation totale

Pour les éprouvettes T1 et T2, les observations expérimentales ont indiqué que la ruine était
associée a des phénomenes inélastiques dans les boulons, accompagnés d’une plastification
marquée de la semelle(Bursi and Jaspart, 1997a). En adoptant ['atteinte de la déformation ultime
fondé sur la rupture du boulon (§I11.3.2.7), I’état ultime a été considéré atteint lorsque la
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déformation moyenne axiale du boulon &5, atteignait la déformation ultime ¢, , = 5%,)
(Figure I11-34). Pour T1, cette condition a été atteinte pour une déformation globale de 9,95
mm, valeur en trés bon accord avec 1’essai expérimental (10,25 mm, soit un ratio de 0,97).
Pour T2, les essais ont mis en évidence un phénomene d’arrachement de filets ayant provoqué
une phase de déchargement dans le domaine plastique. Afin de disposer d’un point de
comparaison bas¢ sur un critére identique, le chargement numérique a été arrété a I’atteinte de
(e4p) dans le boulon, ce qui a conduit a une déformation globale de 5 mm.

Les courbes comparant la réponse globale des trongons en T a celle issue du modele EF incluent
la contribution de la déformation de 1’dme. Or, le déplacement réel entre semelles ne tient pas
compte de cette déformation de 1’ame. La réponse correspondante est représentée a la (Figure
111-35.a et Figure [11-35.b) pour T1 et T2 respectivement. La déformation réelle de la semelle
est inférieure a la déformation totale, ce qui rend la courbe (F-A) plus rigide.

LE, Max. Principal

{(Avg: 75%)
+5.127e-02
+4.706e-02
+4.284e-02
+3.862e-02
+3.441e-02
+3.019e-02
+2.507e-02
+2.175e-02
+1.754e-02
+1.332e-02
+9.101e-03
+4.884e-03
+6.665e-04

Figure III- 34: L’atteinte de la déformation ultime du boulon

I11.4.7 Résultats en contraintes de von Mises pour le tron¢on T1

Afin d’illustrer les champs de contraintes, quatre niveaux de chargement sont retenus (Figure
11-36) : (1) (4F = 98,63) kN (cas de charge 24,69) pour le domaine ¢élastique, (i1) (4F = 158,84)
kN (cas de charge 39,71kN) pour la zone de transition, (ii1) (4F = 186,27) kN (cas de charge
46,56) pour la portion quasi linéaire suivante en régime post-limite, et (iv) (4F = 211,14) kN
(cas de charge 52,78) correspondant a la ruine (déformation maximale).

La (Figure I11-37) présente les champs de contraintes équivalentes g4 en vue tridimensionnelle
pour les quatre niveaux de chargement considérés. La flexion de la semelle est correctement
reproduite. Les concentrations de contrainte se localisent au droit de I’axe du boulon et au
niveau de la jonction semelle-adme, zones ou se développent les lignes de plastification en
mécanisme de poutre. Cette répartition est cohérente avec le mécanisme de ruine 1 rapporté par
(Bursi and Jaspart, 1997a).
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Figure I1I- 35: Courbes globales (F-A) sans et avec la prise en compte de la déformation de
I’ame. (a) Trongon T1; (b) Trongon T2
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Figure III- 36: Pas de chargement
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Figure III- 37: Contraintes équivalentes de von Mises dans la semelle du trongon en T

I11.4.8 Effet de la précontrainte

La (Figure I11-38) compare les courbes force—déplacement (F-A) obtenues expérimentalement
et numériquement pour 1’éprouvette T2. La rigidité initiale et la résistance ont été reproduites
de manicre satisfaisante, mais des €carts sont apparus au-dela d’un certain niveau de charge.
Comme I’ont rapporté(Bursi and Jaspart, 1998), les essais ont ét¢ marqués par un phénomene
d’arrachement des filets des boulons, associ¢ a une rupture par cisaillement au niveau filet—
écrou. Ce mécanisme n’étant pas représenté explicitement dans le modele numérique, il
constitue I’origine principale de la divergence observée entre simulation et expérimentation
dans le domaine inélastique.

La (Figure I11-39) présente également 1I’évolution, en fonction de la charge appliquée par rangée
(F), des rapports associés aux forces de levier et aux efforts dans le boulon, a savoir (Q/F) et
(B/F). Ces rapports augmentent avec la plastification progressive de la semelle. Au début du
chargement, le rapport (Q/F = 0,19). A la ruine (4F = 211 kN), ce rapport atteint (0,36), soit
une augmentation d’environ 1,8. Les informations relatives aux pressions de contact fournies
par le modele EF présentent un intérét particulier, car elles ne sont pas directement accessibles
expérimentalement. Par ailleurs, I’évolution de 1’allongement du boulon en fonction de I’effort
dans le boulon, (B — §,) estillustrée a la (Figure I11-40). Cette représentation permet d’analyser
la maniere dont la traction dans le boulon se développe au cours du chargement. Dans les deux
cas, la courbe montre d’abord une phase initiale caractérisée par une augmentation rapide de la
force dans le boulon pour de trés faibles valeurs d’allongement. Au-dela de cette phase,
I’évolution différe sensiblement entre les deux spécimens. Pour le trongon T1, I’allongement
du boulon augmente progressivement avec la charge appliquée et s’accompagne d’une
augmentation continue de la force dans le boulon. Ce comportement traduit une participation
croissante du boulon a la reprise des efforts a mesure que la semelle se plastifie. Pour le trongon
T2, la tendance observée est différente. L’allongement du boulon reste relativement faible sur
une large plage de chargement et 1’évolution de la force correspondante est beaucoup plus
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progressive. Au-dela d’environ 75 kN, les courbes correspondent a un prolongement volontaire
du chargement numérique, I’essai expérimental ne couvrant pas cette phase. Ce prolongement
montre que le trongon T2 conserve un allongement du boulon nettement plus faible que T1.
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Figure III- 38: Comparaison des courbe force—déplacement pour T1 et T2 sans précontrainte
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II1.S CONCLUSION

Ce chapitre a établi un cadre de validation numérique, sous Abaqus, destiné a éprouver la
stratégie de modé¢lisation par éléments finis sur un cas représentatif de la zone tendue avant
I’étude des assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante. Le troncon en T
boulonné a été retenu comme composante de référence, afin de vérifier la capacité du modele
a reproduire le comportement global force—déplacement et les mécanismes locaux associés a la
flexion des ¢léments de plaque, a I’effet de levier, ainsi qu’aux interactions boulon—semelle
gouvernées par le contact et le frottement.

La démarche a reposé sur une représentation tridimensionnelle, justifiée par la nature
intrinsequement 3D du probléme (présence des boulons, gradients de contraintes au voisinage
des trous, séparation et glissement aux interfaces). Les choix de modélisation ont ainsi porté
sur I’utilisation d’éléments volumiques, la définition explicite des surfaces de contact
pertinentes et 1’introduction d’une précontrainte des boulons suivant un pas dédié, avec prise
en compte de I’évolution de cette précontrainte au cours du chargement. La modélisation du
boulon a également été traitée comme un point structurant, via une géométrie simplifiée mais
mécaniquement équivalente afin de conserver une rigidité axiale représentative tout en
maitrisant le colit numérique.

Une série d’analyses de sensibilité a ensuite permis de consolider les parametres numériques
influents : (1) présélection du type d’élément et justification du recours a des éléments linéaires,
(i1) convergence du maillage, (iii) influence de la loi matériau, (iv) impact de certaines
simplifications de contact et de la stratégie de chargement.

Enfin, ’exploitation des résultats a permis de caractériser, au niveau local, les grandeurs qui ne
sont pas directement accessibles expérimentalement, notamment 1’évolution des forces de
levier, et I’état de sollicitation du boulon, tout en reliant ces observations aux mécanismes de
ruine classiquement rapportés pour les trongons en T. L’ensemble de ces vérifications confirme
que la chaine de modé¢lisation retenue (géométrie, contact, précontrainte, loi matériau,
discrétisation) est cohérente et suffisamment robuste pour étre transposée, dans les chapitres
suivants, aux assemblages poutre—poteau complets, ou les interactions entre composantes et les
effets tridimensionnels deviennent prépondérants.
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CHAPITRE IV : MODELISATION DES ASSEMBLAGES POUTRE- POTEAU PAR
PLATINE D’ABOUT BOULONNEE SELON L’AXE FORT

IV.1 INTRODUCTION

Le chapitre précédent a été consacré a 1’étude numérique du trongon en T, composante

représentative de la zone tendue des attaches boulonnées. Cette étape a permis d’établir et de
valider les choix de modélisation éléments finis a partir de phénoménes déterminants pour la
réponse mécanique en traction, notamment la flexion des éléments de plaque, 1’évolution des
zones de contact, ainsi que ’influence de la précontrainte des boulons et des interactions
boulon—plaque. Le trongon en T a ainsi constitué¢ un support méthodologique pour vérifier la
capacité du modele numérique a reproduire correctement les mécanismes locaux gouvernant la
zone tendue, avant son extension a des configurations d’assemblages complets.
Dans ce chapitre, I’analyse est étendue a un assemblage poutre—poteau par platine d’about
débordante boulonnée sollicité suivant I’axe fort. Un modele 3D complet est développé afin de
représenter explicitement la poutre, le poteau, la platine d’about, les boulons (tige, téte, écrou
et rondelles) ainsi que les interfaces de contact entre les différents composants. L’objectif est
d’évaluer le comportement global moment-rotation et d’établir une validation par confrontation
aux résultats expérimentaux disponibles. Le modele obtenu constitue ensuite une référence pour
I’¢tude des assemblages sollicités suivant 1’axe faible, puis des configurations
tridimensionnelles, en fournissant une base de comparaison cohérente en termes de choix de
modélisation et d’indicateurs mécaniques.

Avant de présenter la modélisation retenue, un état de 1’art est proposé sur les campagnes
expérimentales et les travaux numériques relatifs aux assemblages poutre—poteau boulonnés.
Cette synthése met en évidence les tendances générales observées, les hypothéses de
modélisation les plus utilisées et les principaux points de sensibilité, afin de situer la démarche
adoptée et de justifier les choix effectués pour les simulations présentées dans ce chapitre.

IV.2 ETUDES EXPERIMENTALES

IV.2.1 Introduction de la base de données

Les essais expérimentaux consacrés aux assemblages semi-rigides ont produit, au fil des
décennies, une quantité importante de résultats relatifs a la rigidité rotationnelle, a la résistance
en flexion et a la ductilit¢ de nombreuses configurations. Toutefois, 1’exploitation de ces
données demeure aujourd’hui limitée par plusieurs difficultés récurrentes. Les résultats
disponibles dans la littérature restent fortement dispersés, souvent présentés selon des formats
hétérogenes et, dans de nombreux cas, incomplets au regard des paramétres géométriques,
mécaniques et constructifs nécessaires a une analyse comparative rigoureuse. A cela s’ajoute le
fait qu’une partie importante des campagnes anciennes est devenue difficilement accessible,
tandis que plusieurs bases de données développées antérieurement citées en chapitre II,
(Goverdhan, 1983 ; Nethercot, 1985; Weynand, 1992) sont soit restreintes a certaines
typologies d’assemblages, soit construites en fonction des besoins de modeles de calcul
particuliers, ce qui limite leur portée pour une utilisation plus générale. Dans ces conditions,
I’absence d’un dépdt public directement exploitable constitue encore I'une des principales
limites a la valorisation des résultats expérimentaux disponibles sur les assemblages semi-
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rigides. C’est dans ce contexte qu’'un travail de compilation et de structuration des essais a été
entrepris en 2021 par Mak (Mak and Elkady, 2021), avec le développement d’une base de
données dédiée, visant a regrouper de maniere cohérente les informations expérimentales
disponibles pour une typologie donnée d’assemblages.

IV.2.2 Elaboration et description de la base de données

La base de données expérimentale créée par (Mak and Elkady, 2021), dédi¢e aux assemblages
semi-rigides en acier par platine d’about non débordante, a ensuite été étendue en 2023 par
(Ding and Elkady, 2023) afin d’y intégrer les assemblages par platine d’about débordante. Cette
base a été ¢laborée a partir d’articles scientifiques, de rapports de laboratoire et de théses, elle
regroupe de maniere cohérente les principales informations relatives aux essais, notamment les
caractéristiques géomeétriques des éprouvettes, les parametres de chargement et les réponses
globales des assemblages. La base couvre huit grandes familles de configurations, comprenant
des assemblages poutre—poteau et poutre—poutre, avec des poutres en acier nu ou mixtes, ainsi
qu’avec des poteaux en profils en I, en sections creuses carrées ou en tubes d’acier remplis de
béton. Dans son état actuel, cette base de données regroupe 1 277 éprouvettes issues de 176
programmes expérimentaux réalisés entre 1970 et 2020. Elle comprend, au total, 545
éprouvettes par platine d’about non débordante et 732 par platine d’about débordante. (Figure
IV-1),

Plus de la moiti¢ de la base de données, soit 199 éprouvettes, concerne des assemblages a
poutres en acier nu et poteaux a section en I soumis a un chargement monotone. Les essais les
plus anciens de cette catégorie ont été réalisés par Ostrander (Ostrander, 1970), puis complétés
par plusieurs campagnes expérimentales menées principalement en Europe et au Royaume-Uni
(Figure I'V-2). Ces travaux ont porté essentiellement sur I’influence de 1’épaisseur de la platine
d’about, des dimensions de la poutre et du poteau, du diamétre des boulons, ainsi que des
procédés de renforcement du poteau, tels que I’ajout d’un raidisseur transversal d’ame, d’une
doublure d’ame ou d’une contreplaque de semelle, (Figure [V-3). Par ailleurs, 73 éprouvettes
seulement ont été testées sous chargement cyclique (Mak and Elkady, 2021) soulignent
également le nombre trés limité d’essais disponibles sur les assemblages sollicités selon 1’axe
faible, avec seulement 20 essais recensés. Dans le cadre de la présente étude, seules les
campagnes relatives aux assemblages poutre—poteau en acier ont été retenues, et sont reportées
dans le (Tableau B-1) de I’annexe B de cette these.

IV.2.3 Modes de déformation et d’endommagement observés

Les modes d’endommagement observés au cours des essais sont intégrés dans la base de
données. Dans cette base, ’endommagement désigne a la fois les déformations plastiques
développées par les différents composants et les modes de ruine identifiés a I’issue de 1’essai.
Vingt-deux modes distincts y sont répertoriés. Parmi ceux associ€s aux assemblages poutre—
poteau en acier par platine d’about non débordante, les principaux sont les suivants :
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Configuration de Platine d'bout non débordante
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poteau
. Renforcé Non renforcé
Raidisseur de
5 125
platine

Figure IV- 1: Répartition des parametres principaux des essais pour les assemblages a platine
d’about non débordante et débordante
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Figure IV- 2: Distribution des principaux attributs de la base de données expérimentale

- Plastification de la platine d’about non débordante, observée surtout pour des platines minces

associées a des boulons de grand diamétre.

- Rupture ou arrachement des boulons, observés surtout pour des platines épaisses associées

a des boulons de plus petit diamétre.
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- Plastification ou flambement de la semelle du poteau, signalés surtout dans les assemblages
selon I’axe fort avec semelles de poteau relativement ¢lancées et non renforcées.

- Plastification ou flambement de 1’ame du poteau, mentionnés dans ces mémes
configurations, sous efforts de cisaillement ¢levés dans la zone de panneau.

- Plastification ou flambement de la semelle de la poutre, indiqués pour des sections de poutre
¢lancées.

- Allongement des boulons, observé, dans certains cas, avant la rupture des boulons lorsque
la platine est épaisse et les boulons sont de faible diameétre.

- Rupture de la soudure poutre—platine, signalée lorsque les cordons de soudure sont
insuffisamment dimensionnés ou mal exécutés.
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Figure IV- 3: Géométrie caractéristique des assemblages a platine d’about non débordante

IV.2.4 Etat de art

IV.2.4.1 Variation des parametres géométriques

Les assemblages par platine d’about débordante boulonnée sont largement utilisés pour les
assemblages poutre—poteau, dans la mesure ou ils permettent de satisfaire les exigences de
résistance, de rigidité et de capacité de rotation, tout en conservant un intérét économique et
constructif. La platine peut étre débordante d’un seul c6té tendu ou des deux c6tés de la poutre.
Pour un assemblage non renforcé, la platine d’about non débordante transmet généralement
environ 30 % du moment de la poutre, contre pres de 60 % pour une platine d’about débordante.
La rangée supplémentaire de boulons en traction située a I’extérieur de la semelle augmente en
effet le bras de levier effectif de la résultante de traction, ce qui améliore la rigidité et la
résistance de I’assemblage. Cette disposition autorise en outre 1’emploi de boulons de plus
faible diametre et de platines plus minces, ce qui explique que les assemblages par platine
d’about débordante soient généralement préférés en pratique.

Comme pour les assemblages par platine d’about non débordante, la rotation d’un assemblage
par platine d’about débordante résulte de I’interaction entre la flexion de la platine, la
déformation de la semelle du poteau, la sollicitation de I’ame du poteau et I’allongement des
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boulons. L’importance de ces déformations dépend notamment du rapport entre I’épaisseur de
la platine et celle de la semelle du poteau. Une platine plus épaisse réduit la part de rotation due
a sa flexion, mais augmente généralement la I’allongement des boulons. Les résultats
expérimentaux ont ainsi montré qu’une platine trop épaisse peut limiter fortement la capacité
de rotation et conduire a une ruine brusque de I’assemblage, généralement par rupture en
traction des boulons.(Benterkia, 1991). En revanche, dans les assemblages a platine d’about
mince, la plus grande part de la rotation provient de la flexion de la platine. Les observations
expérimentales ont montré que la déformation maximale se développe dans la zone tendue
située entre les deux premicres rangées de boulons. D’aprés Zandonini (Zandonini and Zanon,
1986), la rotation supplémentaire due a la flexion de la platine peut représenter jusqu’a 95 %
de la rotation totale de I’assemblage. Pour ce type d’assemblage, le mode de ruine prédominant
est généralement li¢ a la flexion de la platine d’about et/ou de la semelle du poteau.

Les assemblages par platine d’about débordante ayant fait 1’objet d’une attention particuliere

par les chercheurs. Dans sa thése de doctorat, Graham (Graham, 1981) a étudié de manicre
analytique et expérimentale des assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante non
renforcée, sous chargement statique. L’étude expérimentale a porté sur 21 assemblages en
configuration bilatérale afin d’évaluer I’influence du rapport moment—effort tranchant, de
1’épaisseur de la platine d’about et de celle de la semelle du poteau sur la rotation, le glissement,
les déformations locales et les forces de levier dans les boulons. Les assemblages ont présenté
un comportement rigide jusqu’a la limite élastique de la platine ou de la semelle du poteau, la
rotation s’effectuant autour de la semelle comprimée de la poutre. Il a également été€ observé
que I’épaisseur de la semelle du poteau affecte surtout la capacité de rotation, sans modifier
sensiblement la charge de rupture des boulons. Enfin, I’auteur a montré que la limite d’¢élasticité
des platines influence a la fois 1’étendue du domaine élastique et la capacité de rotation de
I’assemblage, et qu'une capacité de rotation importante peut €tre obtenue lorsque le diametre
des boulons dépasse 1’épaisseur de la platine d’about et celle de la semelle du poteau.

Dans la méme année Tarpy (Tarpy and Cardinal, 1981)ont réalis¢ une série de 16 essais
expérimentaux sur des assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante afin
d’évaluer I’effet des efforts transmis par la platine sur la semelle et ’ame du poteau. Les
parameétres étudiés ont porté notamment sur les sections de poutres et de poteaux ainsi que sur
1’épaisseur de la platine, comprise entre environ 1,5 et 4 fois 1’épaisseur de la semelle du poteau.
Dans la plupart des essais, un effort axial initial voisin du tiers de la charge plastique du poteau
a été appliqué. Seules deux éprouvettes ont comporté des raidisseurs horizontaux d’ame. Les
modes de ruine qui ont été observés : I’apparition de rotations excessives, la plastification de
I’assemblage ou le flambement de 1’ame. En revanche, pour les configurations renforcées par
raidisseurs horizontaux, aucune ruine de la semelle ou de I’ame du poteau n’a été observée.
Aggarwal et Coates (Aggarwal and Coates, 1986) ont réalisé une campagne d’essais statiques
sur huit assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante boulonnée, en faisant varier
I’épaisseur de la platine de 12, 16 et 20mm, le diamétre des boulons de 16, 20 et 24mm , en
paralléle, une seule éprouvette a été utilisée pour faire varier la longueur de la poutre, de 800 a
1000 mm, tout en gardant constantes les sections de la poutre et du poteau, afin d’examiner
I’effet du rapport moment / effort tranchant sur la réponse rotationnelle. Ils ont observé une
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réponse non linéaire sur toute la plage de chargement, avec une certaine rigidité de 91% en
domaine élastique mais qui chute a environ 64% au voisinage du moment plastique de la poutre.
Les assemblages avec platines de 16 et 20mm d’épaisseur ont montré un comportement tres
proche, tandis que la platine de 12 mm a présenté une déformabilité nettement plus marquée.
Malgré des déformations excessives de la platine, cette configuration a tout de méme permis de
transmettre le moment plastique nominal de la poutre. Pour I’effet du diametre des boulons, les
boulons de 16 mm ont donné une plus grande capacité de rotation, parce que leur capacité
portante plus faible a favorisé leur allongement. En revanche, au-dela d’environ 0,92 M,,, les
assemblages avec boulons de 24 mm ont montré une meilleure ductilité, attribuée a une plus
forte déformation de la semelle du poteau. Pour I’effet de la longueur de la poutre, donc du
rapport moment / effort tranchant, les auteurs signalent ainsi que, pour un méme niveau de
moment, I’assemblage associé¢ a la poutre la plus longue présente une rotation plus élevée.

En 1988, Janss (Janss et al., 1988) ont mené une étude expérimentale comparative de trois
typologies d’assemblages (Figure [V-4), a savoir les assemblages par platine d’about, par
double cornic¢re d’ame et par cornieres de semelle. Le programme expérimental a comporté 22
essais, dont 14 sous chargement monotone et 8 sous chargement cyclique. Les parameétres
étudiés ont principalement concerné le type d’assemblage, la profondeur de la poutre, la rigidité
relative poutre—poteau, le niveau d’effort axial appliqué au poteau, le niveau de serrage des
boulons, le jeu entre les boulons et les trous, ainsi que la nature du chargement. Les éprouvettes
ont été réalisées avec des boulons HR de classe 10.9, mis en ceuvre soit avec une précontrainte
¢gale a 0,8 fy, soit avec un simple serrage contrdlé. Les auteurs ont également fait varier les
sections de la poutre et du poteau afin de modifier le rapport de rigidité relative entre les deux
¢léments, tandis que certains essais ont introduit un effort axial dans le poteau pouvant atteindre
700 kN. Pour les assemblages par platine d’about, les auteurs ont montré que la rotation de
I’assemblage ne peut pas €tre attribuée a la déformation de la platine et des boulons seuls. La
réponse globale résulte de I’interaction entre plusieurs composantes déformables, en particulier
la platine d’about, la semelle du poteau et I’ame du poteau sollicitée en cisaillement. Les
résultats ont mis en évidence une phase initiale presque lin€aire de la courbe moment—rotation,
suivie d’une évolution non linéaire liée a la plastification progressive de la platine et de la
semelle du poteau, tandis que la contribution du panneau d’ame reste d’abord limitée avant de
devenir plus marquée lorsque le cisaillement augmente. L’effet de la rigidité relative poutre—
poteau a notamment été examiné a travers les combinaisons HEB160—IPE200 pour I’essai (07),
HEB160-IPE300pour I’essai (010), correspondant respectivement a des rapports de rigidité de
0,78 et 3,35, I’interprétation essentielle est que cette que ce rapport m’agit pas seul, car ce sont
surtout les dimensions locales du poteau, en particulier celles de sa semelle, qui gouvernent la
rigidité initiale et I’évolution dans le domaine non linéaire, ainsi, des assemblages munis d’une
méme platine d’about ont pu présenter une rigidité initiale proche malgré des rigidités relatives
poutre-poteau différentes, puis diverger ensuite en raison d’une plus grande déformabilité de la
semelle du poteau, (Figure [V-5).

Dans cette méme thématique, des études plus récentes, et au moyen de 8 essais statiques, ont
varié 1’épaisseur et la nuance de la platine. (Ana M. Girdo Coelho et al., 2004)ont montré que
I’augmentation de I’épaisseur (et, de fagon similaire, de la nuance) a accru la résistance et la

90



CHAPITRE IV : MODELISATION DES ASSEMBLAGES POUTRE- POTEAU PAR
PLATINE D’ABOUT BOULONNEE SELON L’AXE FORT

rigidité, mais a réduit la capacité de rotation (ductilité), avec des ruines par rupture de soudure,
arrachement d’écrou ou rupture de boulon, ainsi, ’augmentation de la nuance d’acier de la
platine, de S355 a S690, a augment¢ la résistance de I’assemblage mais a réduit sa capacité de
rotation, avec peu d’influence sur la rigidité initiale, ce qui s’explique par la ductilité plus faible
de I’acier S690. De méme, Shi (Y. Shi et al., 2007) ont conduit une compagne expérimentale
d’essai statiques sur cinq assemblages poutre—poteau par platine d’about boulonnée (série EPC)
afin d’étudier I’influence des détails de la zone en traction (épaisseur de platine,
diameétre/précontrainte des boulons. Les auteurs ont montré que I’augmentation du diamétre des
boulons a accru la résistance, tandis qu’une platine plus mince a réduit la rigidité initiale mais
a ameélioré la ductilité (répartition plus uniforme des efforts de traction dans les boulons). Les
ruines observées ont été principalement la rupture des boulons ou le flambement local des
semelles/ame de poutre en compression (selon la configuration), avec un cas combinant rupture
des boulons et instabilité du raidisseur de platine en compression.
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Figure IV- 4: Typologies des assemblages (Janss et al., 1988)
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Figure IV- 5: Coubre M-0 : a) zone d’attache ; b) assemblage ; ¢) panneau d’ame (Janss et al.,
1988)
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IV.2.4.2 Analyse des résultats

Sur la base des études expérimentales présentées précédemment, ainsi que des études
regroupées en Annexe B, il apparait que le comportement moment-rotation des assemblages
poutre—poteau par platine d’about débordante dépend principalement d’un nombre limité de
parametres géométriques, mécaniques et constructifs. Dans ce cadre, Graham (Graham, 1981)
a indiqué que les paramétres qui influencent le plus significativement la relation moment—
rotation de ce type d’assemblages sont : 1) L’épaisseur de la platine d’about, elle constitue I’un
des parametres les plus influents, car elle gouverne directement sa flexion propre. Une
augmentation de son €paisseur accroit la rigidité initiale et réduit la rotation, tandis qu’une
platine plus mince augmente la déformabilité¢ et les forces de levier transmises aux
boulons,(Bailey, 1970). ii) La hauteur de la poutre influence la réponse de 1’assemblage en
augmentant les efforts de traction dans la zone tendue. Une poutre plus profonde ne modifie
donc pas seulement la géométrie de I’assemblage, mais accroit également les sollicitations
locales dans la platine, les boulons et les soudures(Janss et al., 1988). iii) La position des
boulons, notamment 1’entraxe vertical et la pince horizontale, agit fortement sur la rigidité et la
résistance de ’assemblage. En contrdlant le bras de levier interne et le développement des
forces de levier, leur disposition modifie directement la maniére dont la platine se déforme
(Tong, 1985; Prescott, 1987). iv) La précontrainte des boulons influence principalement la
rigidité élastique, en particulier la rigidité initiale de ’assemblage. Par ailleurs, son effet sur le
mode de ruine et sur la charge ultime reste généralement limité,(Tong, 1985). v) L’épaisseur de
la semelle du poteau est déterminante dans les assemblages non renforcés, car une part
importante de la rotation provient de sa déformation., une semelle plus mince réduit nettement
la rigidité initiale et entraine plus tot I’entrée dans le domaine non linéaire,(Prinz et al., 2014).
vi) La présence ou non de raidisseurs au niveau du poteau modifie la déformabilité des
composants du poteau et, par conséquent, la réponse globale de I’assemblage. Le renforcement
du poteau augmente généralement la rigidité de I’assemblage et réduit la probabilité d’une ruine
localisée dans I’ame ou la semelle du poteau (Prescott, 1987), un comportement similaire est
observé avec la présence des contre plaques (Al-Khatab and Bouchair, 2007b). vii) Les
propriétés mécaniques des matériaux, et en particulier la limite d’¢élasticité réelle des aciers,
influencent surtout le comportement apres le début de la plastification. Leur effet porte donc
principalement sur 1I’évolution post-¢lastique de la courbe moment—rotation.( Girao Coelho and
Bijlaard, 2007)

D’autres parametres ont également été examinés dans la littérature, mais leur influence apparait
plus secondaire : 1) La profondeur de la platine d’about présente un effet propre limité, car elle
reste fortement liée a la hauteur de la poutre. Lorsque cette dernicre est déja prise en compte, la
profondeur de la platine peut étre considérée comme un paramétre dérivé. 2) L’effort axial de
compression dans le poteau modifie peu la rigidité initiale dans les plages étudiées. Son
influence se manifeste surtout par une réduction de I’étendue du domaine linéaire, en favorisant
une plastification plus précoce de la semelle du poteau (Janss et al., 1988).
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IV.3 ETUDES NUMERIQUES

Plusieurs ¢études ont été consacrées a la modélisation par €¢léments finis des assemblages
poutre—poteau, et de nombreux résultats ont été publiés concernant les modeles
bidimensionnels et tridimensionnels. La comparaison entre le comportement réel de
I’assemblage et celui obtenu par modélisation a été le plus souvent conduite a partir des courbes
moment-rotation. Parmi les études de modélisation bidimensionnelle les plus connues, figure
celle de Bahari. (Bahaari and Sherbourne, 1994)ont développé une modélisation éléments finis
bidimensionnelle avec (ANSYS) d’un assemblage poutre—poteau par platine d’about
débordante afin de confronter numériquement les résultats au modele analytique de Jenkins
(Jenkins et al., 1986), en représentant explicitement les boulons en traction et le contact entre
la platine et la semelle de poteau au moyen d’¢léments d’interface. Ils ont combiné deux
schémas de calcul, I’'un dans le plan médian des ames et 1’autre dans le plan de la rangée de
boulons, afin de distinguer un comportement de type platine mince et un comportement de type
platine épaisse. Ils ont montré que le modéle EF 2D a reproduit correctement la rigidité initiale
des assemblages, mais qu’il I’a surestimée dés que le chargement dépassait environ 30 a 50 %
de la capacité ultime, surtout pour les platines minces. Ils ont expliqué cet écart par une
surestimation des effets d’ame dans une modélisation 2D, (Figure 1V-6), qui impose une
réponse uniforme sur la largeur et empéche les déformations hors plan, ce qui rigidifie
artificiellement I’assemblage. Ils ont mis en évidence que, pour des platines minces, 1’effet
d’ame a gouverné la réponse et a induit une dissymétrie des déformations et contraintes, tandis
que pour des platines épaisses 1’effet d’ame est devenu secondaire et le comportement a été
principalement gouverné par les boulons et la platine.
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Figure IV- 6: Comparaison du modele ame 2D et expérimental (Bahaari and Sherbourne,
1994)
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A P’inverse, pour les modélisations tridimensionnelles volumiques, plusieurs travaux ont été
réalisés en s’appuyant sur des éléments solides. Les éléments de coque peuvent étre performants
pour des assemblages en acier, mais ils deviennent insuffisants lorsque la réponse est gouvernée
par des phénomeénes intrins€quement tridimensionnels a 1’échelle de 1’épaisseur, notamment la
modélisation des boulons (géométrie cylindrique perpendiculairement a la platine d’about),
ainsi que la prise en compte de détails locaux tels que le contact, le comportement des boulons
et la flexion hors plan. Sherbourne (Bahaari and Sherbourne, 2000) ont étudié numériquement
les assemblages par platine d’about boulonnée testés par Jenkins (Jenkins et al., 1986). La
poutre (ame et semelle), la platine d’about ainsi que le poteau (dme, semelle et raidisseurs) ont
été modélisés par des ¢léments de coque. La téte du boulon et I’écrou, supposés en liaison
parfaite avec la platine d’about et la semelle du poteau, ont été représentés par des ¢léments
volumiques isoparamétriques a huit nceuds, tandis que la tige a ét¢ modélisée par des éléments
de barre reliant les noeuds de la téte et de I’écrou. Le contact entre la platine d’about et la semelle
du poteau a été pris en compte au moyen d’éléments d’interface ; pour les essais avec boulons
précontraints, la précontrainte a été introduite sous forme de déformations initiales dans les
¢léments de barre représentant la tige. Deux non-linéarités ont été considérées : une non-
linéarité matérielle liée a la plasticité et une non-linéarité géométrique associée a I’évolution de
la zone de contact entre la platine d’about et la semelle du poteau. Le moment de flexion a été
appliqué par une contrainte de pression uniforme sur 1’épaisseur des semelles de la poutre, avec
une distribution linéaire sur I’ame. Des conditions de symétrie ont été€ imposées le long de I’ame
du poteau ainsi que dans le plan passant par les demi-épaisseurs des ames de la poutre et du
poteau ; la longueur modélisée de la poutre a été prise égale a la hauteur de sa section.
L’épaisseur de la platine d’about a constitué le seul parametre variable, comprise entre 12 et 25
mm, avec des boulons non précontraints, et des raidisseurs d’ame du poteau ont été disposés au
niveau des semelles de la poutre. Les courbes moment—rotation issues des simulations ont été
en bon accord avec les résultats expérimentaux pour les platines minces (12 et 15 mm). En
revanche, pour des platines plus €paisses (20 et 25 mm), 1’écart entre numérique et expérimental
a augmenté (Figure [V-7). Les auteurs ont attribué cette divergence a une contribution plus
importante de I’allongement de la tige du boulon a la rotation totale lorsque I’épaisseur de la
platine augmente, ainsi qu’a I’absence de prise en compte de la plasticité a travers 1’épaisseur
dans cette analyse.
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Figure IV- 7: Comparaison du 3D et expérimental (Sherbourne and Bahaari, 1996)
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Bursi (Bursi and Jaspart, 1998) ont amélioré le modele proposé par (Bursi, 1991) pour le
trongon en T ; en adoptant des éléments volumiques a 8 nceuds dans Abaqus (C3D8 et C3DSI)
et en discrétisant I’épaisseur par trois couches au lieu d’une. Une portion de poutre a également
été intégrée au modele (Figure IV-8). L’interaction entre la platine d’about et la fondation a été
représentée au moyen d’éléments de contact basés sur la méthode des multiplicateurs de
Lagrange ; les multiplicateurs ont été traités comme variables complémentaires, ce qui a conduit
a une matrice de rigidité de plus grande dimension. Les courbes moment—rotation ont montré
que le modele utilisant des éléments C3DS8I (éléments solides non conformes a 8 nceuds) a
reproduit avec une bonne précision la réponse expérimentale pour une platine d’about
relativement mince (12 mm). En revanche, pour une platine plus épaisse (25 mm), I’accord s’est
dégradé, en particulier dans la zone de transition entre le domaine ¢€lastique et le domaine
plastique. Par ailleurs, les simulations réalisées avec des éléments C3D8 (éléments solides a 8
nceuds) ont mis en évidence des limites pour les problémes dominés par la flexion, ces éléments
conduisant a une surestimation des caractéristiques de 1’assemblage.
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Figure IV- 8: Courbe M-0 : Comparaison essais et expérimental (Bursi and Jaspart, 1998)

Maggi (Maggi et al.,, 2005) ont étudié numériquement, sous ANSYS, le comportement
d’assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante boulonnée au moyen d’un modele
tridimensionnel par éléments finis intégrant des éléments solides. Leur démarche a d’abord
consisté a valider le modele a partir d’essais monotones sur assemblages bilatéraux, par
comparaison des courbes moment-rotation, de la déformée de la platine et des efforts axiaux
dans les boulons. Les auteurs ont obtenu un accord globalement satisfaisant, tout en signalant
une surestimation systématique de la rigidité initiale et une difficulté persistante dans
I’1identification numérique de 1’état ultime. L’étude paramétrique a ensuite porté principalement
sur I’épaisseur de la platine d’about et le diametre des boulons, afin d’analyser leur influence
sur la déformée de la zone tendue, I’effet de levier et la répartition des efforts dans les rangées
de boulons. Les résultats ont montré que 1’épaisseur de la platine d’about et le diameétre des
boulons contrdlent la rigidité relative entre la platine et les boulons, selon que la déformation
de la zone tendue est principalement gouvernée soit par I’allongement des boulons, soit par la
flexion de la platine.
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Diaz (Diaz et al., 2011) ont développé, sous ANSYS, un modele tridimensionnel par éléments
finis d’assemblages poutre—poteau par platine d’about débordante a quatre boulons, sans
raidisseurs, afin d’évaluer sa capacité¢ a reproduire la courbe moment—rotation, la rigidité
rotationnelle initiale, le moment résistant et le mode de ruine. Le mod¢le a été construit a partir
de I’essai T101.010 de Janss (Janss et al., 1988), puis calibré avant d’étre validé sur trois autres
essais de la méme campagne. La procédure de chargement a été organisée en plusieurs étapes
successives comprenant la précontrainte des boulons, un chargement partiel, un déchargement
destiné a I’identification de la rigidité initiale, puis un rechargement jusqu’a 1’état ultime ou
jusqu’a la non-convergence. Un point important de la démarche réside dans la définition de la
rotation du joint, prise comme la somme de la rotation propre de 1’assemblage et de la
déformation en cisaillement du panneau d’ame du poteau. Les auteurs ont conduit la calibration
en faisant varier successivement le coefficient d’écrouissage, la densité de maillage et certains
parametres de contact, ce qui les a conduits a retenir deux jeux de parametres distincts : 1’un,
noté¢ CMS, pour mieux prédire la rigidité initiale et le moment résistant, et ’autre, not¢ CMR,
pour mieux reproduire I’ensemble de la courbe moment—rotation. Les résultats ont montré que
le modele prédit correctement les modes de ruine observés expérimentalement, mais qu’un
méme jeu de parameétres ne permet pas d’optimiser simultanément la rigidité initiale, le moment
résistant et la forme compléte de la courbe. La calibration CMS a fourni, pour I’essai de
référence, une trés bonne estimation du moment résistant et de la rigidité initiale, tandis que la
calibration CMR a mieux reproduit 1’allure globale de la réponse. Pour les essais de validation,
le modele a reproduit de manicre satisfaisante les mécanismes de ruine, notamment le
cisaillement du panneau d’ame ou la plastification de la zone comprimée de I’ame du poteau,
mais il a sous-estimé de fagon systématique la rigidité rotationnelle initiale, bien que cette sous-
estimation reste inférieure a celle de I’Eurocode 3. L’intérét principal de ce travail réside ainsi
moins dans une étude paramétrique géométrique que dans la mise au point méthodique d’un
modele EF et dans I’analyse de sa sensibilité aux choix de calibration. L’étude a également mis
en évidence plusieurs limites, liées a I’absence de certaines dimensions expérimentales, a
diverses simplifications géométriques du modele, a Dincertitude sur la détermination
expérimentale de la rigidité initiale et a la non-prise en compte de certains effets, tels que les
contraintes résiduelles de soudage et les imperfections géométriques.

IV.4 GENERATION DES MODELES NUMERIQEUS

Les modeles €léments finis sont développés sous le logiciel Abaqus® et calibrés a partir
de données expérimentales disponibles dans la littérature. La modélisation de 1’assemblage
poutre—poteau par platine d’about débordante boulonnée, sollicité suivant I’axe fort a constitué
une référence de comparaison pour I’étude des assemblages soumis a des sollicitations suivant
différentes directions, notamment dans un cadre tridimensionnel, traités dans les chapitres
suivants.

IV.4.1 Description géométrique et matérielle des essais expérimentaux

Deux configurations ont été retenues dans cette partie de 1’étude. La premiére correspond a
I’essai T101.010 de la campagne expérimentale menée a I’Université de Liege par Janss (Janss
etal., 1988) sur des assemblages poutre—poteau boulonnés, cette configuration a déja fait 1I’objet
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d’une modé¢lisation numérique par Diaz (Diaz et al., 2011) au moyen du logiciel ANSYSO, en
conséquence, certaines caractéristiques géométriques ont été directement reprises de cette
¢tude. Dans cette configuration, la poutre et le poteau sont respectivement de type IPE300 et
HEB160. L assemblage est réalis¢ au moyen de boulons M20 de classe 10.9 précontraints et
d’une platine d’about de 20 mm d’¢épaisseur (Figure [V-9.a). La seconde configuration
correspond a I’essai A de la campagne expérimentale de Valdez et al. (Valdez et al., 2017;
Costa et al., 2019), qui constituera également une base de validation pour les chapitres suivants,
dans la mesure ou elle porte sur des essais réalisés selon les deux directions de sollicitation.
Dans ce cas, la poutre et le poteau sont respectivement de type IPE330 et HEA300.

L’ assemblage est réalis¢ avec des boulons M24 de classe 10.9, également précontraints, et une
platine d’about de 20 mm d’épaisseur (Figure 1V-9.b).
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Figure IV- 9: Schémas des configurations (a) T101,010 ; b) Test A

Les aciers utilisés pour les deux configurations sont de grade S275 et S355, correspondant
respectivement aux essais T101.010 et Test A. Leur caractérisation a ¢été établie a partir
d’essais de traction réalisés sur des éprouvettes prélevées. Pour 1’essai T101.010, les
caractéristiques des matériaux ont été extraites de la base de données SERICON (Weynand,
1992).Tandis que celles de Test A sont reprises directement de (Costa et al., 2019). Les
propriétés des éprouvettes sont présentées dans les (Tableaux IV-1 et IV-2), et les
caractéristiques nominales de 1’acier des boulons de classe 10,9 dans le (Tableau IV-3).

Poutre Poteau Platine Soudure

fy,wb 314,0 fy,wc 298.8 fu,ep 463.4 | f, ., 463.,4

St 4430 | /. e 422.0 fy}ep 291,5 fy’w 291,5

E 225200 | E 210830 | E 263730

fyjb 303,0 fy,fC 280,0

fuﬂ) 447,0 ];’fc 4223

Tableau I'V- 1: Caractéristiques mécaniques utilisées pour I’essai T101.010 (MPa) (Weynand,
1992)
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Iy fu £u[%] E

405.6 524.6 13.62 196582

Tableau I'V- 2: Caractéristiques mécaniques utilisées pour I’essai A, (MPa) (Costa et al.,
2019)

fy fu eu[%] | & [%] E

900.00 1000.00 1.00 3.1 210000

Tableau I'V- 3: Caractéristiques mécaniques de 1’acier des boulons (MPa)

IV.4.2 Génération du modele par éléments finis

La modélisation est réalisée a 1’aide d’un modele tridimensionnel complet de 1’assemblage,
sans recours aux conditions de symétrie géométrique souvent utilisées pour simplifier le
probléme. Ce choix permet de conserver la configuration réelle de ’assemblage. Le modele
prend en compte les interactions de contact entre les différents composants de I’assemblage,
ainsi que les non-linéarités géométriques et matérielles intervenant au cours du chargement.

IV.4.2.1 Caractéristiques géométriques

Le (Tableau IV-4) récapitule les dimensions géométriques retenues pour les deux modeles. La
(Figure IV-10) précise, quant a elle, la définition et le repérage des parametres géométriques
utilisés, afin de faciliter la lecture des notations reportées dans le tableau. Pour la configuration
issue de (Janss et al., 1988), I’épaisseur du raidisseur disposé sous la charge appliquée n’est pas
précisée dans la référence expérimentale, afin de limiter les effets locaux au droit du
chargement, cette épaisseur ts a été prise €¢gale a I’épaisseur de la semelle de la poutre tm. De
manicre analogue, pour la configuration issue de(Costa et al., 2019), aucun raidisseur sous
charge n’est explicitement défini, un raidisseur a donc été introduit dans le modele pour éviter
une concentration locale excessive des contraintes dans cette zone.
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Figure IV- 10: Définition des parameétres géométriques de I’assemblage

98



CHAPITRE IV : MODELISATION DES ASSEMBLAGES POUTRE- POTEAU PAR
PLATINE D’ABOUT BOULONNEE SELON L’AXE FORT

Composant Parameétre T101.010 Test A
b, 150,9 160
hy 298,9 330
Poutre Ly 1550,0 1180,0
Iy 15,0 18,0
ta, 10,8 11,5
tWb 7,3 7,5
by 160,1 300
h, 162,5 290
Poteau H 3625,0 2400,0
I, 15,0 27
tr 12,6 14
twe 8,5 8,5
Aq 1, 2450 70,0 353,0 60
do e 22,0 30,0 26,0 60,0
I dy e, 20,0 30,0 24,0 35,0
dyy /dop p 30,0 200,0 36,0 230,0
th P, 13,0 90,0 15,0 90,0
t W, 16,0 90,0 21,0 100,0
B 150,0 220,0
Platine hep, 380,0 450,0
ths 20,0 20,0
Soudure ;‘i 461:8 461:8
Chargement (23 1?3080 9151(3’50

Tableau I'V- 4: Dimensions géométriques des modeles

IV.4.2.2 Caractéristiques matérielles

IV.4.2.2.1Section et platines

Dans cette étude, une loi contrainte—déformation quadrilinéaire est adoptée pour modéliser le
comportement mécanique de 1’acier S355, et dans le cas de I’essai Test A, (Costa et al., 2019)
ont fourni une courbe contrainte—déformation issue des essais de traction, comprenant a la fois
la réponse compléte jusqu’aux grandes déformations et un détail de la zone initiale
correspondant au domaine élastique, au palier et au début de I’écrouissage. Toutefois,
I’exploitation directe de cette courbe s’est révélée délicate pour la modélisation numérique, en
raison de légeres irrégularités dans I’évolution des points expérimentaux, se traduisant
localement par des variations non monotones de la contrainte. Afin d’obtenir une loi matériau
réguliere et directement exploitable sous Abaqus, une courbe nominale quadrilinéaire, (Figure
IV-11) est reconstruite a partir des parametres définis par la procédure recommandée dans la
norme(CEN EN 1993-1-14, 2025). Cette reconstruction permet de conserver les différentes
phases du comportement du matériau tout en assurant une description continue et cohérente de
la loi constitutive. Les paramétres intervenant dans la loi quadrilinéaire sont introduits dans
I’expression générale f(€) donnée par 1’équation (IV-1), tandis que les relations permettant de
les définir sont présentées par les équations (IV-2) a (IV-5).
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Dans les simulations numériques réalisées sous Abaqus, la conversion des courbes nominales
contrainte—déformation en valeurs vraies s’est révélée indispensable afin de tenir compte des
variations géométriques induites par les déformations(Abaqus, 2016). Cette conversion est
effectuée a I’aide des équations (IV-6) et (IV-7).

Stress /4

Ju
f Cigy

Iy

-
1
1
1
1
1
1
1
1
1
1
1
1
1
1

o
-

& &g Cig, Gy &y Strain ¢

Figure IV- 11: Mode¢le quadrilinéaire contrainte—déformation du matériau (CEN EN 1993-1-
14, 2025)

Ee for ¢ < g,

/s for &, <e<¢,

fe)=4f,+E, (e-¢,) for &, <e<Cg, (IV.1)
ﬂl _.fCl(su

e, —Ce

u u

fClgu +

(e-Ce,) for Ce,<e<g,

Ou:
e & est la déformation associée a I’écrouissage, donnée par 1’équation ( [V-2) :

£, = 0170055, but 0.015< £, <0.03 (IV.2)

e (et C, : sont des coefficients de matériau, donnés par les équations (IV-3 et [V-4)
respectivement :
6, +025(5,—¢,,)

C (Iv.3)
g

u

&, +04(s,-¢,)

C Iv4
2 z (IV.4)

e Eg: estle module d’écrouissage, défini par 1’équation (IV-5) :
B, =l (IV5)

sh —
C28u - 8sh
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Eme =In(1+¢,, ) (IV.6)

(@ = Gnom(l + Erom ) (IV7)

true

Ol Oppye €t Eye désignent respectivement la contrainte vraie et la déformation vraie, tandis que
Onom €t €nom représentent leurs valeurs nominales correspondantes.

Dans Abaqus, la premiere valeur de la déformation plastique renseignée doit étre nulle afin de
satisfaire aux exigences du logiciel (Abaqus, 2016). Cette condition est assurée en déduisant de
la déformation totale ¢ le terme o/E, conformément a I’équation (IV-8). Ainsi, les (Figures [V-
12. a) présentent les courbes contrainte—déformation nominales, vraies et plastiques pour
Test A, tandis que celles de ’essai T101.010 de sont illustrées a la (Figure [V-12. b).

(o}
_ _ __true
8171 - 6‘tme (IVS)
true
a[MPa] o[MPa]
600 + 600 T
X
500 + / 500 +
_—f"-‘
~ il
400 400 +
300 300 4
—s— Semelle_poutre
Costa Ame re
500 » 200 4 —— Ame_poutre
—x=—Sp_A (nominale) —+—Semelle_poteau
100 —x=Sp_A (réelle) 100 4 —— Ame_poteau
----- Sp_A (plastique) —a— Platine
0 4 + + 0 + } + + 1
0 0.05 0.1 0.15 € 0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
(a) (b)

Figure IV- 12: Courbes contraintes-déformation de I’acier : (a) Test A ; b) Essai T101.010

1V.4.2.2.2Boulons

L’adoption d’un modele quadrilinéaire n’a pas été retenue pour les boulons de classe 10.9, leur
comportement ne présentant pas de palier d’écoulement nettement défini. Les boulons a haute
résistance développent en effet une réponse constituée d’une phase élastique initiale, suivie
d’une transition rapide vers un domaine plastique limité, puis d’une évolution vers la résistance
ultime. En raison de cette faible ductilité relative, une loi trilinéaire suffit a représenter les
phases essentielles de leur comportement, tout en assurant une bonne stabilité numérique. La
(Figure I'V-13) présente la loi contrainte—déformation retenue pour les boulons.

o[MPa]

1000 +  _oe===3 ¢ %
=
'—‘
800 +

600 +

=== Nominale
400 +
—X=—Réelle

200 P ] w @@=, Plastique

0 + + + 1€
0 0.01 0.02 0.03 0.04

Figure IV- 13: Courbes contraintes-déformation de I’acier des boulons
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IV.4.2.3 Maillage

Dans le chapitre 111, I’élément C3D8R a déja conduit a des résultats satisfaisants pour des
maillages suffisamment denses, tout en conservant un temps de calcul modéré. Dans la
littérature, cet élément est fréquemment retenu pour la modélisation des assemblages en acier
sous Abaqus, en raison de son efficacité numérique, de son aptitude a capter les grandes
déformations, de son intégration réduite et de sa capacité a limiter les effets de verrouillage en
cisaillement. Toutefois, du fait de cette intégration réduite (Figure [V-14), il peut étre sensible
a Dapparition de modes parasites de type sablier (hourglass) lorsque le maillage est
insuffisamment maitrisé. Ces modes correspondent a des déformations numériques parasites de
certains ¢léments, pouvant se développer sans représentation physique réelle du comportement
mécanique et altérer ainsi la précision de la réponse globale. La qualité du maillage devient
alors déterminante, la forme et la taille des éléments pouvant influencer sensiblement les
résultats. Un compromis doit donc étre recherché entre un raffinement suffisant dans les zones
d’intérét et un colt de calcul acceptable. Dans ces conditions, la présente étude retient I’élément
C3D8R, sous réserve d’une ¢tude de sensibilité au maillage permettant de vérifier I’adéquation
de la discrétisation adoptée.

La stratégie de génération du maillage s’appuie, a cet effet, sur I’approche proposée par (Diaz
et al.,, 2011). Elle repose sur trois parameétres principaux liés a la longueur maximale des
¢léments : i) le nombre d’¢léments a travers 1’épaisseur des différentes composantes de
I’assemblage, notamment la platine d’about, les semelles, les ames et les soudures (n,;) ; ii) la
longueur des éléments dans la zone proche de 1’assemblage (l.,) ; iii) et la longueur des
¢léments dans la zone €loignée de I’assemblage (l.f). La zone considérée comme proche de
I’assemblage est délimitée par un rectangle (Figure [V-15) de hauteur (Zh, + h,,,) et de largeur
(2h; + tgp). Les valeurs retenues pour ces paramétres de maillage sont récapitulées dans le
(Tableau I'V-5). Sur cette base, quatre niveaux de maillage seront examinés, a savoir grossier,
régulier, fin et extra-fin, afin d’évaluer I’influence du raffinement sur la réponse numérique.
Cette étude de sensibilité sera menée sur le modéle Test A, retenu comme configuration de
référence, avant de projeter le maillage sélectionné au modele de 1’essai T101.010.

8 7

$ L _— — =

1 2

Figure IV- 14: Elément hexaédrique avec un seul point d’intégration
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La stratégie de maillage repose principalement sur I’emploi d’éléments hexaédriques générés
via la technique Structured, appliquée a la majorit¢ des composants de I’assemblage. Au
voisinage des trous de boulons, la technique Sweep est privilégiée, en s’appuyant sur
’algorithme Median axis et I’option Smooth transition, afin d’assurer une transition progressive
de la taille des éléments et une bonne qualité géométrique du maillage dans ces zones fortement
sollicitées. Enfin, les rayons de congé des poutres et des poteaux sont représentés a 1’aide
d’¢éléments prismatiques (wedge), permettant de reproduire fidélement la géométrie courbe de
ces régions (Abaqus Online Documentation, 2016).

Maillage Net | len | ler Eléments Neeuds
Grossier 1 20 | 60 11971 19081
Régulier 2 15 | 45 34159 47072

Fin 3 10 | 35 79860 97647
Extra Fin 4 7 25 161654 201319

Tableau IV- 5: Détail de la taille, nombre d’éléments et nceuds du modéles EF

k,

t

ep

zone proche

Figure IV- 15: Détail du maillage au voisinage de 1’assemblage

IV.4.2.4 Contact

Les interactions entre composants ont ét¢ modélisées au moyen d’un contact surface—surface,
défini par un comportement normal, et un comportement tangentiel, dont le coefficient sera
déterminé a partir de I’étude de calibration §1V.4.4. Ce contact a ét¢ introduit entre les interfaces

suivantes :
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Platine d’about / semelle ;
Platine d’about / téte de boulon ;
Semelle / écrou ;

Ecrou / rondelle ;

Dok W N~

Tige de boulon / trous (platine d’about, semelle).

1V.4.2.5 Simplifications du mod¢le EF

Afin de réduire la complexité du modéle tout en conservant une précision satisfaisante des
résultats, plusieurs simplifications sont adoptées dans la modélisation par éléments finis. Les
boulons sont idéalisés par une géométrie cylindrique pleine de diamétre 24 et 20 mm pour
T101.010 et Test A, sans prise en compte explicite de la partie filetée, de manicre a simplifier
la géométrie locale et le maillage. Les rondelles au contact des tétes de boulons ne sont pas
mod¢lisées, afin de réduire le nombre d’interfaces de contact. Enfin, les soudures sont
représentées par des triangles rectangles isoceles, définis de fagcon a conserver une aire
équivalente a celle du cordon réel, ce qui permet de simplifier leur représentation sans modifier
de maniére notable leur contribution mécanique globale.

IV.4.2.6 Conditions aux limites

Les conditions aux limites ont été définies de maniére a reproduire aussi fidélement que possible
les dispositifs d’appui des essais expérimentaux de référence. Pour I’essai Test A, les appuis
du poteau sont constitués d’un mécanisme de type rotule (Figure [V-16), induisant un
comportement articulé suivant une direction et partiellement articulé suivant une autre (Costa
et al,, 2019). Cette configuration est reproduite dans le modéle numérique en reliant les
extrémités supérieure et inférieure du poteau a deux points de référence a une distance égale a
la hauteur du support rigide au moyen d’une contrainte de corps rigide (Figure IV-17.a). A ces
points, I’ensemble des degrés de liberté de translation et de rotation a été bloqué, a I’exception
de la rotation autour de I’axe fort du poteau, laissée libre. Pour I’essai T101.010, les conditions

aux limites représentées a la (Figure 1V-9.a) sont reproduites au moyen de trois points de
référence, positionnés a une distance €gale a ¢, de chacun des emplacements d’appui. Chaque
point est relié, par une contrainte de corps rigide, a une surface définie sur le poteau, de largeur
bg. et de hauteur hg., ((Figure IV-17.b). A ces points, tous les degrés de liberté de translation

et de rotation sont bloqués, sauf la rotation autour de 1’axe associé¢ aux rotules. Dans les deux
configurations, la rotation des poutres autour de leur axe longitudinal a ét¢ empéchée afin
d’¢éliminer les effets de torsion.
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Figure IV- 16: Configuration de chargement et conditions aux limites (Test A)

IV.4.2.7 Procédure de chargement

Les deux essais consistent a augmenter la charge P étape par étape, soit jusqu'a la rupture de
I'assemblage, soit jusqu'a la déflexion maximale (200 mm) de I'extrémité en porte-a-faux. Pour
le modéle numérique, on a décidé d'appliquer un déplacement imposé¢ de 200mm, sur une
distance de 1250mm de la face de la platine pour 1’essai T101.010, et une distance de 950mm
pour Test_A, ce qui est en corrélation avec les essais expérimentaux.

Une force de précontrainte de boulons est appliquée également, et donnée par 1'équation (IV-9)

F =071 ,4 (IV.9)

Bottom Left Support

(a) (b)

Figure IV- 17: Définitions des rotules dans le mod¢le EF (a)Test A ; b)T101.010
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IV.4.3 Courbe Moment-Rotation

Le comportement des assemblages poutre—poteau peut étre caractérisé a partir de la courbe
moment-rotation Mj — ¢j, qui exprime la relation entre le moment fléchissant appliqué Mj et
la rotation associée @; au droit de I’assemblage.

IV.4.3.1 Moment résistant de ’assemblage

Le moment de flexion agissant sur I'assemblage correspond a la charge appliquée (P) multipli¢e
par la distance entre le point d'application de la charge et la surface de la platine d'about, dr
(Figure IV-16). Donné par 1'équation ( [V-10) :

Mj=Pxd, (IV.10)
IV.4.3.2 Rotation de I’assemblage

La déformation en rotation de 'assemblage (¢j) est la somme de la déformation en cisaillement
de la zone du panneau d'ame du poteau (y) et de la déformation en rotation de la zone d'attache
(6c), donnée par 1'équation (IV-11):

¢j:90+7 (IV.11)
Les valeurs de déplacement dans les points de référence (B1, B2, Ci et C2) de la (Figure [V-18)

sont utilisées pour déterminer : 1) La déformation en rotation de I'assemblage d)j, ¢quations (I'V-

12), (IV-15), et (IV-16) ; 2) La déformation en cisaillement de la zone du panneau d’ame du
poteau v, équations (IV-13) et (IV-15); 3) La déformation en rotation de la zone d’attache 6,
équations (IV-14) et (IV16).

¢, = arctan (%] -0,.-0,, (IV.12)
B
y= arctan[%}—@w (IV.13)
b
6. =6. —y =arctan Voo =V —arctan Yo =Ue, -0, (Iv.14)
c J d d el,b
B c

Ou:

VB1, VB2 : sont les déplacements verticaux aux points B et B2

Uct, Uc2 sont les déplacements horizontaux aux points Ci et Cz2

hy est la hauteur de la poutre et aussi la distance entre les points Ci et Co.
ds : est la distance entre les points Bi et Bz, égale a dpyee-ts/2

Oelc : est la rotation €lastique théorique du poteau, donnée par I'Eq. (IV-15).
Beb : est la rotation €lastique de la poutre, donnée par 1'Eq. (IV-16).

5 M. (H-h
e -S> MH k) (IV.15)
64  EI
P (d> dd
0.1, =—E(f——”2 Bj (IV.16)
b

Avec : I, Ib sont les moments d’inertie du poteau et de la poutre, respectivement.
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Figure IV- 18: Points de références pour I’évaluation de la rotation de 1’assemblage et du
cisaillement du poteau

IV.4.4 CALIBRATION DES MODELES NUMERIQUES

Comme mentionné au paragraphe §1V.4.2.3, la calibration du modele éléments finis est

réalisée a partir du Test A, retenu comme configuration de référence pour la définition des
parametres numériques, lesquels seront ensuite appliqués au modele T101.010. Elle vise a
déterminer, par ajustement paramétrique, la valeur appropriée du coefficient de frottement (),
a identifier le niveau de raffinement de maillage le plus adapté parmi les quatre discrétisations
considérées au (Tableau IV-5), (grossier, régulier, fin et extra-fin), et a évaluer la concordance
entre les modes de ruine obtenus numériquement et ceux observés expérimentalement.
Les premieres simulations sont conduites en adoptant les parameétres par défaut du logiciel
Abaqus, a savoir un facteur d’échelle de rigidité (f; = 1), une ouverture initiale de contact
(c, = 0.001lmm) mm pour les contacts impliquant les boulons, et (¢, = 0mm) mm pour les
contacts entre la platine d’about et le poteau. Afin de vérifier I’influence de ces parametres, une
étude paramétrique complémentaire a été menée en faisant varier (f}) entre 0,1 et 1,0, et (c,)
entre 0 et 0,1 mm. Les résultats ont montré que ces variations n’affectent que tres faiblement la
courbe moment-rotation, avec un écart inférieur a 0,01 %, ce qui a conduit a retenir, pour la
suite de I’analyse, les valeurs par défaut du logiciel.

La qualité de 1’ajustement entre les résultats numériques et expérimentaux est ensuite évaluée
au moyen du coefficient de détermination ( R?), défini par I’équation (1V-17).

P

Z(yi _)A’i)z

RP=1-2__ (IV.17)

Ou y;désigne les valeurs expérimentales, J; les valeurs prédites par le modele numérique, et y
la moyenne des valeurs expérimentales. Le coefficient R? varie généralement entre 0 et 1 ; plus
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sa valeur est proche de 1, meilleur est 1’ajustement entre les résultats expérimentaux et ceux du
modele numérique(Chicco et al., 2021).

Les résultats de 1’analyse paramétrique relative au coefficient de frottement, menée pour les
différentes densités de maillage (Figure [V-19), montrent que la qualité de I’ajustement, évaluée
a I’aide du coefficient de détermination (R?), s’améliore progressivement avec le raffinement
du maillage. L’¢lément C3D8R conduit a une réponse insuffisamment précise lorsqu’il est
associé a un maillage grossier comportant un seul élément a travers 1’épaisseur. En revanche,
les maillages plus raffinés assurent une meilleure concordance avec les résultats expérimentaux.
Parmi les valeurs de frottement étudiées, le coefficient (u = 0.4) a été retenu pour la suite de
’étude, dans la mesure ou il conduit systématiquement aux valeurs de (R?),les plus élevées,
quelle que soit la densité de maillage considérée.

La comparaison des courbes moment—rotation dans la zone de transition, obtenues avec (u =
0.4) pour les différentes densités de maillage et confrontées a la courbe expérimentale du
Test A (Figure 1V-20), met en évidence une influence marquée du raffinement. Le maillage
grossier présente une réponse nettement plus souple, caractérisée par une rigidité initiale plus
faible et une résistance globale réduite. Le maillage régulier reste également légérement moins
rigide que ’essai dans le domaine post-élastique. A I’inverse, les maillages fin et extra-fin
permettent de reproduire avec une bonne précision la rigidité de 1’assemblage ainsi que son
moment résistant plastique. Cette convergence montre qu’un maillage comportant au moins
trois éléments a travers 1’épaisseur est suffisant pour assurer la stabilité des résultats, ce qui est
cohérent avec la recommandation de (Bursi and Jaspart, 1997a).

2
101 + K
0.99 L __________ o —
oos | N
g i
093 +
091 +
— — O
1 —— — —
0.87 + . " - — -Réguuer
; - —FP1s
/ .
0.85 ¥ —#8— Extra-Fin
== Grossier
0.83 | | u
0.2 o 3

Figure IV- 19: Variation de R? en fonction de p pour différentes densités de maillage
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Figure IV- 20: Effet de la densité du maillage sur la zone de transition de la courbe M-0

Le maillage grossier conduit a une erreur relative de 15,1 % sur le moment résistant plastique,
pour un temps de calcul limité a 0,12 h (Figure [V-21). En parall¢le, les maillages fin et extra-
fin ramenent cette erreur a 2,8 %, avec des temps de calcul respectifs de 0,92 h et 3,0 h. Compte
tenu de la quasi-superposition des courbes obtenues avec ces deux derniers maillages, le
maillage fin a été retenu pour les étapes suivantes de la validation numérique.

IV.5S VALIDATION DES MODELES NUMERIQUES

IV.S.1 Test_ A

I1 est a noter qu’une divergence marquée a été relevée entre les courbes moment—rotation des
essais Test A publiées par Costa (Costa et al., 2019)et Valdez (Valdez et al., 2017),bien que
I’essai provienne de la méme campagne expérimentale. La validation de modéle éléments finis

relatif au Test A a donc été conduite sur la base de ces résultats publiés par Valdez et al.
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Figure IV- 21: Variation de R2 et du temps de calcul en fonction de la densité du maillage

La (Figure IV-22) compare la courbe moment—rotation obtenue numériquement apres
calibration a celle de 1’essai expérimental Test A (Valdez et al., 2017). Le modéle numérique
présente une évolution trés proche de la courbe expérimentale, une bonne reproduction de la
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phase élastique, de la zone de transition et du développement post-élastique. La courbe
numérique obtenue pour la zone d’attache présente également un bon accord avec le résultat
expérimental (Figure [V-23), ce qui confirme [D’aptitude du modele a reproduire le
comportement local dans cette zone.

La (Figure 1V-24) compare les modes de ruine observés expérimentalement en fin d’essai et
ceux obtenus numériquement pour un moment ultime appliqué (M;,, = 330 kN.m). Les deux
déformées présentent un comportement global similaire, notamment en ce qui concerne la
déformation des semelles du poteau sous moment négatif, celle de la platine d’about, ainsi que
le flambement local de 1’dme du poteau. La semelle inférieure de la poutre se déforme
¢galement sous 1’effet de la composante comprimée du couple de flexion.

M;j (kNm
400 T i ¢ )

350 T
300 +
250 +
200 T

150 1

100 Expérimental

50 — — Numérique

0 : ; ] . 6j (rad)
0 0.05 0.1 0.15 0.2

Figure IV- 22: Courbe M-0 assemblage — Test A : expérimental vs modéle EF calibré
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Figure IV- 23: Courbe M-0 zone d’attache — Test A : expérimental vs modele EF calibré
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(a) (b)
Figure IV- 24: Déformée Test A : (a) Expérimental ; (b) Champ de déformation plastique
équivalente pour Mj,u = 330 kNem (facteur x2)

Apres validation du modele de référence Test A, le maillage retenu a I’issue de I’étude de
sensibilité avec trois éléments a travers les épaisseurs des sections est appliqué aux deux
configurations étudiées. La (Figure [V-25) présente la discrétisation finale. Les mémes
parametres numériques seront ensuite conservés pour la validation du modele T101.010.

it
T

Figure IV- 25: Maillage final adopte pour les deux configurations

IV.5.2 Essai T101.010

Les (Figures IV-26 et [V-27) présentent respectivement la comparaison des courbes moment—
rotation numériques et expérimentales de 1’assemblage et de la zone d’attache pour ’essai
T101.010. Le mod¢le reproduit correctement 1’allure générale de la réponse, depuis le domaine
initial de forte rigidité jusqu’au développement du comportement non linéaire. La rigidité post-
¢lastique obtenue numériquement reste toutefois légeérement inférieure a celle mesurée
expérimentalement, cet écart peut étre attribué a une plastification plus diffuse dans le modele
numérique, ce qui traduit une sous-estimation modérée de 1’écrouissage global de I’assemblage.
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Figure IV- 26: Courbe M-0 assemblage — Essai T101.010 : expérimental vs modéle EF
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Figure IV- 27: Courbe M-0 assemblage — Essai T101.010 : expérimental vs modele EF

Au voisinage du moment ultime de 1’assemblage (Mj,u ~ 124 kN.m), le modéle numérique

met en évidence une concentration marquée des déformations plastiques équivalentes PEEQ.
La valeur maximale atteinte est de ’ordre de 7,6 X 1072, avec des niveaux élevés de
plastification compris globalement entre 3,5-6,0 X 1072 localisés principalement dans le
panneau d’ame du poteau (Figure [V-28.a). La distribution des déformations montre ainsi que
I’ame du poteau constitue la région la plus sollicitée plastiquement de 1’assemblage, ce qui
indique que le mécanisme de ruine est gouverné par le cisaillement de I’ame du poteau. Cette
observation est en accord avec les résultats numériques rapportés par Diaz (Diaz et al., 2011)
(Figure IV-28.b), ainsi qu’avec les prévisions de I’Eurocode 3.
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(a) (b)
Figure IV- 28: Champ de déformation plastique équivalente pour Mj,u = 124 kNem

: (a) Abaqus ; (b) Ansys

IV.5.3 Confrontation des résultats aux calculs de I’Eurocode 3

Les résultats obtenus seront comparés aux prévisions de I’Eurocode 3 pour 1’évaluation des
parametres mécaniques de 1’assemblage, a savoir la rigidité rotationnelle initiale et la résistance
qui sont illustrés au (Tableau IV-6) et & la (Figure IV-30). A cet effet, un exemple de calcul de
la résistance, mené sur 1’assemblage de 1’essai Test A conformément a I’Eurocode 3, Partie 1-
8(EN 1993-1-8, 2005), est reporté¢ en Annexe B de cette thése, dans le but d’illustrer la
démarche de calcul selon la méthode des composants.

IV.5.3.1 Propriétés mécaniques des assemblages

La validation du modé¢le éléments finis nécessite, au-dela de la comparaison visuelle des
courbes moment—rotation, I’identification des propriétés mécaniques caractéristiques
permettant une confrontation quantitative entre résultats numériques et expérimentaux. A savoir
la rigidité rotationnelle initiale S ;,,;, le moment résistant plastique M; gy, le moment ultime
M; ,, et la rigidite post-€lastique S,,;. Ces propri€tés sont extraites a partir d’une bilin€arisation
des relations moment-—rotation obtenues numériquement, (Figure V- 29).

Cette approche consiste a ajuster deux segments lin€aires distincts : le premier, associé a la
phase €lastique initiale, dont la pente définit la rigidité initiale S; ;,;, et le second, correspondant
a la phase post-€lastique, dont la pente représente la rigidité post-limite €lastique S,;. La
linéarisation de la zone ¢élastique est réalisée par régression linéaire, en imposant a la droite
ajustée de passer par ’origine. Les limites des intervalles sont identifiées en calculant la pente
sur plusieurs sous-intervalles successifs, puis en retenant celui correspondant a la plus grande
rotation pour laquelle aucune variation significative des propriétés mécaniques n’est observée
(Costa et al., 2019). Le moment résistant plastique M; g4 est défini comme I’ordonnée du point
d’intersection des deux segments, conformément aux recommandations de (ECCS-TC1, 1986).
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Mp‘ [KN-m] de la phasefinale
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de la phase initiale
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Figure IV- 29: Représentation schématique de la courbe moment—rotation et des parameétres
de résistance et de rigidité

Pour I’essai Test_ A, I’Eurocode 3 fournit une estimation satisfaisante de la rigidité rotationnelle
initiale, avec Sj,ini,EC3 = 30686, 6kN.m/rad contre Sj,ini,exp=31329,1 kN.m/rad, soit un écart
de -2,05 %. En revanche, le moment résistant est nettement sous-estimé, avec un écart de -
32,33%. Le modgele ¢éléments finis reproduit, pour sa part, correctement ces deux propriétés. En
cohérence avec les déformées numériques, le comportement de cette configuration peut étre
reli¢ a ’ame du poteau en compression, qui apparait comme la composante la plus faible.
L’influence de cette composante est correctement restituée sur la rigidité initiale, alors que la
réserve plastique globale de I’assemblage demeure sous-évaluée par I’approche analytique.
Pour ’essai T101.010, la tendance est inverse. L’Eurocode 3 évalue le moment résistant avec
une trés bonne précision, 1’écart n’étant que de -1,13%, tandis que la rigidité initiale est
sensiblement sous-estimée, avec Sj,ini,EC3 =23825,5 kN.m/rad kN.m/rad contre 30385.7
kN.m/rad expérimentalement, soit un écart de -21,59 %. Le calcul du moment résistant
plastique de I’assemblage indique que celui-ci est principalement gouverné par le cisaillement
du panneau d’ame du poteau, ce qui est cohérent avec les champs de déformation plastique
obtenus numériquement.

Dans I’ensemble, cette comparaison montre que la précision de I’Eurocode 3 dépend a la fois
du parametre mécanique considéré et du mécanisme dominant de 1’assemblage.

E FEM
Essai  Expérimental EC3  EF (C3 1)% (——1)%

EXP EXP
Test A 251,5 170,2 244,83 -32,33 -2,66
M]Rd[kNm] —
' T101.010 88,8 87,8 88,6 ~1,13 -0,23
Sj,ini[KNmM Test A 31329.1 30686,6 30906.2 -2,05 -1,35
/rad] T101.010 30385.7 238255 24633.5 -21,59 ~18,93

Tableau IV- 6: Comparaison des valeurs expérimentales de Sj ;,,; et M; g avec celles de
I’EC3 et du modele EF des assemblages
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Figure IV- 30: Comparaison des courbes M-0 expérimentale, EF et EC3 pour les assemblages

(a:Test A;b)T101.010
IV.5.3.2 Composante panneau d’ame en cisaillement

La Partie 1-8 de I’Eurocode 3 (EN 1993-1-8, 2005) propose un modé¢le analytique trilinéaire
simplifié pour décrire le comportement du panneau d’ame du poteau en termes d’effort de
cisaillement en fonction de la distorsion en cisaillement y. Ce modéle comprend une branche
¢lastique jusqu’a la résistance élastique au cisaillement du panneau, suivie d’une branche
¢lastoplastique conduisant a la résistance plastique au cisaillement V,,,, g4, puis d’un plateau.
La rigidité ¢élastique K; est définie par I’équation (11-9). La résistance €lastique au cisaillement
du panneau peut étre prise €gale 2/3 V,,p, pq. Enfin, le niveau de déformation associ€ a V,,;, rg

est supposé proportionnel a K; /3.

Dans un premier temps, les prévisions de 1I’Eurocode 3 sont confrontées aux courbes
expérimentales et numériques caractérisant le panneau d’ame pour les essais Test A et
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T101.010, afin d’évaluer la pertinence du modele analytique et d’identifier d’éventuelles
incohérences dans I’estimation de la résistance au cisaillement du panneau. La comparaison est
menée sur la base des courbes moment—rotation, la rotation considérée correspondant a la
distorsion en cisaillement du panneau d’ame. A cette fin, le modéle trilinéaire de I’Eurocode 3,
initialement exprimé sous la forme V,,,,; — v, est transformé en une relation M, —y par
I’intermédiaire du parameétre de transformation Spuis du bras de levier de I’assemblage. Le
moment plastique expérimental est déterminé de maniere cohérente avec celui de I’Eurocode
3, comme ’intersection entre la courbe expérimentale et la droite de la rigidité sécante.

Les (Figures IV-31.a et IV-31.b) et le (Tableau 1V-7) mettent en évidence deux tendances
générales. D’une part, les prévisions de I’Eurocode 3 montrent un bon accord avec les résultats
expérimentaux en ce qui concerne la rigidité initiale. D’autre part, des écarts notables
apparaissent pour la résistance plastique, les formulations analytiques conduisant souvent a une
sous-estimation de la résistance réelle au cisaillement du panneau d’ame.

Essai  Expérimental EC3 EF (g ~1)% (a5 —1)%
Test A 241.7 2502 2414 3,52 -0,12
M] Rd [kN m] =
' T101.010 88,8 78.7 81,6 -11,40 -8,11
Sj,ini[KNM Test A 1010702 841745 1034279  —16,72 2,33
d
/rad] T101.010 40962.8 41093  39897.9 0,32 -2,60

Tableau IV- 7. Comparaison des valeurs expérimentales de S ;,; et M; pq avec celles de
I’EC3 et du mode¢le EF des panneaux d’ame

La (Figure IV-32) présente la contrainte de cisaillement au niveau du panneau d’ame du poteau
du modéle T101.010, Cette contribution est déterminée en isolant une section centrale du
panneau d’ame, retenue comme section représentative de I’état de cisaillement, puis en
intégrant les contraintes de cisaillement ala valeur du moment ultime Mj,u=124kN, m sur I’aire
correspondante. La valeur obtenue traduit ainsi la seule contribution du panneau d’ame du
poteau, a I’exclusion de celle des éléments périphériques de I’assemblage. Une telle
représentation permet donc d’identifier directement le réle du panneau d’ame dans la résistance
au cisaillement de la zone de panneau.

Pour le modele T101.010, la valeur obtenue est égale a 282,23, ce qui reste proche de celle
calculée par la formulation de I’Eurocode 3, égale a 273,1. De maniére analogue, pour le
Test A, la contribution au cisaillement du panneau d’ame atteint 753,12, contre 785,76 selon
I’Eurocode 3 (Tableau ['V-8). Ces résultats montrent que, pour les deux configurations étudiées,
la formulation de I’Eurocode 3 restitue de maniére satisfaisante la contribution du panneau
d’ame du poteau en cisaillement.
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Figure IV- 31: Comparaison des courbes M-0 expérimentale, EF et EC3 pour le panneau
d’ame (a: Test A;b) T101.010
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Figure IV- 32: Estimation de la contribution de V,; g4_a) choix de la section représentative,
b) intégration numérique
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EC3
Essai EC3 EF (- 1)%
Test A 785.7 753,12 4,33
T101.010 273.1 282.23 3,23
Tableau I'V- 8: Comparaison des valeurs de la contribution au cisaillement du panneau d’ame
Voira : EF vs EC3

IV.5.4 Influence de la doublure d’ame

Dans la présente étude, I’analyse est centrée sur 1’effet de 1’ajout de la doublure d’ame sur la
composante panneau d’ame en cisaillement. L’influence de la doublure d’ame sera examinée a
travers deux paramétres, a savoir son épaisseur et sa nuance d’acier sur la configuration
T101.010.

Dans le cadre de I’Eurocode 3, I’emploi d’une doublure d’ame est soumis a certaines exigences.
D’une part, la nuance d’acier de la doublure doit étre identique a celle du poteau. D’autre part,
son épaisseur doit étre au moins égale a celle de I’ame du poteau. Toutefois, pour le calcul du
panneau d’ame en cisaillement, 1’effet de la doublure est pris en compte de maniere simplifiée.
L’Eurocode 3 considére que la présence d’une doublure permet d’augmenter ’aire de
cisaillement A, d’une valeur b, t,,., ou by est la largeur de la doublure et t,,. I’épaisseur de
I’ame du poteau (EN 1993-1-8, 2005). Ainsi, la contribution de la doublure au cisaillement est
reconnue, mais elle reste plafonnée dans la formulation réglementaire, puisque 1’augmentation
réelle de son épaisseur n’est pas explicitement valorisée dans cette expression. Ces dispositions
montrent que I’Eurocode 3 admet I’effet bénéfique de la doublure d’ame sur le panneau d’ame
en cisaillement, tout en en limitant la contribution dans le calcul.

IV.5.4.1 Influence de I’épaisseur de la doublure d’ame

Pour I’¢tude de I’influence de I’épaisseur de la doublure d’ame, les caractéristiques mécaniques
de référence de la composante panneau d’ame du poteau en cisaillement ont d’abord été
évaluées conformément a I’Eurocode 3, en tenant compte de la présence de la doublure d’ame.
Le calcul conduit & un moment résistant de 119,5 kN.m et a une rigidité rotationnelle initiale
de 62400 kN.m/rad, soit 1,6 fois la rigidité du panneau d’ame sans doublure. Ces valeurs
constituent la base de comparaison pour I’analyse de I’effet de la variation d’épaisseur de la
doublure.

Les résultats mettent en évidence deux effets distincts. D’une part, 1’introduction d’une
doublure d’ame ameéliore nettement le comportement de 1’assemblage par rapport a la
configuration non renforcée, avec une augmentation visible de la rigidité initiale et du moment
résistant (Figure 1V-33). Ce renforcement agit donc efficacement sur la réponse globale de
I’assemblage en limitant la déformabilité du panneau d’ame. D’autre part, une fois la doublure
mise en place, I’augmentation de son épaisseur de 10 a 20 mm n’entraine qu’une évolution
modérée des propri€tés mécaniques globales. Le moment résistant M; 4 ne passe que de 114,4
a 123,1 kN.m, soit un gain d’environ 7,6 %, tandis que la rigidité rotationnelle initiale

Sj ini €volue de 61165,1 a 65059,3 kN.m/rad, (Tableau [V-9), ce qui correspond a une

augmentation de I’ordre de 6,4 %. Ces résultats indiquent que ’effet principal de la doublure
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résulte surtout de sa présence, alors que ’augmentation de son épaisseur influence plus
faiblement la rigidité initiale et la résistance de 1’assemblage.

Doublure t; (mm) M;.ra (g - 1) % Sj,ini (g - 1) %
10 114.4 —4,27 61165.1 —1,98
12 118.1 -1,17 63178.5 1,25
14 119.8 0,25 63760.1 2,18
16 120.9 1,17 64185.5 2,86
18 122.3 2,34 64758.5 3,78
20 123.1 3,01 65059.3 4,26

Tableau I'V- 9: Comparaison des caractéristiques mécaniques de la composante ame du
poteau en cisaillement selon 1’épaisseur de la doublure d’ame
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Figure IV- 33: Effet de 1’épaisseur de la doublure d’ame sur la courbe M-0 de la composante

ame du poteau en cisaillement

L’influence de 1’épaisseur apparait en revanche plus marquée dans le domaine post-¢lastique.
La rigidité post-€lastique S,,; augmente de 708,5 a 980,1 kN.m/rad lorsque I’épaisseur de la

doublure passe de 10 a 20 mm (Tableau IV-10), soit un gain global d’environ 38,3 %.
L’augmentation de I’épaisseur agit donc principalement sur la pente de la branche post-
¢lastique. Par ailleurs, les écarts entre les valeurs obtenues et celles prédites par I’Eurocode 3
restent faibles, compris entre —4,27 % et +3,01 % pour M; g4 et entre —1,98 % et +4,26 % pour

]

rigidité initiale et de la résistance des assemblages renforcés.

S ini- La formulation analytique reproduit ainsi de maniére satisfaisante 1’évolution de la
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Doublure (ts mm) Spi
10 708.5
12 752.1
14 861.7
16 964.1
18 972.6
20 980.1

Tableau IV- 10: Influence de I’épaisseur de la doublure d’ame sur la rigidité post-elastique

1V.5.4.2 Influence de la nuance d’acier de la doublure d’ame

La (Figure I'V-34) montre que I’augmentation de la nuance d’acier accroit la capacité résistante
du panneau d’ame en cisaillement. Pour une méme valeur de rotation, le moment transmis
augmente lorsque la limite d’¢élasticité de I’acier augmente, ce qui traduit directement 1’effet de
la nuance sur la résistance de cette composante. En revanche, la phase initiale des courbes reste
trés peu affectée, ce qui est cohérent avec le fait que la rigidité élastique demeure
essentiellement gouvernée par le module d’Young, pratiquement identique pour les nuances
considérées.

Dans le cas S235, les concentrations de contraintes sont plus marquées et la zone sollicitée
apparait plus étendue au centre du panneau. Cela indique que le panneau d’ame atteint plus
rapidement des niveaux élevés de sollicitation et entre plus t6t dans un régime inélastique. A
I’inverse, pour la nuance S460, les concentrations de contraintes sont moins prononcées dans
la zone centrale, ce qui traduit une meilleure capacité du panneau a répartir les efforts sans
atteindre prématurément des états critiques. Autrement dit, I’acier de nuance plus élevée retarde
la plastification locale et permet au panneau d’ame de mobiliser un moment plus important
avant que les concentrations de contraintes ne deviennent dominantes, (Figure [V-35).

w5235 —o—_5355 —o=—15420 —o=—15460
200 T

0.00 0.01 0.02 0.03 0.04
0 (rad)

Figure IV- 34: Effet de la nuance d’acier de la doublure d’ame sur la courbe M-8 de la
composante ame du poteau en cisaillement
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Figure IV- 35: Répartition des contraintes de Von Mises en présence de doublure d’ame

a) $235 ; b) S460
IV.6 CONCLUSION

Ce chapitre a permis d’étendre la démarche de modélisation, d’abord établie au chapitre
précédent sur le trongon en T, a 1’assemblage poutre—poteau complet par platine d’about
boulonnée sollicité suivant I’axe fort. L’exploitation de la base de données expérimentale et de
I’état de I’art a montré que la réponse moment—rotation de ce type d’assemblages dépend
principalement de I’épaisseur de la platine, du diameétre et de la disposition des boulons, des
dimensions relatives de la poutre et du poteau, ainsi que de la déformabilité des composantes
du poteau, en particulier I’ame et la semelle. Cette synthése a également confirmé que le
cisaillement du panneau d’ame du poteau constitue, dans de nombreuses configurations, un
mécanisme déterminant de la rigidité et de la résistance de 1’assemblage.

Sur cette base, un mod¢le tridimensionnel complet a ét¢ développé sous Abaqus pour
représenter explicitement les principaux composants de 1’assemblage et leurs interactions. Le
modele ainsi calibré a reproduit avec une bonne précision les courbes moment—rotation
expérimentales. La confrontation des résultats numériques aux calculs de I’Eurocode 3 a montré
que la qualité de prédiction de I’approche analytique n’est pas uniforme et dépend a la fois de
la grandeur considérée et de la configuration poutre—poteau étudiée. Pour les propriétés globales
de I’assemblage, I’Eurocode 3 a fourni, selon les cas, soit une estimation satisfaisante de la
rigidité initiale avec une sous-estimation marquée du moment résistant, soit la tendance inverse.
Cette variabilité confirme que la précision de la méthode des composants reste sensible a la
hiérarchie réelle des composantes déformables, laquelle est directement influencée par la
géométrie relative de la poutre, du poteau et de la zone d’assemblage. En revanche, lorsque
I’analyse est recentrée sur la seule composante panneau d’ame en cisaillement, la rigidité
initiale a été globalement bien reproduite par I’Eurocode 3, tandis que les écarts observés sur la
résistance plastique sont restés plus sensibles a la configuration étudiée. L’intégration
numérique des contraintes de cisaillement sur une section centrale représentative a néanmoins
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montré que, pour les deux modeles considérés, la contribution propre du panneau d’ame en
cisaillement reste proche de celle prédite analytiquement, ce qui confirme la pertinence globale
de la formulation réglementaire pour cette composante prise isolément.

L’étude paramétrique consacrée a la doublure d’ame a ensuite montré que son effet principal
provient de sa présence méme, qui améliore nettement la rigidité initiale et la résistance de la
composante panneau d’ame en cisaillement par rapport a la configuration non renforcée. En
revanche, une fois la doublure introduite, ’augmentation de son épaisseur n’entraine qu’un gain
modéré sur la rigidité initiale et sur le moment résistant, alors que son influence devient plus
marquée sur la rigidité post-¢élastique. Par ailleurs, 1’augmentation de la nuance d’acier de la
doublure accroit la résistance du panneau d’ame en cisaillement, tout en affectant peu la phase
¢lastique initiale, gouvernée principalement par le module d’Young. Ces résultats montrent
ainsi que, dans le cas étudié, ’effet bénéfique de la doublure d’ame sur la réponse de
I’assemblage est réel, mais qu’il ne peut étre apprécié correctement qu’en distinguant les effets
de sa présence, de son épaisseur et de sa nuance d’acier.

Ainsi, les deux configurations retenues dans ce chapitre constituent une base de référence pour
I’extension de I’étude aux assemblages sollicités selon I’axe faible ainsi qu’aux assemblages
tridimensionnels sollicités suivant les deux directions principales. Leur intérét réside
notamment dans le contraste géométrique et mécanique introduit par le choix de deux poteaux
de sections différentes, a savoir un HEA300 et un HEB160, conduisant a des élancements
d’ames distincts. Cette différence permet d’apprécier, dans la suite du travail, I’influence de la
géométrie et de la rigidité du poteau sur la réponse de 1’assemblage lorsque le chargement n’est
plus limité a la seule sollicitation selon 1’axe fort.
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CHAPITRE V : COMPORTEMENT DES ASSEMBLAGES POUTRE-POTEAU PAR
PLATINE D’ABOUT BOULONNEE SELON L’AXE FAIBLE

V.1 INTRODUCTION

Ce chapitre s’intéresse a la détermination des parametres mécaniques des assemblages
poutre—poteau sollicités suivant I’axe faible, par platine d’about boulonnée. Dans cette
configuration, la poutre est connectée a I’ame du poteau, ce qui confere a 1’assemblage des
spécificités géométriques et mécaniques distinctes de celles des assemblages d’axe fort. La
particularité essentielle réside dans le développement d’une flexion transversale hors plan de
I’ame du poteau, mécanisme déterminant dans la rotation et la redistribution des efforts, mais
non couvert par la méthode des composants de 1’Eurocode 3. Cette lacune conduit a des
incertitudes dans I’évaluation de la rigidité et de la résistance de ces assemblages.

Afin d’analyser et de quantifier cette contribution, une méthode analytique proposée dans la
littérature a été appliquée a un cas d’étude expérimental. Le chapitre débute par un état de 1’art
rassemblant les principales contributions expérimentales et analytiques relatives aux
assemblages d’axe faible, en mettant en évidence les mécanismes de déformation observés, les
approches de modélisation et les méthodes simplifiées développées.

V.2 ETUDES ANALYTIQUES

Gomes (Gomes et al., 1994) ont décrit I’assemblage poutre—poteau d’axe faible comme
une configuration ou la poutre se connecte directement a I’ame d’un poteau en I ou en H (Figure
V-1), ce qui induit une réponse fortement non linéaire dominée par la déformabilité des
¢léments de liaison platine d’about, corniéres, boulons et par la déformation hors plan de I’ame
dans sa direction, souvent sous forme de flexion transversale. Ils ont structuré I’analyse autour
d’indicateurs de conception (résistance, rigidité sécante, contribution membranaire en phase
post-limite, capacité de rotation), afin de relier les mécanismes locaux de 1’ame aux propriétés
globales de 1’assemblage (rigidité, résistance, ductilité). Enfin, ils ont discuté 1’interaction dans
un nceud tridimensionnel entre I’assemblage d’axe faible et 1’assemblage d’axe fort, en
soulignant que ces réponses ne sont pas indépendantes. Dans la continuité, (Neves LC and
Gomes F, 1996) ont ensuite structuré le calcul de la résistance en moment des assemblages
d’axe faible en reliant directement le moment transmis a I’ame a un couple d’efforts équivalents
appliqués dans deux zones, I’une en traction et I’autre en compression, ce qui permet d’analyser
I’ame comme une plaque sollicitée localement. Ils ont distingué deux modalités d’introduction
des efforts, selon que la charge est transmise par une zone assimilable a une surface rigide (cas
typique d’une liaison soudée) ou par une ou plusieurs rangées de boulons (cas d’une liaison
boulonnée), afin de représenter correctement la diffusion des efforts dans 1’ame. Sur cette base,
ils ont classé les mécanismes de ruine possibles de I’ame en mécanismes de flexion (local ou
global) et mécanismes associés au poingonnement, puis ils ont traité le cas combiné flexion—
poingonnement lorsque les deux phénomeénes interagissent, ce qui a conduit & une démarche
cohérente dans laquelle 1’identification d’un mécanisme admissible de 1’dme conduisait a
I’évaluation de la charge plastique associée, puis a la détermination du moment résistant.
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a) Platine d’about b) Platine d'about ¢) Corniére de semelles d) Corniéres d'ame
débordante non-débordante

Figure V- 1: Assemblages poutre—profilé en I sur axe faible

Steenhuis (Steenhuis et al., 1998) ont ensuite réinséré ces avancées dans la méthode des
composants de I’Eurocode 3, en rappelant que les régles usuelles couvrent les composants
classiques (boulons en traction, platine en flexion, composants c6té poutre), mais qu’elles ne
décrivent pas correctement le composant spécifique aux assemblages d’axe faible 1i¢ a la
déformation hors plan de I’ame du poteau. Ils ont donc formalisé un composant dédié « ame de
poteau en flexion et poingonnement » et ont proposé une procédure d’assemblage de
composants permettant d’obtenir, de fagon analogue aux assemblages d’axe fort, la résistance
et la rigidité rotationnelle globales de 1’assemblage a partir de la contribution de I’ame et des
rangées de boulons. Pour la résistance, ils ont repris la logique des mécanismes (local/global)
de I’ame, ce qui a assuré la continuité conceptuelle avec les travaux de Gomes. Pour la rigidité,
ils ont surtout introduit un point de conception majeur : I’ame ne développe pas la méme rigidité
selon le degré d’entrave imposé par la continuité de poteau, c’est-a-dire selon que les semelles
du poteau sont fortement retenues en rotation (par exemple par la présence d’une poutre d’axe
fort) ou plus libres, ce qui réduit la rigidité globale. Ils ont indiqué que I’expression de rigidité
obtenue dans un cadre local reste utilisable de manicre conservative pour un mécanisme global,
et les comparaisons disponibles ont soutenu la pertinence du modele dans le domaine étudié.

Enfin, Neves (Neves et al., 2005) ont recentré I’étude sur la prédiction de la rigidité initiale de
la composante « &me ou face de poteau en flexion transversale » en proposant un modele
mécanique fondé sur une bande équivalente travaillant principalement dans une seule direction
(Figure V-2). Contrairement a Steenhuis et al., qui ont exprimé la rigidité via des facteurs issus
d’une calibration et ont introduit une réduction lorsque les semelles du poteau ne sont pas
retenues, (Neves et al., 2005) ont justifié le modele par une observation expérimentale directe
du champ de contraintes dans 1’ame, montrant une concentration au droit de la rangée
supérieure de boulons et une décroissance avec la distance verticale, alors que la contrainte dans
la direction perpendiculaire est restée faible, ce qui a confirmé le comportement de bande. Ils
ont ensuite défini explicitement les dimensions représentatives nécessaires au modele, en
particulier la dimension L de ’ame, en montrant que la contribution du rayon de raccordement
influence fortement la rigidité ¢lastique et en proposant une valeur calibrée pour ce terme, ce
qui n’était pas explicité a ce niveau dans (Steenhuis et al., 1998). Enfin, ils ont rendu I’approche
directement exploitable dans une procédure systématique de type méthode des composants, en
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reliant la rigidité translationnelle du composant aux propriétés rotationnelles de 1’assemblage
et en traitant explicitement le cas d’une ou deux rangées tendues, ainsi que le cas ou les semelles
du poteau ne sont pas retenues en rotation.

les=c+(L-b)tan O

a=L-b
2

Figure V- 2: Mod¢le de bande équivalente (Neves et al., 2005)

Dans une suite de leur travail, de Lima (de Lima et al., 2002) ont proposé¢ une €évaluation
analytique du coefficient de rigidité k4, associé a la composante « ame du poteau en flexion »
dans les assemblages poutre—poteau d’axe faible. Ils ont repris pour cela le modele initialement
développé par Neves et Gomes (Neves LC and Gomes F, 1996) qui ont montré que I’ame du
poteau pouvait étre représentée, pour ce type d’assemblage, comme une plaque simplement
appuyée a la jonction avec les semelles et libre sur les autres bords, sauf que I’expression
analytique proposée par eux, ne tient pas compte de la présence éventuelle de raidisseurs
horizontaux dans I’ame du poteau. Or, les analyses éléments finis ont montré que la position du
raidisseur supérieur par rapport a la rangée de boulons en traction influence fortement la
déformabilité hors plan de I’ame. Pour intégrer cet effet, les auteurs ont introduit une correction
polynomiale en fonction du rapport m/D, ou mest la distance verticale entre la rangée
supérieure de boulons et le raidisseur supérieur, et D est I’entraxe vertical entre raidisseurs.

2
m m
ky =Ky {057(& —0.85(5j+0.41] (V.1)

Ou kg? est la rigidité calculée par la formule de Neves sans raidisseurs

La formulation proposée a été validée en comparant, pour les six dispositions de raidisseurs, les
valeurs de k,; issues des éléments finis a celles obtenues par I’équation (V-1), ainsi que la
courbe moment—rotation de 1’assemblage mesurée expérimentalement a celle reconstruite a
partir de cette formulation. Les valeurs analytiques sont trés proches des valeurs numériques.
Les écarts restent limités a quelques pourcents sur I’ensemble des configurations, ce qui
confirme que le modele de bande équivalente de (Neves LC and Gomes F, 1996) complété par
la correction polynomiale en fonction du rapport m/D, permet de représenter de maniére
satisfaisante la rigidité de la composante « ame du poteau en flexion » dans les assemblages
d’axe faible avec raidisseurs horizontaux.
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Sur la base de leurs résultats numériques, (Gao et al., 2022) ont évalué de manicre critique
I’applicabilité de la méthode des composants de I’Eurocode 3 aux assemblages en inox, en
intégrant la formule proposée par (Neves LC and Gomes F, 1996) pour le calcul de la
composante “ ame du poteau en flexion k,; ““. Les comparaisons ont montré que les formules
traditionnelles, développées pour I’acier carbone, ne captent pas correctement le comportement
des aciers inoxydables, en particulier a cause de leur écrouissage marqué et de la présence de
raidisseurs transversaux modifiant la distribution des efforts. Les sous-estimations
systématiques de la rigidité initiale et du moment plastique ont conduit les auteurs a proposer
des expressions améliorées pour la composante k,;. Ainsi, une formulation révisée de la
rigidité de la composante dme fléchie a été¢ développée, fondée sur un modele tenant compte a
la fois de la géométrie des raidisseurs d’un seul coté, et de la contribution de la zone comprimée
associée au raidisseur transversal. Pour la rigidité, les auteurs ont développé un nouveau modele
de bandes pour une ame raidie sur une seule face par des raidisseurs transversaux, permettant
d’obtenir une rigidité de base k,; ;. Cette rigidité a ensuite été corrigée par un facteur de rigidité
Ak, dérivé d’une régression sur les résultats numériques et exprimé en fonction de paramétres
adimensionnels caractéristiques de la géométrie de 1’assemblage. Un second facteur de
réduction 4,, dépendant du ratio d’effort axial A, (= %) , a été introduit afin d’intégrer la
perte de rigidité associée a la compression dans le poteau. La rigidité finale de la composante
est écrite dans I’équation (V-2), qui a conduit a des prédictions trés proches des résultats
expérimentaux et numériques, avec des ratios Sj ini exp/Sj ini,car> Proches de I'unité. Enfin, (Gao
et al., 2022) ont proposé une expression révisée de la résistance plastique de la composante «
ame en flexion—poingonnement » en remplagant la limite d’€lasticité f,, par la contrainte a 3.0

% de deformation (fy3,), plus représentative du comportement post-€lastique des aciers

inoxydables.

oy = Ay Ayl =[125(1-0.622,)f1=77 |y, (V.2)

V.3 ETUDES EXPERIMENTALES ET NUMERIQUES

L’¢étude expérimentale menée par (Packer et al., 1989) avait pour objectif de valider les
modeles analytiques proposés pour prédire le comportement et la résistance ultime des
assemblages soudés plaque—ame de profilé en I, en considérant trois approches : le modele a
lignes de rupture, le modele de poingonnement, le modele combiné flexion—cisaillement.

La campagne expérimentale a porté sur onze essais de traction axiale réalisés sur des
assemblages soudés : neuf assemblages plaque—ame de profilé en 1. L’objectif principal était

d’étudier ’influence des parametres géométriques dominants, a savoir : 1’épaisseur de la plaque
bp+2Ws

7o
by, est la largeur de la plaque, Wj est le cordon de soudure, T est la distance libre entre congés

soudée t,, Iépaisseur de I’ame du profilé t, et le rapport de largeur effective B’ =

de raccordement du profilé en I. Cette largeur représente la proportion de I’ame mobilisée par
la plaque. Ces configurations ont couvert une large plage de valeurs de B’ comprises entre 0.65
et 0.98, allant de plaques relativement étroites a des plaques occupant presque toute la largeur
utile de I’ame.
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Avec 1’augmentation progressive de la charge, la plastification débute localement aux
extrémités des cordons de soudure situées prés des semelles, puis s’étend autour du périmeétre
de la plaque soudée, et le long des congés d’ame a la jonction entre 1’ame et les semelles. Des
zones de courbure prononcée apparaissent dans 1’ame de part et d’autre de la plaque soudée,
indiquant une flexion locale intense. La rupture proprement dite est initiée lorsque la contrainte
principale de traction dans I’ame dépasse la résistance ultime du matériau au voisinage des
soudures, provoquant une fissuration nette du métal de base. Dans la majorité des essais, cette
fissuration s’est produite a la base des cordons de soudure, au droit des semelles du profilé, puis
la rupture de I’ame intervient par fracture franche dans la majorité des cas. Les résultats
expérimentaux valident ainsi la présence d’un mécanisme de rupture combiné flexion—
poingonnement, dépendant principalement du rapport de largeur B’et de 1’épaisseur de la
plaque. L’étude paramétrique a révélé que : (1) Une augmentation du rapport B'(plaque plus
large) accroit la rigidité initiale et la résistance ultime, mais réduit la déformabilité de
I’assemblage ; (2) Une augmentation de 1’épaisseur de plaque t; produit le méme effet, en

augmentant la surface efficace de transfert de charge vers 1’ame.

Ainsi, les assemblages NG3 (B’ = 0.98) et AC2 (t'p = 60.6 mm) ont montré des résistances
supérieures a NG1 (B’ = 0.65) et AC1 (t'p = 38.7 mm) respectivement, (Figure V-3 et V-4).

500 . -
NG3 (B'= 0.98, t, = 63.4)

NG5 (8'=0.97, t, =63.4)
400 |— S-NG2 (8’ = 0.97, 1] = 46.7)
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300 —
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200

100
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Figure V- 3: La fleche de I’ame pour les essais NG1 a NG5 (Packer et al., 1989)
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Figure V- 4: La fléche de I’ame pour les essais AC1, AC2, et AC3 (Packer et al., 1989)
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De Lima (de Lima et al., 2002) ont étudié le comportement d’assemblages semi-rigides poutre—
poteau sollicités autour de 1’axe faible, avec pour objectif de caractériser expérimentalement la
réponse moment—rotation et de proposer un modele mécanique, dans le cadre de la méthode
des composants (EN 1993-1-8, 2005), tenant compte des spécificités de I’ame du poteau en
flexion hors plan. Les configurations considérées sont des attaches a double cornic¢res d’ame
boulonnées, destinées a mettre en évidence le role de I’ame du poteau dans la rotation globale.
Le programme expérimental comprend trois essais sur une poutre I 254x37,7 connectée a un
poteau HEA 300, assemblée par boulons ASTM A325 de diamétre 19 mm. Une premiére
configuration utilise des doubles cornieres 76x76x9,5 mm avec une corni¢re d’assise. La
seconde configuration emploie des doubles cornieres 127x76x9,5 mm et remplace 1’assise par
un raidisseur transversal soudé (plaque 270x90x9,5 mm). La troisiéme configuration reprend
la seconde en ajoutant un raidisseur supérieur, positionné a proximité de la semelle supérieure
de la poutre.

Les résultats ont montré, pour la premiere configuration, une apparition précoce de la
plastification au niveau des cornieres d’ame, associée au développement de lignes de
plastification dans la zone tendue, tandis que I’ame du poteau présentait des déplacements hors
plan marqués, le chargement a été arrété a 25,3 kN. L’analyse des champs de contrainte
verticale normalisée dans 1’ame du poteau a mis en évidence des concentrations au voisinage
des semelles et dans la zone d’introduction des efforts (Figure V-5.a). L’introduction d’un
raidisseur transversal (seconde configuration) a conduit, pour un méme niveau de déformation
globale, a une augmentation notable de la charge mobilisée (d’environ 14,1 kN a 20,0 kN),
traduisant une rigidité rotationnelle plus élevée et un report de la plastification locale (Figure
V-6. b). Les distributions de contrainte verticale normalisée sont apparues plus homogenes,
avec une atténuation des pics aux jonctions ame/semelles (Figure V-5. b), et la plastification
des cornicres n’a pas été atteinte dans la plage de chargement considérée. Enfin, I’ajout d’un
raidisseur supérieur (troisieme configuration) a encore augmenté le niveau de charge
correspondant a des déformations comparables, I’initiation de la plastification des corniéres a
été observée vers 25,0 kN (Figure V-6.c), alors que les déformations hors plan de I’ame du
poteau étaient nettement réduites. Les champs de contrainte verticale normalisée ont confirmé
une diffusion plus favorable des contraintes dans la zone sollicitée (Figure V-5. c).

Les auteurs concluent que, pour les assemblages d’axe faible a double corniéres d’ame, la
flexion hors plan de I’ame du poteau constitue la contribution dominante a la rotation mesurée,
et que I’ajout de raidisseurs permet de réduire cette déformabilité tout en augmentant la rigidité
et la résistance apparentes de 1’assemblage.
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Chargement :14.1 kN
Moment :20.0 kN.m

(a) 1¢r essai

Chargement :20.0 kN
Moment :28.5 kN.m

Chargement : 34.7 kN
Moment : 52.0 KN.m

(b) 2%me essai

(c) 3¢me essai

Figure V- 5: I’évolution de la contrainte verticale normalisé dans I’ame du poteau
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Figure V- 6: Déplacement ame du poteau et courbes force- déformation (de Lima et al., 2002)
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Dans la seconde partie de leur travail, (de Lima et al., 2002) ont mené une analyse éléments
finis visant a quantifier I’influence de I’ame du poteau sur le comportement en flexion des
assemblages poutre—poteau selon 1’axe faible. L’objectif est de quantifier séparément 1’effet de
I’épaisseur de I’ame du poteau et de la disposition des raidisseurs transversaux sur la rigidité
initiale de I’assemblage, la rigidité du composant « ame du poteau en flexion » k,; et, plus
généralement, sur la résistance globale de I’assemblage. Une premiére série de simulations a
porté sur la variation de 1’épaisseur d’ame t,,, les autres dimensions restant constantes. Trois
valeurs ont été étudiées (t,, = 6,3, 8,0 et 10,0mm), correspondant a h/t,, = 43,7, 34,4 et 27,5.
Les résultats montrent une réponse globalement bilinéaire, avec une rigidité élastique initiale
k. puis une rigidité post-€lastique réduite k,,; apres ’apparition de la plastification dans I’ame.
L’augmentation de t,,, accroit fortement la rigidité initiale qui passe d’environ 3700 kN/m (¢t,, =
6,3 mm) a plus de 11 900 kN/m (t,, = 10 mm). La résistance maximale augmente ¢galement
avec I’épaisseur d’ame, tandis que la déformabilité plastique est plus marquée pour les dmes

les plus rigides (Figure V-7).
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Figure V- 7: Influence de I'épaisseur de 1'ame du poteau sur la réponse de I’assemblage

Dans une deuxiéme étape, les auteurs ont examiné I’effet de la position des raidisseurs d’ame.
A partir d’'une géométrie de référence, ’épaisseur de 1’ame et celle des raidisseurs ont été
maintenues constantes, tandis que seule la distance verticale entre raidisseurs et la position du
raidisseur supérieur par rapport a la rangée supérieure de boulons ont été modifiées. Six
configurations ont ainsi été¢ étudiées, correspondant a différents espacements. Les résultats
indiquent qu’un raidisseur supérieur rapproché de la rangée de boulons en traction réduit la
déformabilité hors plan de I’Ame et augmente nettement la rigidité k,, (Figure V-8). A
I’inverse, lorsque les raidisseurs sont plus €éloignés, I’ame est sollicitée sur une hauteur plus
importante, les déplacements hors plan s’amplifient, la rigidit¢ diminue et la rotation de
I’assemblage, pour un méme niveau de moment, devient plus ¢levée.

Kim (Kim et al., 2008) ont étudié expérimentalement le comportement d’assemblages poutre—
poteau d’axe faible réalisés avec des détails de zone d’attache peu courants en construction
métallique. L objectif a été d’évaluer, en comparaison avec un assemblage de référence a des
supports soudés, la rigidité, la résistance et la capacité de déformation d’assemblages d’axe
faible faisant intervenir demi-trongons en T boulonnés, des demi-trongons en T soudés et des
platines d’about boulonnées.
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Figure V- 8: Influence des dispositions des raidisseurs de 1'ame du poteau sur la réponse de
I’assemblage (de Lima et al., 2002)

Le premier type d’assemblage étudié a été ’assemblage par demi-trongon en T boulonné (série
ST). La zone d’attache a été réalisée au moyen d’un profilé en T scindé (split-tee) dont I’ame a
¢été boulonnée a la semelle de la poutre et dont la semelle a été en contact avec I’ame du poteau.
Le role du raidisseur horizontal d’ame est assuré par une plaque de renforcement horizontale
indépendante, soudée a I’ame du poteau et positionnée a 15 cm de 1’axe de la poutre pour des
raisons de réalisabilité. Le nombre de boulons de cisaillement reliant le demi-troncon en T a la
poutre constitue le paramétre principal, avec trois éprouvettes ST-W-15-4, ST-W-15-6 et ST-
W-15-8 (4, 6 et 8 boulons). Cette configuration a visé une alternative plus simple aux supports
soudés, tout en assurant un transfert du moment d’axe faible a partir du demi-trongon en T et le
raidisseur horizontal déporté. Le deuxiéme type a correspondu a 1’assemblage par demi-trongon
en T soudé (série WST). La géométrie générale de la zone d’attache reste basée sur un demi-
trongon en T, mais son ame est soudée directement a la semelle du poteau et se prolonge comme
une plaque de renfort sur ses semelles. Le demi-trongon en T soudé assure simultanément la
fonction de zone d’attache en traction/compression et celle de raidisseur horizontal, ce qui a
permis de supprimer le raidisseur horizontal séparé utilisé dans la série ST. Trois éprouvettes
ont également été réalisées avec 4, 6 et 8 boulons de cisaillement. Le troisiéme type correspond
a I’assemblage par platine d’about boulonnée (série EP). Comme pour la série ST, un raidisseur
horizontal d’ame indépendant est soudé a I’ame du poteau et situé a 15 cm de I’axe de la poutre,
avec les configurations EP-W-15-4, EP-W-15-6 et EP-W-15-8. Deux éprouvettes de référence
complétent le programme : une poutre isolée (BA-B-0-0) et un assemblage a consoles soudées
d’axe faible (BA-W-0-0), (Figure V-9).

Les essais ont été réalisés en flexion monotone sous chargement quasi statique. Les résultats
ont montré que, pour I’ensemble des configurations, I’augmentation du nombre de boulons dans
la zone d’attache entraine une augmentation de la résistance ultime et de la rigidité initiale,
tandis que l’influence sur la capacité de déformation dépend de la configuration. Les
assemblages par platine d’about (EP) présentent les rigidités initiales les plus faibles et une
capacité de déformation limitée, la plastification de la platine et I’effet de levier ayant conduit
aune rupture précoce des boulons en traction. Les assemblages par demi-trongon en T boulonné
(ST) offrent une rigidité et une résistance intermédiaires, avec des modes de ruine dominés par
la rupture des boulons (cisaillement ou traction selon le nombre de boulons) et une capacité de
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déformation environ deux fois supérieure a celle des platines d’about. Les assemblages par
demi-trongon en T soudé (WST) présentent le comportement le plus favorable, le demi-trongon
en T soudé se comporte comme un raidisseur horizontal intégré et assure un meilleur transfert
du moment vers la semelle du poteau, pour la configuration avec 8 boulons, la zone d’attache
est restée intacte et la ruine s’est produite par flexion de la poutre, avec une rigidité initiale
supérieure a celle de ’assemblage de référence a supports soudés (BA-W-0-0) (Figure V-10).
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(c) End-plate type (EP).

H-300x300x10x15 %

1
H-200x200x8x12 §|

_~—PLB ~PLB —

~ 72 == §
=
<
D e
1100, 1200 190 3800 |

(d) Conventional bracket type (BA).

Figure V- 9: Schémas des différentes configurations (Kim et al., 2008)
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Figure V- 10: Relation charge-déplacement selon le type de configuration

Gao (Gao et al., 2022) ont mené une €étude expérimentale approfondie sur le comportement
d’assemblages poutre—poteau d’axe faible réalisés en acier inoxydable, soumis a des
chargements monotones et cycliques sous effort axial constant. Deux nuances représentatives
des aciers inoxydables structurels ont ét¢ analysées : 1’austénitique EN 1.4301 (S30408), et le
duplex EN 1.4462 (S22253). Quatre assemblages ont été testés, deux en régime monotone et
deux en régime cyclique, avec des boulons précontraints a 64 % de leur résistance ultime et un
effort normal fixé a 20 % de la résistance plastique du poteau. Les réponses expérimentales,
analysées au travers des courbes M—0 et F—A, montrent que les assemblages en acier duplex
présentent systématiquement une rigidité initiale plus élevée, une résistance plastique accrue et
un moment ultime supérieur a ceux des assemblages austénitiques (Figure V-11), mais au prix
d’une ductilité plus limitée. Les assemblages austénitiques offrent, a I’inverse, une ductilité
remarquable et une large capacité de redistribution plastique, bien que leur résistance soit
inférieure.

Une étude paramétrique a été menée par la suite, sur prés d’une centaine de modeles
numériques, permettant d’évaluer I’influence de nombreux parametres : épaisseur de 1’ame du
poteau, géométrie de la platine d’about, diameétre des boulons, précontrainte initiale, hauteur et
épaisseur des semelles, présence ou non de raidisseurs, dimensions des raidisseurs et niveau
d’effort axial appliqué au poteau. Les résultats ont montré que les paramétres les plus influents
sur la rigidité rotationnelle initiale sont 1’épaisseur de I’ame et la hauteur des semelles, suivis
de la géométrie de la platine et de la précontrainte des boulons. L'effort axial de compression
agit quant a lui comme un parametre de dégradation progressive de la rigidité : plus n augmente,
plus la rigidité k,; diminue en raison de I’instabilité locale induite dans 1’ame comprimée.
L’ajout de raidisseurs transversaux accroit fortement la rigidité de la composante.
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Figure V- 11: Courbes expérimentales des assemblages sous chargement monotone
(a) Courbe F- A ; (b) Courbe M- (Gao et al., 2022)

L’étude menée par Tahir (Tahir et al., 2011) constitue une référence importante dans la
compréhension du comportement des assemblages poutre—poteau a platine d’about non
débordante boulonnés a 1I’ame du poteau, c’est-a-dire sollicités selon 1’axe faible. Le
programme expérimental comportait cinq assemblages en échelle réelle, désignés FEP1 a FEPS
(Tableau V-1). Chaque assemblage est constitué¢ d’une platine d’about non débordante de 12
mm d’épaisseur, soudée a la poutre et boulonnée a I’ame du poteau au moyen de quatre boulons
M20 de classe 8.8. Les essais ont été effectués sous chargement monotone en déplacement
imposé, la poutre étant sollicitée a son extrémité libre tandis que le poteau restait encastré a la
base. Les paramétres géométriques étudiés concernaient essentiellement la profondeur de la
poutre (h,) et la section du poteau (h,), et plus particuliecrement la largeur de I’ame. Quatre
hauteurs de poutre (350, 400, 450 et 500 mm) et deux sections de poteau (H300x300x83.5 et
H350%350x104.6) ont été testées afin d’évaluer leur influence sur les paramétres mécaniques
de I’assemblage. Les autres caractéristiques, telles que 1’épaisseur de la platine, la géométrie
des boulons et la nature du matériau, ont été maintenues constantes pour isoler les effets
géométriques. Les observations expérimentales ont montré que la déformation principale
provenait de la flexion locale du panneau d’ame du poteau, qui se déformait entre la zone de
traction (boulons supérieurs) et la zone de compression inférieure. L’influence des parameétres
géométriques a €té identifiée dans les courbes moment-rotation des cinq configurations de la
(Figure V-12). L’augmentation de la profondeur de la poutre a conduit a une hausse significative
du moment résistant plastique, en raison d’un bras de levier plus important entre les zones
tendue et comprimée. Toutefois, cette augmentation s’est accompagnée d’une légére réduction
de la rotation ultime, signe d’un comportement plus rigide et moins dissipatif. L’augmentation
de la largeur du poteau, quant a elle, a entrainé une augmentation notable de la rigidité initiale
du joint, due a une plus grande rigidité de 1’ame, mais a légérement diminu¢ la déformabilité.
Le moment résistant n’a ét¢ que modérément affecté, ce qui confirme que la rigidité initiale
dépend essentiellement de la rigidité de I’ame du poteau, tandis que la résistance ultime est
davantage liée a la géométrie de la poutre. Ces résultats ont fait ’objet d’une validation
numérique par la suite.
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Epaisseur | Largeur L
L . . . Diametre
Désignation platine platine
: Poteau Poutre s , boulon
Essai d’about d’about (mm)
(mm) (mm)

FEP 1 HB350x350%x104.6

HB400x200%65.4

12 200

20

FEP 2 HB300x300x83.5 | HB400x200x65.4 12 200 20
FEP3 HB300x300x83.5 | HB350x175x49.4 12 200 20
FEP 4 HB300x300x83.5 | HB450x200x74.9 12 200 20
FEP 5 HB350%x350x104.6 | HB500%200x101.5 12 200 20

Tableau V- 1: Eprouvettes d’essai avec paramétres variables
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Figure V- 12: Courbes moment- rotation (Tahir et al., 2011)
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V.4 APPROCHE ANALYTIQUE DES ASSEMBLAGES SELON
L’AXE FAIBLE PAR PLATINE D’ABOUT

La composante ame du poteau en flexion intervient lorsque 1’effort transmis par
I’assemblage est appliqué sur I’ame d’un profilé en I, de sorte que celle-ci est sollicitée en
flexion hors plan. Dans cette configuration, la déformabilité de I’assemblage peut étre fortement
affectée par la flexion locale de I’ame, ce qui confére a cette composante un role important dans
la rigidité et la résistance de I’assemblage. Malgré cette influence, elle ne fait pas encore 1’objet
de dispositions explicites dans les codes européens, alors méme que sa rigidité initiale et son
comportement non linéaire conditionnent directement la réponse globale de 1’assemblage.

V.4.1 Comportement de la composante Ame du poteau en flexion

Le comportement force—déformation de cette composante soumise a des forces transversales,
comme illustré a la (Figure V-13.a), peut étre décrit a travers les trois régions suivantes (Conde
etal., 2023) :

Région 1 : elle correspond au domaine des faibles déplacements, dans lequel la réponse reste
approximativement linéaire. Cette phase est principalement gouvernée par la flexion du
panneau et se caractérise par une rigidité initiale K;y,;.

Région 2 : elle est marquée par une réduction progressive de la rigidité, liée a I’apparition puis
au développement de la plastification de 1’acier.

Région 3 : elle se caractérise par une réaugmentation de la rigidité apparente de la courbe force—
déformation, due a la mobilisation progressive des efforts de membrane lorsque les
déplacements deviennent importants.

L’évolution de la courbe traduit ainsi le passage d’un comportement dominé par la flexion a
une réponse dans laquelle I’effet membranaire devient de plus en plus significatif.
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Figure V- 13: Courbe type force—déplacement sous chargement hors plan du panneau d’ame

Selon les caractéristiques géométriques de la composante ame du poteau en flexion, plusieurs
types de comportement peuvent étre distingués comme les montre la (Figure V-13. b)(Seyoum
Lemma et al., 2024) :

e Cas (1) : le cas général déja décrit précédemment, se caractérise par un comportement
mixte. Ce cas correspond a une réponse dans laquelle la plastification et les effets
membranaires interviennent simultanément de manicre significative.
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e Cas (2) : le cas d’une plaque trapue, donc relativement épaisse ou peu déformable. Ici, les
effets membranaires restent faibles. La résistance est donc essentiellement controlée par la
plastification en flexion, et une analyse en petits déplacements suffit. La région 3 n’apparait
pas vraiment.

e Cas (3) : c’est le cas d’une plaque élancée, donc plus souple. Ici, les grands déplacements

activent rapidement les efforts membranaires, qui deviennent le mécanisme principal de
résistance. Dans ce cas, la région 2 liée a la plastification en flexion est peu visible, voire
absente, et il faut utiliser une théorie en grands déplacements.
Cette distinction montre que la charge correspondant a la transition entre la région ¢élastique
initiale et la région de plastification ne peut pas tre assimilée directement a la résistance
de calcul de cette composante, une telle hypothése conduisant & une évaluation
excessivement conservative de sa capacité réelle (Seyoum Lemma et al., 2024). Cette
limite s’explique principalement par deux raisons. D’une part, I’écrouissage du matériau
est alors négligé, alors qu’il peut entrainer une augmentation notable de la résistance apres
le début de la plastification, dans certains cas, en particulier pour les aciers a haute
résistance, la courbe contrainte—déformation ne présente d’ailleurs pas de palier plastique
nettement défini. D autre part, la plaque ne travaille pas uniquement en flexion hors plan,
mais développe ¢galement des efforts membranaires dans son plan lorsque les
déplacements deviennent importants. La combinaison de ces efforts membranaires avec les
contraintes de flexion conduit ainsi a une résistance plastique plus €élevée que celle déduite
d’une plastification en flexion seule.

V.4.2 Formulations analytiques
V.4.2.1 Résistance plastique : Méthode de Gomes et al.

Les cas de ruine les plus courants dus a la déformation hors plan de I’ame du poteau, identifiés
par Gomes et al.(Gomes et al., 1996), sont brievement décrits ci-apres.

Pour I’évaluation du moment résistant et de la rigidité en rotation, le moment transmis par la
poutre a I’ame du poteau est modélisé par un couple de forces F, égales et opposées, appliquées
sur des zones de traction ou de compression :

e Cas 1 :F agit sur un rectangle rigide de dimensions b x¢ (Figure V-14.a), correspondant
a un assemblage soud¢ ou la zone est définie par le périmétre des cordons de soudure.
e (as 2 : F est transmise par une ou plusieurs rangées de boulons (Figure V-14.a et V-
15), la zone sollicitée étant définie par I’espacement des boulons et le diamétre des tétes
ou €crous :
b=b,+0.9dn
(V.3)
c=c,+0.9d

Ou b et ¢, représentent les distances entre les centres des boulons comme indiqué a la (Figure
V-14), et d,,, correspond au diametre moyen de la téte de boulon (ou de 1’écrou).
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Figure V- 14: Résistance plastique (Gomes et al., 1996)

Les mécanismes combinant la flexion et le cisaillement par poingonnement se traduisent par
des lignes de rupture en flexion (fines) et par poingonnement (épaisses), comme illustré a la
(Figure V-14.b) . Pour le cas 2 (assemblage boulonné), les dimensions bxc du rectangle
équivalent (Figure V-15) sont données par 1’équation (V-3).

Les modes de rupture courants dus a la déformation hors plan de 1’ame du poteau ont été
identifiés par Gomes et al. (Gomes et al., 1996). Il convient de considérer a la fois les
mécanismes de ruine locaux et globaux de I’ame soumis a une déformation hors plan, comme
illustré¢ a la (Figure V-16). Le mécanisme local de type ligne de rupture se développe
uniquement dans la zone tendue ou comprimée, voir (Figure V-16.a), ce mécanisme est associé
a la force Fjocq) rq, tandis que le mécanisme global implique simultanément les zones de
compression et de traction, voir (Figure V-16.b), ce mécanisme est associ€ a la force Fyjopa ra-

Les mécanismes locaux de 1’ame peuvent par ailleurs étre classés en trois catégories :

1. Mécanismes de flexion,
2. Mécanismes de cisaillement par poingonnement,
3. Mécanismes combinés de flexion et de cisaillement par poingconnement.

Dans le mode de conception, il est supposé qu’aucun effet de levier ne se développe entre la
platine d’about ou la corni¢re. Cette hypothése est en contradiction avec les postulats de I’EN
1993-1-8(CEN, 2005), ou il est considéré qu’une force de levier peut apparaitre si une zone de
fluage plastique se produit dans la platine ou la corniere. Ce point reste a I’étude. Dans la
majorité des cas pratiques, la platine ou la corniére présente une rigidité et une résistance
supérieures a celles de I’ame du poteau, ce qui rend raisonnable I"hypothése de ’absence d’effet
de levier entre ces composants.(Steenhuis et al., 1998)
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Figure V- 15: Caractéristiques géométriques de I’assemblage d’axe faible (Gomes et al.,
1996).
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Figure V- 16: Mécanismes de rupture de ’ame du poteau (Gomes et al., 1996)

=  Mécanisme local

La résistance plastique associée au mécanisme de rupture locale doit étre définie comme la plus
petite valeur entre la résistance plastique correspondante au mode de cisaillement par
poinconnement et celle correspondante au mode combiné flexion—poingonnement, comme
indiqué dans I’équation (V-4).

E

local,Rd = mln(F poing,Rd ’kF comb,Rd ) (V4)
Ou k est un facteur de correction défini par I’équation (V-5), tandis que Fpging rd €t
Feomb, rd TEPTésentent respectivement les résistances plastiques correspondantes aux modes de
rupture par poingonnement et par mécanisme combiné, comme indiqué dans les équations (V-
6) et (V-7). Il convient de noter que la résistance plastique associée au mode de rupture en

flexion constitue un cas particulier de 1’équation (V-7) correspondant a x = 0.

(V.5)

. 1 if(b+¢)/L>0.5
- 10.7+0.6(b+c)/L if(b+c)/L<0.5
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2(b+c)v, (Cas de chargement 1)
E oing,Rd (V6)
poms, nndmv, (Cas de chargement 2)
nyL(a+x)+2¢c  1.5cx+x
Fcomb Rd = 4mpl + (V7)
’ a+x \/gtwc (a+x)

Dans ce contexte, n désigne le nombre de boulons situés dans la zone de traction, L = d — 1.5r,
et a = L — b, tandis que x est un paramétre géométrique donné par les équations (V-8 ; V-9, et
V-10)(Gomes et al., 1996) . De plus, v, et my,;, désignent respectivement la résistance au

cisaillement par unité de longueur et le moment plastique par unité de longueur de la ligne de
rupture, tous deux définis par les équations (V-11) et (V-12).

0 sib<b,

X =
—a+\/a2 —1.5ac+ \/gztw [mlL(aﬁtxo) +4c] sibzb,

¢ 2/3 c P 1/3 b—b
x, =1L (—j +023—(—j n (V.9)
L L\L L-b,
2
t c?
bm=L 1—0.82—”2'(1+ /1+2.83J Mais meO (V.10)
C w

twc fy

(V.8)

Et,

v = (V.11)
" B
0.25¢
"m=—7££ (V.12)

Ou f, et t,, désignent respectivement la limite d’¢€lasticité et I’épaisseur de 1’ame du poteau,
tandis que y,,, représente le coefficient partiel de sécurité.

= Meécanisme global

La résistance plastique correspondante a la rupture globale, que ce soit par flexion ou par un
mécanisme combiné de flexion et de cisaillement par poingonnement, peut s’exprimer comme
suit (¢quation V-13 et V-14):

2—b+ +2
KFE, o a h Frep
Fglobal,Rd = +m, (V.13)
Vmo

1 si0.7< h <1
p=1 ;—b (V.14)

— sil< <10

L-b L-b

Ou, & représente la distance entre les centres des zones de compression et de traction.
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V.4.2.2 Rigidité initiale : Méthode de Neves et al.

La composante ame du poteau en flexion correspond a la déformation hors plan de 1’dme du
poteau sous l’effet des efforts transmis par 1’assemblage. Pour le calcul de sa rigidité,
Neves(Neves LC and Gomes F, 1996) considére que I’ame ne se comporte pas comme une
plaque uniformément sollicitée sur toute sa surface, mais comme une plaque réelle localement
chargée, dont la réponse peut étre ramenée a celle d’une bande équivalente travaillant
principalement dans une seule direction. Cette hypothése s’appuie sur des observations
expérimentales montrant qu’en domaine ¢lastique, les contraintes les plus élevées se
développent au droit de la rangée supérieure de boulons, puis diminuent progressivement dans
la direction verticale de 1’ame. Dans cette approche, la zone de transmission des efforts est
supposée rigide, la plaque réelle est définie sur la base d’une bande équivalente de longueur
Lesr, comme Dillustre la (Figure V-17.a), de largeur b, et d’épaisseur t avec des extrémités
supposées partiellement restreintes, présentant une rigidité rotationnelle partielle par unité de
longueur s (N-mm/rad/mm). Le chargement transversal est appliqué sous la forme d’une charge
répartie sur une zone rectangulaire de dimensions ¢ X d, laissant de part et d’autre une longueur
non chargée n = (b — d)/2. Cette idéalisation peut étre utilisée lorsque 1’effort transversal est
transmis soit par une plaque horizontale, soit par des boulons, soit par une platine, comme
indiqué respectivement aux (Figures V-17.b, V-17.c et V-17.d).

Continuité du panneau Support partiellement retreint s(N/rad] —T— ' ~—71 T— ,/~~—T7 T~ S
P Bords libres

Surface rigide

i

. o | o —- = =4
N \.—?ilo o |, §3—=d{,
n b 9 e J tIE ¥
Bords libres — 9 5 0
B - -
Support partiellement .
retreint s[N/rad] - 0
Support partiellement »
retreint s[N/rad] 27} Continuité du panneau ‘
o . b b l b ‘
s — o ——e —_—e
(a) (b) (c) (d)

Figure V- 17: Application du modé¢le de Neves a des cas pratiques

Le modele est ensuite décrit au moyen des parametres géométriques adimensionnels suivants
(équation V-15):

a= % avec 0.05 < & <0.20
d

p= 3 avec 0.08 < £<0.75 (V.15)
b

,u=t— avec 10 < £ <50
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En adoptant un coefficient de Poisson v = 0,3, et en introduisant les deux coefficients k; = 1,5
et k, = 1,63 calibrés a partir d’'une étude numérique, I’expression suivante a €t€ obtenue
(équation V-16) :

(V.16)

Le terme 10,4 (k; — k,)/u? introduit la correction associée a la déformabilité en cisaillement
dans le cas des ames épaisses, alors que 6 désigne 1’angle de diffusion représenté a la (Figure
V-17.a). Une formulation analogue a ensuite été proposée pour des semelles partiellement
restreintes, sans considérer cette fois la contribution de la déformation en cisaillement. Dans ce
cas, la réduction de rigidité est reliée a la rotation des semelles du poteau, en 1’absence de
poutres selon 1’axe fort (ééquation V-17).

a+(1-p)tan0+6S (1=5)

LEC Er

ini,semelles partiellement fixes =7 2 3S 1 IB (V 17)
(1-B) |1+ —

2 Ef (a+(1-B)tan6)

Ou § designe la rigidit€ en flexion des bords de la plaque sur la longueur Lsf, définie par
(équation V-18):

S =sLg =s[c+2ntan(6)] (V.18)

L’angle 6 a été calibré a partir des résultats d’une étude paramétrique (Neves, 1996), ce qui
conduit a I’expression suivante (équation V-19):

35-108 B<0.7
49-308 B>0.7

(V.19)

Pour le cas d’une platine sollicitée par une rangée de boulons, 1’auteur propose d’utiliser une
aire rectangulaire équivalente définie par d =p +d,, et ¢ =d,,, ou d,, représente la
dimension moyenne de la téte de boulon ou de 1’écrou. Ce rectangle correspond au méme
schéma de chargement local que celui introduit par Gomes pour définir la zone d’application
de I’effort, seule la notation adoptée pour ses dimensions differe.

Compte tenu de la difficulté a évaluer directement la rigidité torsionnelle efficace des semelles
du poteau, Neves (Neves et al., 2005) propose, pour les configurations a semelles libres, une
approche simplifiée fondée sur un facteur de réduction appliqué a la rigidité du cas a semelles
fixés. Cette démarche vise a éviter une modélisation explicite des conditions de rotation des
semelles, tout en conservant une estimation pratique de la diminution de rigidité associée a leur
rotation. Le facteur proposé a été calibré a partir de résultats numériques et expérimentaux et
dépend principalement du rapport u/f(équation V-20):
1,25
_& k (V.20)

ini ,semelles partiellement fixes ~— 2 3 0 ini,semelles fixes
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Bien que la formulation du coefficient de rigidité initiale ait été initialement développée pour
le mécanisme local, il a été démontré qu’elle peut également étre appliquée, de maniére
conservatrice, au mécanisme global (Steenhuis et al., 1998).

Neves (Neves et al., 2005) considére, pour un assemblage comportant deux rangées de boulons
en traction, trois zones actives sur I’ame du poteau : deux zones tendues associées aux deux
rangées supérieures de boulons, caractérisées par les rigidités locales, et une zone comprimée
inférieure. Les deux premieres sont définies a partir des rectangles équivalents de dimensions
b, X ¢y et b, X c,, tandis que la zone comprimée est définie par by X c¢5 (Figure V-18). Chacune
de ces rigidités est d’abord calculée localement a I’aide de 1’équation (V-17). La rigidité
rotationnelle de 1’assemblage du poteau n’est ensuite pas obtenue par un simple regroupement
en série ou en paralléle avec les coefficients de rigidité des autres composants.

La dimension c; n’est pas imposée a priori. Elle correspond a la hauteur du rectangle équivalent
représentant la zone de compression de 1’ame du poteau et doit étre choisie de facon cohérente
avec I’équilibre du couple traction—compression. En pratique, la force de traction est d’abord
¢évaluée dans la zone tendue, puis c3 est ajustée de maniere a ce que la charge plastique de la
zone comprimée soit égale a celle de la zone tendue. Lorsque d3 et h sont connus mais que
c3 reste indéterminée, Gomes (Gomes et al., 1996) propose 1’expression directe 1’équation (V-
21). :

c=h,(0.3%+0.1§—0.15j Mais 0<c<0.5h (V.21)

—— cs

F twel

Figure V- 18: Zones de traction et de compression dans le modéle de Neves

V.4.2.3 Evaluation de la rigidité d’un assemblage selon I’axe faible

Le mode¢le mécanique des composantes pour les assemblages avec platine d’about selon 1’axe
faible est présent¢ a la (Figure V-19). Les composantes actives considérées, avec leur
coefficient de rigidité, sont : (1) composante ame du poteau sollicitée transversalement en
traction (cwt), et en compression (cwc) k4 ; (2) platine d’about en flexion (epb) ks ; (3) boulons
en traction (bt) k1y; (4) ame de la poutre en traction (bwt) kg ;(5) semelle et ame de la poutre
en compression (bfc) k;. Il convient de souligner que la composante « ame du poteau en
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compression » est implicitement couverte par le mode de ruine global de I’ame du poteau. Les
formules de calcul des propriétés structurales des autres composantes actives dans les
assemblages poutre—poteau selon 1’axe faible sont identiques a celles définies pour les
assemblages selon I’axe fort et codifiées dans I’Eurocode 3 (EN 1993-1-8, 2005).

cwt

E A AW
| i cwt epb bwt bt
ot e
[ |
h1 | :
h2 | |
| I
1 I cwt  epb bwt bt
h31 ] H !___75 cwec  bfc M
| i /—D—’\/W‘—E

Figure V- 19: Composantes de base des assemblages poutre-poteau selon 1’axe faible (Neves
et al., 2005)

V.4.3 Description des configurations étudiées

Dans cette partie de 1’é¢tude, deux configurations ont été retenues. La premicre est dérivée de
I’essai T101.010 (Janss et al., 1988), avec remplacement de la poutre IPE300 par une IPE200.
Ce choix a été imposé par la configuration selon I’axe faible, la largeur de I’IPE200 étant
compatible avec la largeur disponible de I’ame du poteau. La seconde configuration correspond
a l’essai Test B, issu de la méme campagne expérimentale que Test A,(Costa et al., 2019), déja
utilisée au chapitre 4. Elle reprend les mémes profilés, a savoir un poteau HEA300 et une poutre
IPE330. Dans les deux cas, 1’épaisseur de la platine d’about a été conservée identique a celle
adoptée au chapitre 4. Le choix de ces deux configurations permet ainsi d’examiner 1’influence
de I’élancement de 1’ame du poteau, exprimé par le rapport d /t,,. pour une épaisseur d’ame
constante, sur le comportement des assemblages poutre—poteau par platine d’about sollicités
selon I’axe faible. Ainsi, les principales caractéristiques géométriques des deux configurations
étudiées sont rassemblées dans le (Tableau V-2) et illustrées a la (Figure V-20).

Di ition des boul
Configuration d, A/t isposition des boulons
w s P, p ey €
Test B 208 24,47 120 | 80 | 90 | 220 | 40 | 35
T101.010 107,3 12,62 50 | 60 | 70 | 120 | 30 | 25

Tableau V- 2: Caractéristiques géométriques des configurations
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Figure V- 20: Géométrie des assemblages
a) Disposition des platines et boulons ; b) Dispositions des poutres

Bien que I’essai T101.010 soit initialement associé a un acier S275, un acier S355 est adopté
ici pour les deux modeles, de maniére a écarter I’effet de la nuance d’acier et a limiter 1’analyse
a ’influence du seul élancement de I’ame du poteau. Les propriétés de cet acier S355 sont celles
rapportées pour le Test B (Costa et al, 2019). La courbe contrainte—déformation
correspondante, utilisée pour les sections et les boulons des deux configurations, est illustrée a

la Figure V-21.
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a[MPa]
1000 +
800 T
600 +

—
400 T
—O—Boulon 10.9
200 A —O=—S8355
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0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12

Figure V- 21: Courbe contrainte déformation des configurations

V.4.4 Application de la méthode analytique sur les assemblages
V.4.4.1 Résistance plastique

Les expressions analytiques de I’Eurocode 3-Partie 1-8 sont utilisées pour déterminer les
propriétés mécaniques des composants de base de la (Figure V-19). Le (Tableau V-3) présente
le calcul des résistances des composantes actives de 1’assemblage Test B en vue d’identifier la
composante gouvernante. La comparaison des valeurs obtenues montre que la résistance la plus
faible correspond a I’ame du poteau en flexion. La réponse de 1’assemblage est donc pilotée par
cette composante.

Le (Tableau V-4) rassemble les résistances associées aux différents mécanismes de ruine de la
composante ame du poteau en flexion pour les configurations Test B et T101.010. Dans les
deux cas, le mécanisme local combinant flexion et poingonnement conduit & des résistances
inférieures a celles du mécanisme de poingonnement pur. Toutefois, le mécanisme gouvernant
différe selon la configuration considérée. Pour Test B, la résistance minimale est obtenue pour
le mécanisme global, avec 262,22kN. La ruine de la composante est donc gouvernée par un
mécanisme mobilisant simultanément les zones de traction et de compression de 1’ame du
poteau. En revanche, pour T101.010, la résistance associée au mécanisme global atteint
306,50kN, alors que le mécanisme local fournit une valeur plus faible, égale a 251,45kN. Dans
cette configuration, la ruine est donc pilotée par un mécanisme local, essentiellement associé¢ a
la zone tendue. Ces résultats indiquent qu’une ame de poteau plus élancée développe une
réponse répartie entre les zones de traction et de compression, alors qu’une &me moins élancée
présente un comportement davantage concentré au voisinage de la zone tendue. Selon Gomes
(Gomes et al., 1996) la force résistante représente la capacité de la zone tendue prise dans son
ensemble, qu’elle soit sollicitée par une ou plusieurs rangées de boulons, en équilibre avec la
zone comprimée. Le moment résistant plastique de [’assemblage est ainsi déterminé en
multipliant la force gouvernante, définie comme le minimum entre Fiocq; €t Fgiopqi, par le bras

de levier entre les centres des zones de traction et de compression, équation (V-22).

M, = hx min(Eocal 7F;global) (V.22)
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Resistance par rangée (kN)

Composante
Ft1rd Fi2 Rd Fi3rd
F

Platine d’about fléchie _91)31;;:7 Fepara = 425,6 | Fepzra = 430

A L. Fewtrd = Fewerd =

Ame de poteau fléchie g

262.22 —262.22
. F F
Ame de poutre en traction / bwt2,Rd bwi3,Rd
=716,8 =7313

Boulon en traction Fptra = 508,32
beC,Rd = 982,33
Fii ra= min(Fepi, Ra-Fowbi, RtsFowti, RtsFbii, Rd) 262.22

Tableau V- 3: Résistance plastique des composantes de I’assemblage Test B

Semelle de poutre en compression

Résistance [kN] Fpoinc,Rd Fcomb ,Rd Flocal,Rd Fglobal,Rd
Test B 899.60 301.11 301.11 262.22
T101.010 863.62 251.45 251.45 306.50

Tableau V- 4: Valeurs de résistances de la composante ame du poteau en flexion
V.4.4.2 Rigidité initiale

V.4.4.2.1 Evaluation de la nouvelle composante k21

Le (Tableau V-5) présente les valeurs analytiques du coefficient de rigidité de la composante
ame du poteau en flexion (k,;), et de la rigidité initiale du panneau d’dme soumis en
déformation hors plan, calculée selon la méthode de Neves, obtenues selon deux hypothéses
distinctes. La premicere, dite « semelles fixes », correspond a I’application directe de 1’équation
(V-16), dans laquelle I’effet de la déformabilité en cisaillement est pris en compte. La seconde,
désignée « semelles partiellement fixes », repose sur 1’équation (V-17) et introduit le facteur
réducteur présenté au §V.4.2.2. Dans ce cas, la rigidité est évaluée sans considérer explicitement
la contribution de la déformation en cisaillement.

Le facteur de réduction conduit a une baisse marquée de la rigidité, plus prononcée pour
T101.010, ce qui montre que I’absence de maintien des semelles influence fortement la
déformabilité de I’ame du poteau en flexion et ne peut pas étre négligée dans 1’évaluation de la
rigidité initiale de I’assemblage.

Semelles m Semelles m
fixes [mm] S; mi[KN. o partiellement S; mi[KN. o
fixes [mm]
Test B 0.78 14913.54 0.31 6025.52
T101.010 2.05 14215.68 0.40 2818.43

Tableau V- 5: Effet du cisaillement du panneau d’ame sur la rigidité k,
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V.4.4.2.2 Application de la méthode des composantes

Le (Tableau V-6) synthétise les coefficients de rigidité des différentes composantes de base de
’assemblage Test B. A partir de ces coefficients, la rigidité rotationnelle initiale de
I’assemblage est déterminée par combinaison des composantes actives, selon leur disposition
mécanique, en série ou en parallele, conformément aux principes de la méthode des
composants.

cwt (ka1) | epb (ks) bt (kio) | cwe (ko) | bfe (ki) | bwt (ks)
Rangée 1 0.31 18.7
Rangeée 2 0.31 12.53 974 1.55 0 0
Rangeée 3 0.31 12.24

Tableau V- 6: Coefficients de rigidité des composantes de base de I’assemblage Test B

V.S APPROCHE NUMERIQUE DES ASSEMBLAGES SELON
L’AXE FAIBLE PAR PLATINE D’ABOUT

Afin de confronter les résultats de 1’approche analytique a ceux de la modélisation
numérique, cette partie est consacrée a I’étude numérique des deux configurations retenues. Les
résultats obtenus par les courbes moment-rotation seront comparés a ceux issus du calcul
analytique, puis interprétés au regard des mécanismes de ruine développés dans le panneau
d’ame du poteau. Les modeles éléments finis sont illustrés a la (Figure V-22)

Afin de caractériser la déformation hors plan du panneau d’ame, quatre points sont définis sur
I’ame dans 1’alignement des centres des semelles supérieure et inférieure de la poutre, et leurs
déplacements suivant la direction normale au plan de I’ame du poteau sont extraits au cours du
chargement.

Figure V- 22: Mode¢le EF _ (a Test B ; b) T101.010
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V.5.1 Résultats de la modélisation numérique
V.5.1.1 Validation Test_B

Les (Figures V-23.a et V-23.b) représentent les résultats comportement moment- rotation pour
I'assemblage et de la rotation hors plan du panneau d’ame respectivement. La convergence des

courbes numériques et expérimentales se manifeste, soulignant ainsi une cohérence notable en
termes de rigidité initiale et de moment résistant plastique. Cependant, il est essentiel de noter
qu'une chute survient dans la courbe expérimentale de la rotation du panneau d’ame, que
l'auteur explique habilement par la pénétration d'une rondelle dans le trou du boulon,
provoquant une diminution immédiate de la capacité a supporter la charge.

La ruine du Test B est principalement gouvernée par la déchirure de 1’ame du poteau sous
’effet des efforts transmis par la platine d’about. Cette déchirure s’est développée dans la partie
inférieure de 1’ame, plus précisément au voisinage des angles inférieurs de la platine d’about
(Valdez et al., 2017). La (Figure V-24.a) illustre une vue détaillée de la déchirure du panneau
d’ame. La ruine s’est €galement accompagnée d’un élargissement important des trous de
boulons dans I’ame du poteau. La (Figure V-24.b) présente, quant a elle, la déformée du modéle
numérique et met en évidence une déformation hors plan importante du panneau d’ame,
révélant une forte concentration des contraintes dans la partie inférieure du panneau d’ame, au
voisinage de ’angle inférieur de la platine d’about. Cette déformation s’est accompagnée d’une
ouverture marquée des trous de boulons, le diametre des trous de la premiere rangée atteignant
31,9 mm et celui de la deuxieme rangée 28,8 mm (Figure V-25).

Moment [kN.m)] Moment [kN.m]
200 i T 200 L 7~ Z
P
4
150 F 150 F
4
100 f . i
7 100
/
50 FHf Expérimental 50 b BxpSureal
— — - Numérique e
0 P S S S I T TS 0 H H 1 i )
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Figure V- 23: Courbes M-0 pour le Test B

a) Rotation assemblage ; b) déformation hors plan panneau d’ame hors plan
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Figure V- 25: Elargissement numérique des trous de boulons tendus

V.5.1.2 Comparaison du comportement des modeles EF

La comparaison entre les courbes moment rotation de 1’assemblage et du panneau d’ame en
déformation hors plan, pour les deux configurations (Figure V-26), montre une proximité
marquée entre les deux réponses, la courbe de I’assemblage reste trés proche de celle du
panneau d’ame, cette observation indique que la réponse globale de I’assemblage est
principalement gouvernée par la composante ame du poteau en flexion. Cette tendance apparait
des la phase initiale et se maintient sur une grande partie du chargement, ce qui confirme que
la déformabilité hors plan de 1’ame constitue le mécanisme dominant. La configuration
T101.010 atteint un moment de I’ordre de 80 kN-m, alors que la configuration Test B atteint
environ 200 kN-m. Cette différence importante, obtenue pourtant sous les mémes conditions de
chargement et avec le méme matériau, traduit directement 1’influence de la géométrie du poteau
sur la capacité de 1’assemblage. La configuration Test B, associée a une ame plus élancée
(A =24,47), développe une réponse plus progressive et conserve une augmentation de
résistance sur une plus grande plage de rotation. A I’inverse, la configuration T101.010,
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associée a un ¢élancement d’ame plus faible (A = 12,62) atteint plus rapidement son
maximum, puis montre une chute de charge plus prononcée. Cette chute de charge apparait
d’abord sur la courbe du panneau d’ame, puis sur celle de I’assemblage. Une telle succession
confirme que la perte de capacité est initiée par I’dme du poteau

80 r
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Figure V- 26: Courbes M-0 d’assemblage et de panneau d’ame en déformation hors plan

a) T101.010 ; b) Test B

La comparaison des courbes force-déplacement met en évidence deux types de réponse de la
composante ame du poteau en flexion hors plan, en accord avec les comportements décrits dans
la littérature. La configuration T101.010, correspondant & un élancement plus faible
(A = 12,62), présente une évolution plus nettement différenciée. La courbe fait apparaitre une
phase élastique initiale identifiable, suivie d’une diminution progressive de rigidité liée au
développement de la plastification, puis d’une reprise de pente avant 1’atteinte d’une résistance
ultime, traduisant I’activation des effets membranaires. Cette succession correspond davantage
au cas (1), dans lequel plastification et effets membranaires contribuent conjointement a la
réponse de la composante, (Figure V-27.a). A I’inverse, pour la configuration Test B,
caractérisée par un élancement plus élevé du panneau d’dme (A = 24,47), la résistance
augmente de manicre continue avec la rotation, sans phase nettement marquée de dégradation
progressive de rigidité. Aprés la phase initiale, la courbe conserve une pente positive
significative sur une large plage de rotation, ce qui traduit une forte mobilisation des effets
membranaires. Cette réponse se rapproche ainsi du cas (3), associé a une plaque élancée dont
le comportement est principalement gouverné par les efforts de membrane (Figure V-27.b). La
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comparaison des deux configurations montre ainsi qu’une augmentation de 1’élancement du
panneau d’ame tend a orienter le comportement vers une réponse dominée par les effets
membranaires, tandis qu’un élancement plus modéré conduit a un comportement mixte.
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Figure V- 27: Détermination de la force résistante plastique et de la rigidité a partir de la
courbe force—déplacement a) T101010 ; b) Test B

V.5.1.3 Evaluation comparative des résultats numériques et analytiques

Les courbes issues de la modélisation numérique servent a déterminer les principaux
paramétres mécaniques de la composante étudiée et de 1’assemblage, en vue de leur
confrontation aux résultats analytiques, a savoir : la rigidité élastique initiale k, la résistance
plastique Fgq, ainsi que le déplacement associé Ap,4. La rigidité élastique de la composante est
extraite a partir de la pente de la phase initiale, puis ramenée a un coefficient de rigidité k21
par division par le module d’Young E. De maniére analogue, les courbes moment—rotation
permettent d’identifier, la rigidité rotationnelle initiale ainsi que le moment résistant plastique.
Cette procédure fournit ainsi une base homogene pour la comparaison entre les résultats
numériques et analytiques.

Les deux (Tableaux V-7 et V-8) montrent que 1’approche analytique fournit, dans I’ensemble,
une estimation satisfaisante du comportement de la composante &me du poteau en flexion hors
plan. Au niveau de la composante isolée, 1’accord reste bon pour le coefficient de rigidité K, et
la force résistante Fr,. Pour Test B, les rapports A, q/Anumvalent respectivement 0,91 pour
K,iet 0,92 pour Fg,, tandis que, pour T101.010, ils atteignent 0,85 et 1,01. La résistance est

donc correctement reproduite dans les deux cas, alors que la rigidité de la composante y est
moins bien captée.
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Koiowumy | KoiNeves) | Fraowumy | FrdGom) Ay ARd(Neves)
[mm)] [mm] [KN] [KN] [mm)] [mm]
Test B 0.34 0.31 286.12 | 262.22 4.86 4.47
Aanalytique 0.91 0.92 0.91
Anumérique
T101.010 0.47 0.40 247.90 251.42 3.97 3.40
Qanalytique 0.85 1.01 0.86
Anumérique

Tableau V- 7: Comparaison des résultats numériques et analytiques (k21, FRd et ARd)

Au niveau du moment résistant plastique et de la rigidité initiale, la comparaison confirme cette
tendance. Pour ’ame du poteau seule, le moment plastique est bien estimé, avec un rapport
analytique/numérique de 0,89 pour Test B et de 0,99 pour T101.010. La rigidité initiale de la
composante est également trés bien reproduite pour Test B, mais elle est plus nettement sous-
estimée pour T101.010 (2751,22 contre 3218,62 kN.m/rad). Ces résultats indiquent que la
méthode analytique demeure globalement pertinente, mais que sa transposition a I’assemblage
complet reste plus sensible aux hypothéses relatives aux composantes autres que 1’ame du
poteau, en particulier a la représentation de la flexion de la platine d’about. En effet, dans les
assemblages selon ’axe faible, cette composante ne développe pas nécessairement le méme
mode de flexion que dans les assemblages selon I’axe fort, ce qui peut affecter la combinaison
des rigidités et des résistances dans la méthode des composants. Une amélioration de cette
représentation apparait donc nécessaire pour affiner la prédiction de la rigidité initiale et du
moment résistant plastique de 1’assemblage complet. Les résultats associés a ces comparaisons
sont présentés sur la (Figure V-28).

My ra (vum)| Mpira (Gom)| Sjini (vumy | Sjini (Neves)
[kKN.m] [KN.m] [kN.m/rad] | [kN.m/rad]
Ame du poteau 93.98 83.42 6167.62 6025.52
Test B | Aana/Brum 0.89 0.98
Assemblage 93.88 83.42 5809.25 5903.11
Aana/Drum 0.89 1.02
Ame du poteau 48.62 48.15 3218.62 2751.22
T101010 | Aana/Bnum 0.99 0.85
Assemblage 47.39 52.75 3210.77 3472.64
Agna/Dnum 1.06 1.08

Tableau V- 8: Comparaison des résultats numériques et analytiques (Mj.ini ; Sj.ini)
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Figure V- 28: Comparaison analytique—numérique des courbes force—déplacement de 1’ame
du poteau en flexion a) T101010 ; b) Test B

Les déformations numériques représentées a la (Figure V-29) correspondent a ’état atteint au
moment maximal de chaque configuration, et confirment les mécanismes de ruine identifiés par
le calcul analytique. Pour la configuration Test B, le déplacement hors plan s’étend de maniére
plus marquée sur la hauteur de ’ame et mobilise simultanément les zones de traction et de
compression. Cette répartition confirme que la ruine est gouvernée par un mécanisme global.
A T’inverse, pour la configuration T101.010, le déplacement hors plan reste principalement
concentré au voisinage de la zone tendue. La réponse de la composante est donc dominée par
une sollicitation plus localisée de 1’ame, ce qui reste cohérent avec la résistance minimale
associée au mécanisme local.

V.5.1.4 Analyse locale du comportement du panneau d’ame du poteau

Les champs de contraintes obtenus numériquement confirment I’hypotheése de chargement
retenue dans la méthode de Gomes pour I’évaluation de la résistance plastique de I’ame du
poteau en flexion. Les zones rectangulaires de traction et de compression considérées dans cette
formulation apparaissent clairement sur les résultats numériques (Figure V-30). Pour la
configuration T101.010, la zone de traction est nettement mise en évidence, tandis que, pour la
configuration Test B, la présence conjointe des zones de traction et de compression est bien
visible, avec une concentration marquée dans la zone comprimée. Ces distributions montrent
que les zones de chargement supposées par la formulation analytique sont cohérentes avec 1’état
de contrainte obtenu numériquement.
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Figure V- 29: Mise en évidence des mécanismes de ruine global et local
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Figure V- 30: Distribution des contraintes et identification des zones de traction et de
compression_ a)Test B; b) T101.010

Les profils de déformation plastique équivalente PEEQ suivant la distance verticale mettent en
¢vidence une répartition différente de la plastification selon les deux configurations, Dans les
deux cas, les pics correspondent aux rangées de boulons, ce qui confirme que la plastification
de I’ame du poteau se développe prioritairement au droit des zones de transmission des efforts.
Cela confirme également les résultats expérimentaux rapportés par Neves (Neves LC and
Gomes F, 1996) , selon lesquels, dans le domaine ¢élastique, les contraintes les plus élevées se
développent au droit de la rangée supérieure de boulons, puis diminuent progressivement avec
la distance verticale a cette ligne de chargement. Pour le Test B, (Figure V-31), la plastification
reste répartie sur plusieurs rangées. La premiére rangée présente le niveau le plus élevé, de
I’ordre de 0,04 a 0,05, puis celui-ci diminue progressivement jusqu’a la troisiéme rangée, qui
conserve encore une plastification visible de I’ordre de 0,006. Pour la configuration T101.010,
(Figure V-32), la plastification apparait au contraire beaucoup plus localisée. Le pic principal,
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associé a la premiére rangée, atteint environ 0,07, soit un niveau sensiblement supérieur a celui
observé pour Test B, tandis que la troisi¢éme rangée n’est que faiblement mobilisée. La réponse
est donc plus fortement concentrée au voisinage des premicres rangées de boulons, ce qui
traduit une localisation plus marquée des déformations plastiques.
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Figure V- 31: Evolution de PEEQ suivant la distance verticale de I’ame du poteau (Test_B)
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Figure V- 32: Evolution de PEEQ suivant la distance verticale de I’ame du poteau (T101.010)

Déformation plastique équivalente

Les courbes de déplacement hors plan de ’ame du poteau suivant sa largeur montrent, pour les
deux configurations, une répartition globalement symétrique, avec un déplacement maximal
dans la zone centrale et une diminution progressive vers les bords. Cette évolution traduit le fait
que la partie centrale de I’ame constitue la zone la plus libre de se déformer, tandis que les
extrémités restent davantage contraintes par les semelles du poteau. La premicre rangée
présente systématiquement des déplacements hors plan plus élevés que la deuxieme.

La comparaison des deux configurations met cependant en évidence une différence nette
d’amplitude. L’ame du poteau la plus élancée développe des déplacements hors plan plus élevés
sur ’ensemble de la largeur mobilisée atteignant 36mm, ce qui traduit une plus grande souplesse
de la composante en flexion hors plan (Figure V-33). A I’inverse, 1’Ame la moins élancée
présente des déplacements plus faibles, environ 22mm et une déformée plus resserrée. La
variation du déplacement y devient plus marquée au voisinage des bords, en particulier dans les
zones proches des congés de raccordement ame—semelle, ce qui traduit un étirement localis¢ de
I’ame dans ces régions. (Figure V-34).
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Figure V- 33: Evolution de PEEQ suivant la distance verticale de I’ame du poteau (Test_B)
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Figure V- 34: Evolution de PEEQ suivant la distance verticale de I’ame du poteau
(T101.010)

V.6 CONCLUSION

Ce chapitre a été consacré a I’étude du comportement des assemblages poutre—poteau par
platine d’about boulonnée sollicités suivant 1’axe faible. Contrairement aux assemblages d’axe
fort, la réponse mécanique est ici fortement conditionnée par la flexion hors plan de I’ame du
poteau, composante qui n’est pas explicitement traitée par la méthode des composants de
I’Eurocode 3. L’objectif principal a donc consisté a examiner la capacité des formulations
analytiques proposées dans la littérature, en particulier celles de Gomes pour la résistance
plastique et de Neves pour la rigidité initiale, a représenter le comportement de cette
composante et a les intégrer dans une démarche globale d’évaluation de 1’assemblage. Le
chapitre a ainsi articulé un état de 1’art, une application analytique a deux configurations
représentatives, puis une confrontation systématique avec les résultats numériques.

L’analyse bibliographique a d’abord confirmé que, dans les assemblages d’axe faible, la
déformabilité hors plan de I’ame du poteau constitue le mécanisme déterminant de la rotation
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globale de 1’assemblage. Les travaux recensés ont é¢galement montré que la géométrie du
poteau, 1’étendue de la zone chargée, la présence de raidisseurs et I’élancement de 1’ame
influencent directement la rigidité, la résistance et les mécanismes de ruine. Sur cette base, le
chapitre a retenu deux configurations présentant une méme épaisseur d’ame, mais des
¢lancements différents, de maniére a isoler I’effet du rapport de I’ame du poteau sur la réponse
de I’assemblage. Dans ce méme objectif, un acier S355 a été adopté pour les deux modeles afin
d’écarter I’influence de la nuance d’acier et de limiter ’analyse a I’effet de 1’¢lancement.

L’application de la méthode analytique a montré que, pour les deux configurations étudiées, la
composante gouvernante de I’assemblage est ’ame du poteau en flexion hors plan. L’analyse
des mécanismes de ruine a mis en évidence deux comportements distincts. Cette distinction est
essentielle, car elle montre que I’augmentation de 1’élancement ne modifie pas seulement le
niveau de résistance, mais également la nature du mécanisme résistant développé par I’ame du
poteau.

Pour la rigidité initiale, 1’évaluation du coefficient k,; a confirmé I’importance de la
considération d’un assemblage d’axe faible seul ou avec la présence d’un assemblage d’axe fort
en parallele. L’introduction du facteur réducteur proposé par Neves pour les semelles
partiellement fixes conduit a une diminution marquée de la rigidité. Plus généralement, les
résultats analytiques ont montré que la rigidité et la force résistante de I’ame du poteau en
flexion peuvent étre estimées avec une précision satisfaisante, ce qui confirme la pertinence des
formulations retenues pour la composante isolée. En revanche, leur transposition a I’assemblage
complet apparait plus délicate, car elle dépend aussi de la maniére dont sont représentées les
autres composantes actives, en particulier la platine d’about en flexion.

L’approche numérique a ensuite permis de valider et d’interpréter plus finement ces résultats.
La comparaison des deux modeles EF a confirmé que la réponse globale de I’assemblage est
tres fortement corrélée a celle du panneau d’ame en déformation hors plan.

Dans I’ensemble, le chapitre montre que 1’approche analytique de Gomes et Neves constitue
une base pertinente pour introduire la composante « dme du poteau en flexion » dans
I’évaluation des assemblages selon 1’axe faible. Elle permet de représenter de maniére
satisfaisante la rigidité initiale et la résistance de la composante isolée, ainsi que la transition
entre comportements localisés et répartis selon I’élancement de 1’ame. En revanche,
I’évaluation de 1’assemblage complet reste plus sensible, notamment pour le moment résistant
plastique et, dans certains cas, pour la rigidité rotationnelle initiale, ce qui indique que la
transposition directe de certaines composantes issues des assemblages d’axe fort n’est pas
entierement suffisante. Une amélioration de la méthode des composants pour les assemblages
d’axe faible devra donc intégrer plus explicitement les interactions entre 1’ame du poteau, la
platine d’about et les autres composantes de la zone d’attache. Dans cette perspective, le
principal apport du chapitre réside dans la mise en évidence, a la fois analytique et numérique,
durdle central de la flexion hors plan de I’ame du poteau dans la réponse des assemblages d’axe
faible, ainsi que dans la clarification de I’influence de son élancement sur la rigidité, la
résistance et les mécanismes de ruine.
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CHAPITRES VI : MODELISATION DES ASSEMBLAGES POUTRE POTEAU
D’ABOUT BOULONNEE SOUS SOLLICITATIONS AUTOUR DE I’AXE FAIBLE ET
FORT

VI.1 INTRODUCTION

Les assemblages poutre—poteau a platine d’about boulonnée se caractérisent par un
comportement semi-rigide, assurant un compromis entre rigidité et capacité rotationnelle, tout
en garantissant la transmission des moments fléchissants et des efforts tranchants. Leur analyse
devient toutefois plus complexe dans les configurations tridimensionnelles, pour lesquelles les
interactions entre I’axe fort et I’axe faible, associées aux flexions dans et hors plan, ne sont que
partiellement prises en compte par les approches classiques, en particulier par la méthode des
composants de I’Eurocode 3. Cette limite peut affecter la précision de 1’évaluation de la rigidité
et de la résistance des assemblages, ce qui justifie le recours a une modélisation numérique
avancée. Dans ce contexte, le présent chapitre développe une série de modeles tridimensionnels
par ¢léments finis sous Abaqus afin d’étudier le comportement mécanique d’assemblages
poutre—poteau a platine d’about boulonnée sollicités suivant les deux axes. L’objectif principal
est d’évaluer I’influence d’une sollicitation selon ’axe faible sur la réponse d’un assemblage
sollicité selon 1’axe fort, en termes de rigidité, de résistance, de rotation de la poutre d’axe fort
et de sollicitation du panneau d’ame du poteau. L’étude est menée sur les deux configurations
déja présentées dans les chapitres précédents, reprises ici dans un cadre tridimensionnel afin
d’analyser I’influence de la sollicitation tridimensionnelle sur des assemblages caractérisés par
un faible et un fort élancement de I’ame du poteau. Les résultats numériques obtenus sont
ensuite confrontés aux prévisions issues du calcul d’un assemblage d’axe fort selon I’Eurocode
3, afin d’apprécier dans quelle mesure cette approche reste applicable aux assemblages
tridimensionnels connectés sur deux faces du poteau, ou si des adaptations doivent étre
envisagées.

V1.2 ETAT DE I’ART

Dans un travail expérimental, Janss (Janss et al., 1987) ont étudi¢ le comportement
d’assemblages poutre—poteau sollicités selon 1’axe faible ainsi que celui d’assemblages
tridimensionnels, afin de combler 1’absence de données disponibles pour ces configurations par
rapport aux assemblages d’axe fort. Leur programme a porté sur trois types d’assemblages
boulonnés courants, platines d’about, corni¢res doubles d’ame et cornicres sur semelles, en
faisant varier principalement la rigidité relative poutre—poteau et I’élancement de I’ame du
poteau h,/a, identifi¢é comme paramétre gouvernant. Les essais ont été¢ instrumentés de
manicre a séparer la rotation propre de 1’assemblage de la rotation due a la flexibilité en
cisaillement de I’ame du poteau. L’étude a consisté a maintenir constant le chargement appliqué
a la poutre d’axe faible, puis a augmenter progressivement celui appliqué a la poutre d’axe fort
afin de définir des points d’une courbe d’interaction. Les résultats ont montré que la présence
simultanée d’une poutre sollicitée selon 1’axe faible accentue nettement la déformation en
cisaillement de 1’ame du poteau et conduit a une plastification plus progressive que dans le cas
d’un assemblage sollicité¢ seulement selon 1’axe fort. Toutefois, a I’approche de 1’état ultime,
cette influence tend a s’atténuer. Les auteurs ont ainsi mis en évidence I’existence d’une
interaction réelle entre les sollicitations selon les deux directions, tout en indiquant qu’un
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nombre plus important d’essais restait nécessaire pour établir une loi d’interaction de calcul

fiable pour les assemblages 3D.

Vértes (Vértes and Ivanyi, 2005) ont abordé¢ en premier lieu la question des assemblages par
platine d’about boulonnée sollicités selon 1’axe faible et dans une configuration
tridimensionnelle, en partant du constat que ces assemblages sont courants en pratique alors
que leur description reste insuffisamment traitée par les régles de calcul usuelles. Leur
démarche a combiné essais et modélisation numérique afin d’identifier le comportement global,
la rigidité, la résistance et les modes de ruine. Le programme expérimental a ét¢ structuré autour
de cinq éprouvettes, dont I’éprouvette 3 dédiée a 1’axe faible et les éprouvettes 4 et 5 destinées
aux assemblages tridimensionnels, avec deux séries d’essais : une série dans un domaine de
rigidité ¢lastique faisant varier I’effort normal dans le poteau et la précontrainte des boulons,
puis une série de ruine visant la résistance et la capacité de déformation. En paralléle, les
assemblages ont ¢t¢ mod¢lisés sous Ansys au moyen d’¢léments solides BRICK45 non linéaires
et d’une modélisation détaillée des contacts dans la liaison boulonnée. Les auteurs ont montré
que les courbes force—déplacement et les déformées ultimes issues du calcul reproduisaient
correctement les tendances expérimentales, méme si la résistance ultime n’était pas
parfaitement restituée lorsque les grandes déformations devenaient trés importantes. Surtout,
I’étude a mis en évidence que, pour les configurations d’axe faible et tridimensionnelles,
apparait une composante supplémentaire absente de I’Eurocode 3, a savoir I’ame du poteau en
flexion, sollicitée en traction et en compression, ce qui a fourni la base mécanique nécessaire a
une extension ultérieure de la méthode des composants. Par la suite, ils ont prolongé ce travail
par une formulation analytique destinée au calcul de la rigidité et de la résistance des
assemblages d’axe faible et tridimensionnels a platine d’about non débordante(Vértés and
Ivanyi, 2008). Leur contribution essentielle a consisté a intégrer explicitement la nouvelle
composante « ame du poteau en flexion » dans le cadre de la méthode des composants pour les
assemblages tridimensionnels, ils ont introduit un facteur 1 afin de tenir compte de 1’influence
de I’assemblage selon I’axe fort sur la rigidité de la composante d’axe faible (équation VI-1)
Concernant la résistance, ils ont conservé les composantes EC3 usuelles, mais ont proposé pour
I’ame du poteau en flexion deux mécanismes distincts, local et global, tous les deux déduits de
mécanismes de lignes de rupture, puis ont signalé qu’en 3D I’interaction avec les sollicitations
dans le plan du panneau devait étre prise en compte par un facteur réducteur supplémentaire.
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Plus récemment, Cabrero et Bayo ont proposé une contribution en deux volets consacrés au
comportement semi-rigide des assemblages poutre—poteau tridimensionnels par platine d’about
soumis a un chargement proportionnel selon les deux axes. Dans la premiére partie, de nature
expérimentale (Cabrero and Bayo, 2007a), ils ont étudié un nouveau détail d’assemblage
tridimensionnel dans lequel les poutres d’axe faible ne sont pas boulonnées directement a I’ame
du poteau, mais a une plaque additionnelle soudée aux semelles du poteau (Figure VI-1). Le
programme expérimental a porté sur deux séries d’éprouvettes, différenciées par 1’épaisseur de
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la platine d’about, avec essais en chargement dans le plan et en chargement tridimensionnel

proportionnel. Les résultats ont montré que 1’augmentation de 1’épaisseur de la platine accroit
a la fois la rigidité rotationnelle initiale et la résistance en flexion, au prix d’une diminution de
la capacité de rotation. Ils ont également mis en évidence que le chargement tridimensionnel
augmente sensiblement la rigidité initiale des assemblages, aussi bien selon 1’axe fort que selon
I’axe faible, ce renforcement étant attribué, pour les assemblages d’axe faible, au comportement
plus rigide de la plaque additionnelle. Les auteurs ont en outre observé, pour les assemblages
d’axe fort, que I’Eurocode 3 tend a surestimer la rigidité initiale, tandis qu’il fournit des
estimations prudentes de la résistance. Cette étude a ainsi établi, sur une base expérimentale,
que la sollicitation simultanée selon les deux directions modifie effectivement la réponse des

assemblages et qu’elle doit étre prise en compte dans toute modélisation mécanique réaliste.

g N

Figure VI- 1: Mod¢le propose de plaque additionnelle soudée (Cabrero and Bayo, 2007a)

Dans une seconde partie, (Cabrero and Bayo, 2007b) ont développé un modele théorique
correspondant et I’ont validé a partir des résultats expérimentaux de la premiere étude. Leur
objectif a ét¢ d’étendre la méthode des composants aux assemblages d’axe faible et
tridimensionnels, en introduisant un nouveau mode¢le élastique pour les plaques fléchies avec
appui latéral, appliqué ici a I’ame du poteau en flexion et a la plaque additionnelle en flexion.
Le mod¢le repose sur une bande équivalente, mais se distingue des formulations antérieures par
une prise en compte explicite de la déformabilité en cisaillement deés 1’établissement de la
matrice de flexibilité. Les auteurs ont proposé des expressions spécifiques pour la plaque
additionnelle en traction et en compression, puis étudié¢ numériquement 1’effet du chargement
tridimensionnel proportionnel au moyen d’un parametre r;,, reliant les forces associées aux
moments d’axe fort et d’axe faible, (ééquation VI-2). L’analyse paramétrique a montré que
I’augmentation de 7, rigidifie nettement les assemblages d’axe faible, principalement par effet
de traction membrane dans la plaque additionnelle et dans certaines composantes voisines.
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Ou I’indice m se rapporte aux assemblages selon 1’axe fort et I’indice n aux assemblages selon

I’axe faible.

Dabaon (Dabaon et al., 2009) ont test¢ et modélis¢é cinq assemblages poutre—poteau
tridimensionnels, deux en acier nu (SJ-1, SJ-2) et trois mixtes acier—béton (SJ-3, SJ-4, SJ-5),
afin d’étudier I’influence de la sollicitation selon 1’axe faible sur le comportement global des
assemblages autour de ’axe fort et d’évaluer la pertinence des expressions de rigidité de
I’Eurocode 3 et de I’Eurocode 4. Dans toutes les configurations, la poutre principale est
connectée a la semelle du poteau par une platine d’about boulonnée débordante, tandis qu’une
poutre secondaire est reliée a 1’ame du poteau par une platine d’about plus petite, ce qui
constitue un assemblage réellement 3D. Le programme expérimental impose simultanément :
(1) un effort axial constant dans le poteau, (ii) une charge verticale monotone sur la poutre
principale (axe fort), et (iii) une charge verticale appliquée sur la poutre secondaire (axe faible).
Selon les cas, cette troisieme charge engendre soit un effort vertical seul dans la poutre d’axe
faible (SJ-1 et SJ-3), soit un effort et un moment (SJ-2, SJ-4, SJ-5).

Les résultats montrent que la présence d’une poutre d’axe faible est loin d’étre négligeable :
pour les assemblages en acier nu, le passage de « effort seul » (SJ-1) a « effort + moment » (SJ-
2) réduit la charge élastique d’environ 20 % et la charge ultime d’environ 10 %. Pour les
assemblages en acier nu, la ruine de SJ-2 s’est produite dans I’ame du poteau, sous 1’effet des
bi-moments issus des flexions autour des axes fort et faible, tandis que, dans SJ-1, la ruine s’est
manifestée par une défaillance locale de la semelle du poteau, provoquée par la réaction
verticale transmise par la poutre d’axe faible (Figure VI-2).

Parallélement aux essais, (Dabaon et al., 2009) ont validé les résultats expérimentaux au moyen
d’une modélisation numérique sous ANSYS, en reproduisant les cinq configurations testées.
L’aspect essentiel de cette partie est que les auteurs ont examiné, pour les assemblages SJ-1 et
SJ-3, une configuration sans poutre d’axe faible. Les courbes moment—rotation obtenues dans
ce cas montrent que la rigidité initiale issue du modele EF devient alors treés proche de celle
fournie par I’Eurocode. En revanche, lorsque la poutre secondaire d’axe faible est effectivement
présente et chargée, les rigidités initiales expérimentales et numériques deviennent nettement
plus faibles que les valeurs EC3/ECA4.

Poutre axe faible Poutre axe fort

Figure VI- 2: Mode de rupture Spécimen SJ-1 (Dabaon et al., 2009)
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Diaz et al. (2018) ont exploité un modele numérique comme outil d’étude paramétrique du

comportement des assemblages sollicités selon les deux axes. Les configurations étudiées
correspondent a des assemblages tridimensionnels par platines d’about débordantes, dans
lequels la poutre d’axe faible n’est pas reliée directement a I’ame du poteau, mais a une plaque
additionnelle soudée aux semelles du poteau qui est de base la configuration étudiée
expérimentalement par (Cabrero and Bayo, 2007a). Les platines d’about et la plaque
additionnelle sont constituées de deux demi-platines dans les zones tendues et comprimées,
(Figure VI-3). Trois volets ont été examinés. Le premier a porté¢ sur I’effet du chargement

tridimensionnel proportionnel, en faisant varier le rapport entre la charge appliquée selon I’axe

faible et celle appliquée selon 1’axe fort (:—" = 0;0.25;0.50; 1) pour des configurations de

M
Poteau intérieur, extérieur et d’angle. Les résultats ont montré que I’augmentation de la

sollicitation selon 1’axe faible accroit systématiquement la rigidité initiale selon 1’axe fort. Cet
effet est particulierement marqué pour la configuration interne, ou les rigidités initiales passent
d’environ 77 118 a 126 542 kN-m/rad, alors qu’il reste plus modéré pour les autres
configurations. Les auteurs ont ainsi mis en évidence une interaction bidirectionnelle nette,
absente des formulations de I’Eurocode 3. Le deuxiéme volet a concerné I’influence de la seule
présence des poutres d’axe faible sur la réponse selon 1’axe fort. Cette analyse, menée sur les
configurations intérieurs, extérieurs, et d’angle, (Figure VI-3.a:b:c), a montré que la rigidité

initiale selon I’axe fort reste plus €levée lorsque les poutres d’axe faible sont présentes que dans
la configuration plane correspondante. Le troisiéme volet a porté sur I’effet de I’exécution des
platines d’about et des plaques additionnelles de I’axe faible sous forme de plaques complétes
au lieu de plaques partielles. Cette variation géométrique a été étudiée pour les trois types de
configurations, sous différents niveaux de chargement tridimensionnel. Les auteurs ont montré
que cette modification n’altére pas fondamentalement le comportement global, mais qu’elle
peut entrainer une augmentation supplémentaire de la rigidité et de la résistance, selon la
configuration considérée.

Figure VI- 3: Assemblages poutre—poteau tridimensionnels a platine d’about débordante
boulonnée : a) intérieur ; b) extérieur ; ¢) d’angle
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Chen (Chen et al., 2019) ont étudié la rigidité rotationnelle initiale d’assemblages poutre—

poteau spatiaux a platine d’about, en partant du constat que les assemblages réels sont soumis
a une interaction entre sollicitations selon I’axe fort et selon I’axe faible, alors que les approches
usuelles, notamment celle de 1’Eurocode 3, restent essenticllement fondées sur des
configurations planes. L’objectif de 1’étude a donc été double : d’une part, mettre en évidence
les différences de comportement entre assemblages plans et assemblages spatiaux, d’autre part,
proposer un modele analytique capable d’évaluer la rigidité rotationnelle initiale des
assemblages spatiaux a partir de la méthode des composants. Pour cela, les auteurs ont d’abord
considéré deux éprouvettes planes de référence a platine d’about, (Figure VI-4), MZ-1
correspondant & un assemblage intérieur selon I’axe fort avec platine débordante, et MZ-2
correspondant a un assemblage intérieur selon I’axe faible avec platine non débordante avec
application d’un chargement symétrique des extrémités de poutre. Les résultats expérimentaux
ont ensuite servi a valider une modélisation numérique tridimensionnelle sous ANSYSS, pour
passer par la suite a un développement de modeles numériques d’assemblages spatiaux de type
intérieur, de rive et d’angle afin d’évaluer I’influence du caractére spatial du chargement (Figure
VI-5). Les résultats ont montré que, pour un méme assemblage spatial, la rigidité rotationnelle
initiale et le moment ¢lastique limite restent treés proches entre chargement plan et chargement
spatial, avec des écarts faibles sur la rigidité initiale. En revanche, le chargement spatial accélere
I’entrée en plasticité et réduit la capacité portante ultime, 1’effet étant particulierement marqué
pour I’assemblage d’angle, pour lequel la diminution a atteint environ 13 %. Les auteurs ont
¢galement mis en évidence que les assemblages intérieurs et de rive présentent une rigidité
initiale supérieure a celle des assemblages d’angle, en raison du role défavorable de la
déformation de cisaillement de I’ame du poteau dans cette dernic¢re configuration. Ainsi, I’étude
a confirmé que le comportement d’un assemblage spatial ne peut pas €tre correctement
représenté par une lecture strictement plane, surtout dés que le développement plastique et la
répartition tridimensionnelle des sollicitations deviennent prépondérants.
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Figure VI- 4: Détails des éprouvettes : a) MZ-1 ; b) MZ-2 (Chen et al., 2019)
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(a) (b) (c)

Figure VI- 5: Modge¢les EF par conditions de symétrie des assemblages spatiaux
a) d’angle ; b) rive ; ¢) d’intérieur

Enfin, Costa (Costa et al., 2019) ont réalis¢ une étude expérimentale consacrée au
comportement tridimensionnel d’assemblages poutre—poteau en acier a platine d’about
boulonnée, avec poteaux non renforces, afin d’évaluer deux effets encore peu documentés :
d’une part, I’influence des assemblages selon 1’axe faible sur le comportement des assemblages
selon I’axe fort, d’autre part, I’interaction mutuelle entre deux assemblages selon ’axe faible.
L’¢étude a porté sur cinq sous-structures a 1’échelle réelle, représentatives de nceuds de portiques
non contreventés, comportant une a trois poutres connectées au méme poteau. Les auteurs ont
ainsi défini un cas de référence selon 1’axe fort (Test_A), un cas de référence selon 1’axe faible
(Test_B), un cas combinant un assemblage d’axe fort et un assemblage d’axe faible (Test C),
un cas avec deux assemblages d’axe faible opposés (Test D), puis un cas combinant un
assemblage d’axe fort et deux assemblages d’axe faible (Test E). La procédure de chargement
a ¢té congue pour reproduire des états de sollicitation 3D dans 1’ame du poteau : dans les
configurations interactives, un ou deux assemblages d’axe faible ont d’abord été¢ chargés
jusqu’a environ 60 % de leur moment plastique, puis I’assemblage restant a été sollicité jusqu’a
la ruine, tout en maintenant constants les efforts déja appliqués.

Les résultats ont montré que, pour I’élancement d’ame étudié, la présence d’un ou de deux
assemblages selon I’axe faible n’a pas modifi¢ de maniere significative le moment €lastique des
assemblages d’axe fort, mais a réduit nettement leur rigidité rotationnelle initiale, ce qui traduit
une influence directe sur les composantes d’introduction des efforts dans I’ame du poteau,
notamment en traction et en compression. A titre indicatif, la rigidité initiale de 1’assemblage
d’axe fort est passée d’environ 29 443 kN-m/rad pour le cas de référence a 15 851 kN-m/rad
avec un assemblage d’axe faible et & 14 888 kN-m/rad avec deux assemblages d’axe faible
(Figure VI-6.a), tandis que le moment élastique est resté du méme ordre de grandeur. En
paralléle, I’interaction entre deux assemblages d’axe faible s’est révélée beaucoup plus marquée
par rapport au cas a un seul assemblage d’axe faible, une augmentation du moment élastique,
de la rigidité initiale et de la rigidité post-¢lastique, liée au fait que les deux platines opposées
limitent I’enfoncement local des boulons dans I’ame du poteau et renforcent ainsi son
comportement hors plan (Figure VI-6.b). Les auteurs ont ainsi conclu que 1’hypothése d’un
assemblage d’axe faible assimilable a une articulation devient trop conservatrice lorsque deux
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assemblages d’axe faible interagissent au sein d’un méme nceud 3D. Ils ont toutefois souligné

que ces conclusions restent liées au nombre limité d’essais et a une seule configuration
d’¢élancement de I’ame du poteau, ce qui justifie des travaux complémentaires, notamment par
analyses numériques paramétriques.
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Figure VI- 6: Courbes moment rotation des assemblages : a) Axe fort ; b) Axe faible (Costa et
al., 2019)

VI.3 CONCLUSION DE I’ETAT DE I’ART :

En conclusion, cet état de I’art montre que les assemblages sollicités suivant les deux
directions ne relévent pas d’un simple prolongement du comportement des assemblages plans.
L’interaction entre les sollicitations selon 1’axe fort et 1’axe faible modifie directement la
réponse mécanique du nceud, en influengant la répartition des efforts entre ses différentes
composantes. Il ressort aussi des travaux examinés que les effets tridimensionnels ne produisent
pas tous la méme influence d’un cas a I’autre. Ils dépendent fortement de la configuration
géométrique, des choix constructifs et du mode de transmission des efforts selon I’axe faible.
Ces constats confirment 1’intérét d’une approche dédiée, apte a décrire plus fidélement les
mécanismes de réponse de ces assemblages et a prendre en compte 1’interaction entre rigidité,
résistance et redistribution tridimensionnelle des efforts.

V1.4 ETUDE NUMERIQUE DU COMPORTEMENT DES
ASSEMBLAGES D’AXE FORT DANS UNE
CONFIGURATION D’ANGLE

V1.4.1 Introduction

Cette partie du chapitre est consacrée a 1’étude numérique du comportement des assemblages
d’axe fort dans une configuration d’angle, obtenue par transposition des configurations déja
analysées aux chapitres IV et V. L’objectif est d’évaluer I’influence de la présence d’une poutre
connectée selon I’axe faible, ainsi que de la sollicitation associée mobilisant la déformation
hors plan de I’ame du poteau, sur la réponse de 1’assemblage d’axe fort. Une attention
particuliere est portée a I’effet de cette interaction tridimensionnelle sur les caractéristiques
mécaniques de l’assemblage et sur le comportement du panneau d’ame du poteau en
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cisaillement. Les résultats obtenus sont ensuite confrontés aux prédictions de 1I’Eurocode 3,

¢établies pour des assemblages plans.

VI1.4.2 Descriptions des modéles EF

Les deux configurations de référence déja étudiées dans les chapitres précédents sont
transposées a un nceud d’angle : d’une part ’essai Test A, qui sert ici de base a la famille Test C
issue de la campagne expérimentale de Costa (Costa et al.,, 2019) et d’autre part 1’essai
T101.010, retenu comme seconde configuration de référence.

La notation adoptée est la suivante : I’indice « F » désigne une configuration dans laquelle seul
I’assemblage selon I’axe fort est sollicité, malgré la présence de la poutre d’axe faible dans la
configuration, tandis que l’indice « f-F » correspond a une sollicitation simultanée des
assemblages selon 1’axe faible et selon I’axe fort. Sur cette base, les configurations étudiées
sont : Test C—F et Test C—-F pour la premicre famille, puis T101.010-F et T101.010—f-F pour
la seconde. La configuration Test C—-F correspond au cas expérimental tridimensionnel
complet et servira a la validation numérique, alors que les configurations notées « F »
permettent d’isoler I’effet de la seule présence de la poutre secondaire sans chargement selon
I’axe faible.

Ainsi, pour chacune des deux géométries retenues, trois niveaux de comparaison peuvent étre
établis : I’assemblage de référence selon I’axe fort seul, la configuration d’angle avec présence
de la poutre d’axe faible mais sans sollicitation de celle-ci, puis la configuration d’angle avec
sollicitation simultanée selon les deux directions. Cette démarche permet d’identifier
séparément I’effet géométrique de la poutre d’axe faible et I’effet mécanique de son chargement
sur la réponse de I’assemblage selon 1’axe fort. Les parametres géométriques et la disposition
des différents ¢léments de 1’assemblage sont identiques a ceux retenus au chapitre IV pour
I’assemblage d’axe fort et au chapitre V pour I’assemblage d’axe faible. Les modeles par
¢léments finis correspondants sont illustrés a la (Figure VI-7).

a b

Figure VI- 7: Modeles EF _a)Test C F et Test C f-F ; b) T101.010 F et T101.010 f-F
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VI1.4.3 Procédure de chargement

La procédure de chargement des quatre modeles étudiés est présentée dans le (Tableau VI-1).
La notation ‘f’ renvoie a la poutre connectée selon 1’axe faible, tandis que la notation ‘F’ désigne
la poutre connectée selon 1’axe fort. Dans les configurations f-F, la poutre d’axe faible est
d’abord soumise a une force constante équivalente a la valeur du moment élastique de
I’assemblage, soit 65,5 kN pour Test C et 23,6 kN pour T101.010. La poutre d’axe fort est
ensuite chargée monotoniquement jusqu’a la ruine ou a la non-convergence du calcul.

Modéle Poutre f Poutre F
Test C F Ruine
Test C f-F Force constante Ruine
T101.010 F Ruine
T101.010 f-F Force constante Ruine

Tableau VI- 1: Protocole de chargement

VI1.4.4 Résultats de modélisation
VI.4.4.1 Comportement de I’assemblage d’axe fort

L’ensemble des résultats d comportement de 1’assemblage d’axe fort sont illustrés aux (Figures
VI-8 et VI-9) et au (Tableau VI-2), et montrent que 1’introduction d’une configuration d’angle
modifie sensiblement la réponse de 1’assemblage selon 1’axe fort, mais que cet effet dépend
fortement de la géométrie du nceud étudié. Pour la famille issue de Test_A, la seule présence de
la poutre d’axe faible, sans sollicitation de celle-ci (Test C_F), conduit a une 1égére diminution
du moment résistant (244,8 a 219,1kN-m), mais a une augmentation de la rigidité rotationnelle
initiale (30906,2 a 32415,2kN-m/rad) et surtout de la rigidité post-élastique (843,4 a
1245,1kN-m/rad). Cela indique que la présence de la poutre secondaire modifie déja les
conditions de déformation du nceud et apporte un effet de maintien qui rigidifie la réponse,
méme sans chargement selon I’axe faible. En revanche, lorsque les deux directions sont
sollicitées simultanément (Test C f-F), le moment résistant augmente jusqu’a 255,3kN-m,
mais cette augmentation s’accompagne d’une baisse marquée de la rigidité initiale (19851,5
kN-m/rad) et de la rigidité post-¢élastique (553 kN-m/rad). La sollicitation bidirectionnelle tend
donc ici a rendre I’assemblage plus souple, tout en permettant une mobilisation plus importante
de sa capacité résistante, (Figure VI-8).

Pour la famille issue de T101.010, I’effet de la configuration d’angle est plus modéré sur le
moment résistant, mais plus contrasté sur les rigidités. La configuration T101.010_F, ou seule
la poutre d’axe fort est chargée, présente un moment résistant supérieur a celui du cas de
référence (105,2 contre 88,6kN-m), alors que la rigidité initiale diminue légerement (24633,5
a 23143,6kN-m/rad) et que la rigidité post-élastique chute fortement (761,7 a 274,1kN-m/rad).
Lorsque la sollicitation devient bidirectionnelle (T101.010_f-F), le moment résistant revient a
une valeur trés proche de celle du cas de référence (90,1 kN-m), tandis que la rigidité initiale
diminue encore légérement (21595,3 kN-m/rad). En revanche, la rigidité post-élastique
remonte a 607,3kN-m/rad, donc a un niveau intermédiaire entre le cas de référence et le cas
T101.010_F. Cela montre que, pour cette seconde géométrie, la tridimensionnalité n’a aucun
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effet sur la résistance et la rigidité initiale, mais modifie la mani¢re dont 1’assemblage se

déforme apres le début de la plastification, (Figure VI-9).

RéférenceP aramére MjRra[kN.m] Sjini[kNmM/rad] Spi[kNm/rad]
Test A 2448 30906.2 843.4
Test C F 219.1 32415.2 1245.1
Test C_f-F 255.3 19851.5 553
T101.010 88,6 24633.5 761.7
T101.010 F 105.2 23143,6 274.1
T101.010 f-F 90.1 21595.3 607.3

Tableau VI- 2: Résultats des caractéristiques mécaniques des assemblages d’axe fort
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Figure VI- 8: Courbe moment rotation assemblages d’axe fort pour la famille du Test A
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Figure VI- 9: Courbe moment rotation assemblages d’axe fort pour la famille du T101.010
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V1.4.4.2 Comportement du panneau d’ame en cisaillement

Les courbes et les caractéristiques mécaniques du panneau d’ame en cisaillement illustrées aux
(Figures VI-10 et VI-11) montrent que, dans une configuration d’angle, la réponse du panneau
ne peut plus étre lue comme un cisaillement dans le plan uniquement. La présence de la poutre
d’axe faible modifie déja les conditions de déformation de I’ame du poteau, et lorsque cette
poutre est elle-méme sollicitée, une déformation hors plan vient se superposer a la distorsion
en cisaillement dans le plan. Les valeurs extraites traduisent donc 1’effet combiné de ces deux
mécanismes.

Pour la premiere famille de configurations, la comparaison entre Test A, Test C F et

Test C f-F met en évidence une influence marquée de cette interaction. La seule présence de
la poutre d’axe faible, sans sollicitation de celle-ci, conduit a une augmentation de la rigidité
initiale du panneau d’ame, qui passe de 103427,9 a 123981,5 kN-m/rad, ainsi qu’a une
augmentation sensible de la rigidité post-¢lastique, de 1592,6 a 3206,4 kN-m/rad. En
revanche, le moment résistant diminue légérement de 241,4 a 221,2kN-m, (Tableau VI-3). Cela
montre que la poutre secondaire, méme non chargée, modifie la cinématique locale du nceud et
tend a raidir la phase initiale du cisaillement du panneau, tout en modifiant la répartition des
contraintes dans I’ame. Lorsque les deux directions sont sollicitées simultanément, la rigidité
initiale chute nettement a 66500,4 kN-m/rad, tandis que le moment résistant remonte
légérement a 239,1 kN-m trés proche du cas de référence, et que la rigidité post-€lastique
augmente encore jusqu’a 4885,8 kN-m/rad. Cette évolution montre que la combinaison entre
la déformation hors plan induite par I’assemblage d’angle et le cisaillement dans le plan pénalise
surtout la réponse initiale du panneau, alors qu’aprés plastification une redistribution plus large
des efforts permet de maintenir une résistance €levée.

Pour la seconde famille, la réponse est plus modérée. Le passage de T101.010 a T101.010_F
conduit a une 1égére augmentation du moment résistant, de 81.6 a 99.1 kN.m, sans effet notable
sur la rigidité initiale. En revanche, la rigidité post-¢lastique diminue nettement, de 910.5 a 509.
4kN.m/rad. L’effet de chargement de la poutre d’axe faible reste limité sur le moment résistant
et sur la rigidité initiale, dont les valeurs demeurent proches de celles du cas de référence. En
revanche, son influence devient nettement plus marquée sur la rigidité post-élastique. La
configuration d’angle agit donc ici principalement sur la déformabilité post-élastique du
panneau d’ame.

Mj (kNm)
350 ¢
300 f
250 f
200  §d
150 H ¢ Test A
100 —o—Test C F
1 —o—Test C_f-F
30 Expérimental
1 6] (rad
0 & 1 L Ju( )
0 0.02 0.04 0.06

Figure VI- 10: Courbe M-0 du panneau d’ame en cisaillement pour la famille du Test A
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Figure VI- 11: Courbe M-0 du panneau d’ame en cisaillement pour la famille du T101.010

Paramétre
M; rq[kKN.m] S;ini[kNmM/Tad] Spi[kNm/rad]
Référence

Test A 241.4 103427.9 1592.6

Test C F 221.2 123981.5 3206.4

Test C f-F 239.1 66500.4 4885,8
T101.010 81,6 39897,9 910.5
T101.010 F 99.1 40908.7 509.3
T101.010 f-F 92.2 39047.6 630.1

Tableau VI- 3: Résultats des caractéristiques mécaniques du panneau d’ame en cisaillement

D’un point de vue mécanique, le chargement sur la poutre d’axe faible agit surtout a travers la
souplesse hors plan de I’ame du poteau. Une ame peu élancée reste relativement stable et
conserve une réponse proche de celle du cas de référence, méme en présence de 1’assemblage
d’axe faible. En revanche, une ame plus ¢lancée se déforme beaucoup plus facilement hors plan.
Cette souplesse réduit nettement la rigidité initiale, mais elle permet aussi, apres plastification,
une redistribution plus large des efforts dans le panneau. L’influence du chargement selon 1’axe
faible devient alors beaucoup plus marquée sur la réponse globale de 1’assemblage.

V1.4.4.3 Déformation hors plan du panneau d’ame

Les (Figures VI-12 et VI-13) montrent d’abord que, sous une sollicitation selon 1’axe faible
seule, les deux configurations développent une flexion hors plan de I’ame du poteau, mais avec
des amplitudes différentes. Pour Test C f-F comme pour T101.010 f-F, la phase correspondant

a 50% de fconduit a une déformée réguliére, sans concentration brutale, mais 1’ordre de
grandeur du déplacement reste plus élevé pour la premiere configuration, entre 8 a 9mm, contre
environ 3 2 4 mm pour la seconde. L’activation progressive de la sollicitation selon I’axe fort
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modifie ensuite la forme de la déformée, et cet effet devient distinct selon la configuration. Pour

Test C f-F, I’augmentation de F conduit surtout a une amplification progressive d’une
déformation déja installée, qui reste répartie sur une hauteur relativement importante de 1’ame
et atteint environ 20mm en zone de compression. En revanche, pour T101.010 f-F, I’effet de
I’activation de la charge selon ’axe fort est plus marqué. A partir des niveaux élevés de
chargement, en particulier vers 75%F puis a F, 4y, le profil de déplacement évolue plus
fortement dans la zone comprimée associée a la platine d’about de 1’axe fort.

La déformée numérique, (Figure VI-14) montre ainsi, pour Test C f-F, une flexion hors plan
plus diffuse du panneau. Pour T101.010 f-F, elle met en évidence une déformation plus
localisée dans la zone comprimée, en cohérence avec I’apparition d’un voilement local.
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Figure VI- 12: Déplacement hors plan de I’ame du poteau pour Test C f-F
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Figure VI- 13: Déplacement hors plan de I’ame du poteau pour T101.010_f-F
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Figure VI- 14: Voilement local de la partie comprimée de I’ame panneau d’ame

VI1.4.4.4 Allongement des boulons

L’analyse des courbes d’allongement des boulons montre que, pour la configuration associée a
un élancement faible de I’ame du poteau T101.010 f-F, les deux boulons appartenant a une
méme rangée présentent des allongements relativement proches (Figure VI-15.a), ce qui traduit
une réponse plus réguliére et une mobilisation plus symétrique de la traction. En revanche, pour
la configuration a plus fort élancement, ce sont les boulons alignés verticalement qui présentent
des allongements proches, alors que les deux boulons d’une méme rangée horizontale
présentent des allongements nettement différents, révélant une dissymétrie plus marquée de la
transmission des efforts (Figure VI-15.b).

Les déformées numériques montrent que la répartition des allongements des boulons est
directement liée a la déformation hors plan de I’ame du poteau. Dans la configuration a faible
¢lancement, cette déformation reste plus contenue, ce qui favorise une mobilisation plus
homogene et plus symétrique des boulons d’une méme rangée (Figure VI-16.a). En revanche,

dans la configuration a plus fort élancement, la déformation hors plan de I’ame devient plus
prononceée et altere cette symétrie. Les boulons situés du coté non associé a la poutre d’axe
faible présentent alors les allongements les plus élevés, tandis que ceux situés du coté opposé
restent moins sollicités (Figure VI-16.b). Ainsi, I’augmentation de la déformation hors plan de

I’ame du poteau s’accompagne d’une répartition plus dissymétrique des allongements des
boulons.
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Figure VI- 16: Déformée numérique des boulons
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VI.5S ANALYSE DU COMPORTEMENT DES ASSEMBLAGES
DANS UNE CONFIGURATION SPATIALE

Dans cette partie, I’é¢tude est prolongée a une configuration spatiale, et ce qu’on appelle un
assemblage de poteau intérieur (Chen et al., 2019), a partir de la famille issue du Test C,
correspondant a une ame de poteau ¢€lancée. L’objectif est d’examiner ’influence de la
sollicitation selon 1’axe faible sur le comportement de I’assemblage selon 1’axe fort dans un
neeud connecté dans les quatre directions. A cet effet, un modéle numérique par éléments finis
comportant quatre poutres est développé. Cette configuration garantit que toute variation de la
réponse est uniquement liée aux changements du schéma de chargement, et non a des
différences de géométrie ou de disposition de 1’assemblage.

VI.5.1 Procédure de chargement

Les conditions de chargement retenues pour la configuration spatiale sont réparties en deux
groupes. Le premier correspond & un chargement unilatéral, appliqué sur une seule poutre selon
I’axe fort, deux mode¢les sont alors considérés : le modele C—FO01, dans lequel une seule poutre
selon 1’axe fort est chargée verticalement, et le modele C—f-FO1, dans lequel une poutre selon
I’axe fort et une poutre selon 1’axe faible sont chargées verticalement, en conservant les mémes
intensités de chargement que celles de configurations d’angle. Ces deux mod¢les numériques
permettent ainsi une comparaison directe avec les configurations d’angle étudiées
précédemment. Le second groupe correspond a un chargement bilatéral, deux modéles y sont
¢galement considérés : le modele C—F02, dans lequel les deux poutres selon 1’axe fort sont
soumises a des chargements verticaux opposés, et le modele C—f-F02, dans ce cas, les deux
poutres selon 1’axe faible sont soumises a des chargements opposés, tandis que les deux poutres
selon I’axe fort sont également sollicitées par des chargements opposés, de maniere a accentuer
la déformation hors plan et le cisaillement du panneau. Ce deuxiéme groupe se distingue donc
du premier par une sollicitation spatiale compléte du neeud.

Les positions de chargement retenues pour ces modeles sont illustrées a la (Figure VI-17).

V1.5.2 Prévisions selon I’Eurocode 3

Les courbes moment—rotation issues des modeles de configurations d’angle (C_F) et (C_f-F),
ainsi que les configurations spatiales (C_F01) et (C_f-F-01) sont évaluées a 1’aide de la
formulation pour assemblage unilatéral prescrite par I’Eurocode 3 (EN 1993-1-8, 2005), qui
conduit a une valeur de moment résistant égale a M; gq= 163.4kN.m, et une rigidité initiale
Sj,ini= 29835kN.m. A l’inverse, pour les configurations en chargement bilatéral, (C_F02) et
(C_{-F-02), I’influence du panneau de cisaillement devient prédominante, et la formulation
analytique est alors gouvernée par un parametre de transformation =2, ce qui conduit a M; g4=
123.5kN.m et S, ;= 21093.5kN.m.
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Figure VI- 17: Positions de chargement de la configuration spatiale

a) C_F01;b) C_f-F-01 ;¢)C_F-02 ; d) C_f-F-02

VI.5.2.1 Interprétation du comportement numérique

Les (Figures VI-18, VI-19) et le (Tableau VI-4) représentent les comparaisons entre les courbes
moments rotation, et les caractéristiques mécaniques des assemblages d’axe fort des
configurations d’angle et spatiales, ainsi que les prédictions analytiques dérivées de I’Eurocode
3. Les observations suivantes peuvent étre formulées :

1. la configuration spatiale avec la poutre d’axe fort chargée seule présente une rigidité initiale
plus faible que celle de la configuration d’angle, avec un rapport de 0,77, car la déformation
n’est plus concentrée uniquement dans I’assemblage sollicité, elle se répartit davantage a
I’échelle du nceud, ce qui rend la réponse initiale plus souple. En revanche, la résistance
augmente nettement pour atteindre 296,1 kN-m, soit environ 1,35 fois celle de la configuration
d’angle. Ce gain montre que la configuration spatiale favorise au cours du chargement une
mobilisation plus large et plus progressive des composants du nceud. La continuité de
I’assemblage dans les quatre directions tend ainsi a freiner 1’apparition précoce de mécanismes
localisés, a améliorer la redistribution des efforts entre les différents composants du nceud et,
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par conséquent, a retarder 1’atteinte de 1’état ultime. Il en résulte une capacité résistante plus

¢levée, associée a une participation plus étendue des composantes de 1’assemblage.
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Figure VI- 18: Comparaison courbes M-0 pour : C_F, C F01, EC3

2. Dans le cas des configurations, ou les assemblages selon 1’axe faible et selon I’axe fort sont
sollicités simultanément, la rigidité initiale de la configuration spatiale reste dans le méme ordre
de grandeur que celle de la configuration d’angle. En revanche, le moment résistant augmente
encore, de 255,3 4 292.1kN.m, ce qui montre que la participation de la déformation hors plan
de I’ame du poteau modifie les conditions locales de transmission des efforts et semble favoriser
une mobilisation plus progressive des composants, conduisant ainsi a une capacité résistante
plus élevée.
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Figure VI- 19: Comparaison courbes M-0 pour : C_f-F, C_{-F01, EC3

3. La rigidité post-¢lastique diminue dans les deux configurations spatiales. Elle passe a 463.9
kNm/rad pour C_FO1, et a 486,1 kN.m/rad pour C_f-FO1, soit respectivement 0,38et 0,88des
valeurs obtenues dans les configurations d’angle correspondantes. (Tableau VI-4). Cela indique
qu’apreés plastification. La déformation post-élastique se redistribue davantage dans la
configuration, notamment a travers le poteau, le panneau d’ame et les poutres non chargées, ce
qui réduit la pente de la courbe moment-rotation. La configuration spatiale apparait ainsi plus
souple apres plastification, sans empécher pour autant le développement d’un moment résistant
plus élevé.
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M; ra Si,ini Spi
C Fol 296.1 24898.2 4693
A (C-FOI) 1.35 0.77 0.38
C_F
C_£FOI 292.1 216543 486.1
(C-f_—ml) 1.14 1.09 0.88
Cf-—F

Tableau VI- 4: MjRrd, Sj.ini €t Spi pour les configurations de référence et spatiales

L’analyse de la (Figure VI-20) et le (Tableau VI-5) montre que les deux configurations de
chargement bilatéral présentent une réponse trés proche, ce qui confirme que le comportement
de I’assemblage reste principalement gouverné par le cisaillement du panneau d’ame. Dans le
cas de C F02, les deux poutres d’axe fort sont chargées en sens opposés, ce qui sollicite
directement le panneau d’ame en cisaillement. Le moment résistant devient alors nettement plus
faible que dans les configurations a chargement unilatéral, qui passe de 290 a 147.5kN.m,
I’ajout des sollicitations selon les deux poutres d’axe fort ne modifie pas significativement le
comportement de 1’assemblage, ce qui montre que 1’état de cisaillement imposé dans le panneau
est suffisamment prépondérant pour que la contribution supplémentaire de la flexion hors plan
de I’ame n’entraine qu’une influence limitée sur la réponse globale. Il reste toutefois possible
qu’une tendance différente apparaisse dans une configuration ou la déformation hors plan de
I’ame serait plus importante.
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Figure VI- 20: Comparaison courbes M-0 pour : C_ F02, C f-F02, EC3
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M; ra Si,ini Spi
C_F02 145.7 19075.3 1257.3
C f-F02 147.5 18096.1 1069.2
C f—F02
(W) 1.01 1.09 0.88

Tableau VI- 5: MjRrd, Sj.ini €t Spi pour les configurations avec chargement bilatéral

VI1.5.2.2 Interprétation des résultats a partir de ’Eurocode 3

Le (Tableau VI-6) met en évidence que I’Eurocode 3 n’évalue pas correctement le
comportement des assemblages tridimensionnels étudiés. Dans la majorité des configurations,
il surestime la rigidité initiale S ;,;, avec des €carts atteignant environ 50 %, tandis qu’il sous-
estime nettement le moment résistant M; rq, avec des €carts pouvant dépasser 40 %. Cette
tendance montre que le calcul analytique, établi pour des assemblages plans, ne rend pas
correctement compte de la réponse réelle des assemblages 3D, qu’il s’agisse des configurations
spatiales ou des configurations d’angle. En particulier, il ne restitue pas de manicre satisfaisante
I’effet de la tridimensionnalité de 1’assemblage, de la redistribution des efforts entre poutres
adjacentes et de la modification des mécanismes locaux induite par la présence de poutres
connectées selon plusieurs directions. Les deux configurations bilatérales présentent toutefois
les écarts les plus faibles, en particulier pour le moment résistant. Ce résultat peut s’expliquer
par le fait que, dans ces cas, la réponse de I’assemblage est davantage gouvernée par le
cisaillement du panneau d’ame, mécanisme que 1’approche de I’Eurocode 3 capte relativement
mieux. Néanmoins, méme dans ces configurations, les écarts restent notables, ce qui confirme
que I’application directe des formulations planes de I’Eurocode 3 demeure insuffisante pour
représenter avec précision le comportement des assemblages tridimensionnels.

Sjini M; ra
Mod¢le EF (E_l)% (E_1>%
FEM FEM
CF 79 25,4
C Fol 19.8 44,8
C f-F 50.3 -36,0
C £F01 37.8 —44,1
C F02 10.6 15,5
C _f-F02 16,6 —16,5

Tableau VI- 6: Ecarts relatifs entre les prédictions de I’Eurocode 3 et les résultats numériques
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VI.5.2.3 Analyse numérique des modes de ruine

La (Figure VI-21) illustre la déformée numérique de la configuration C f-FO1 qui met en
¢vidence une forte concentration des contraintes dans I’ame du poteau, principalement du co6té
de I’assemblage sollicité selon 1’axe fort. Cette concentration s’étend également a ’ame de la
poutre et devient plus marquée dans la zone comprimée, au voisinage de la semelle inférieure.
Celle-ci transmet un effort de compression important vers I’ame du poteau, ce qui engendre une
concentration locale des contraintes accompagnée d’un voilement local de la semelle inférieure.
Dans la méme configuration, la (Figure VI-22) montre que, la platine d’about développe une
flexion principalement localisée dans sa partie supérieure, avec I’apparition d’une ligne de
plastification au niveau de la premiére rangée de boulons, dans I’alignement du centre de
traction associé a la semelle supérieure de la poutre selon 1’axe faible. Cette zone concentre les
plus fortes déformations de la platine et traduit une mobilisation dominante de sa partie
supérieure. En revanche, vers la partie inférieure, la déformation diminue nettement, ce qui
indique que cette zone reste peu mobilisée et apparait davantage bloquée, ce blocage est attribué
a la présence de I’assemblage selon I’axe faible, qui tend a limiter sa déformation

S, Mises

(Avg: 75%)
+1.031e+03
+5.370e+02
+4.923e+02
+4.475e+02
+4.028e+02
+3.580e+02
+3.133e+02
-+ +2.685e+02
~ +2.238e+02

+4.226€-02

Figure VI- 21:Distribution des contraintes et déformations locales des composants —
configuration C_f-FO1

S, Mises

(Avg: 75%)
+5.675e+02
+5.202e+02
+4.729e+02
+4.256e+02
+3.783e+02
+3.310e+02 T
+2.838e+02 K
+2.365e+02
+1.892e+02
+1.419e+02 H
+9.463e+01
+4.734e+01
+5.888e-02

Figure VI- 22: Mode de ruine de la platine d’about — configuration C_f-FO1

La déformée numérique associées aux configurations C F02 et C f-F02 (Figure VI- 23)
montrent que le cisaillement du panneau d’ame est bien activé. Toutefois, contrairement a un

panneau d’ame sollicité en cisaillement dans une configuration usuelle, la répartition des
contraintes ne s’étend pas uniformément a 1I’ensemble de I’ame du poteau. Les concentrations
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de contraintes se localisent principalement au voisinage des coins de la zone sollicitée et autour

des zones d’introduction des efforts, tandis que la partie centrale et les régions plus éloignées
restent relativement moins mobilisées. Cette localisation traduit le fait que la présence des deux
poutres connectées de part et d’autre de I’ame modifie fortement le mode de transfert des efforts
et limite le développement d’un champ de cisaillement pleinement réparti sur tout le panneau.
I1 en résulte une mobilisation locale du panneau d’ame, ce qui explique le niveau trés faible du
moment résistant observé dans ces deux configurations.

S, Mises

(Avg: 75%)
+1.031e+03
+5.370e+02
+4.923e+02
+4.475e+02
+4.028e+02
+3.580e+02
+3.133e+02
+2.686e+02
+2.238e+02
+1.791e+02
+1.344e+02
+8.962e+01
+4.488e+01
+1.457e-01

A

Figure VI- 23: Cisaillement du panneau d’ame — configuration C_f-F02
V1.6 CONCLUSION

Ce chapitre a permis d’étendre 1’étude numérique des assemblages par platine d’about a des
configurations tridimensionnelles plus représentatives, d’abord sous forme de configurations
d’angle, puis dans une configuration spatiale compléte. L’analyse a montré que la présence
d’une poutre connectée selon 1’axe faible, méme lorsqu’elle n’est pas sollicitée, modifie déja la
réponse de 1’assemblage selon I’axe fort en agissant sur les conditions de déformation de
I’ensemble de 1’assemblage. Lorsque cette poutre est effectivement chargée, son influence
devient plus marquée et se traduit par une interaction entre le comportement de 1’assemblage
principal et la déformation hors plan de I’ame du poteau.

Les résultats obtenus dans les configurations d’angle ont mis en évidence que cette interaction
tridimensionnelle affecte a la fois le comportement global de I’assemblage et celui du panneau
d’ame du poteau. Son effet n’est toutefois pas uniforme et dépend fortement de la géométrie du
poteau, en particulier de I’élancement de son ame. Dans la famille associée a 1’ame la plus
¢lancée, la sollicitation selon I’axe faible réduit nettement la rigidité initiale de 1’assemblage,
tout en favorisant une augmentation de la résistance ultime et une modification sensible de la
réponse post-€lastique. Pour la famille a plus faible élancement, son influence sur la résistance
et sur la rigidité initiale demeure plus limitée, mais elle reste notable sur la déformabilité post-
¢lastique du panneau d’ame. Ces résultats confirment ainsi que la souplesse hors plan de 1’ame
joue un rdle déterminant dans I’intensité du couplage entre les deux directions de sollicitation.

L’analyse détaillée des déformées numériques a également montré que la réponse de
I’assemblage ne peut pas €tre interprétée a partir du seul cisaillement dans le plan du panneau
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d’ame. Selon la configuration considérée, cette distorsion se combine avec une flexion hors

plan plus ou moins diffuse de I’ame, avec des conséquences directes sur la répartition des
contraintes, sur la localisation des déformations plastiques et sur la mobilisation dissymétrique
des boulons. Il en résulte des mécanismes de réponse différents selon la géométrie étudiée,
allant d’une déformation globale plus répartie a des localisations plus marquées dans les zones
comprimées ou au voisinage de certaines rangées de boulons.

L’extension a la configuration spatiale a confirmé ces tendances tout en montrant que le passage
d’une configuration d’angle a une configuration connectée dans les quatre directions modifie
encore la cinématique de déformation et la redistribution des efforts. Dans les cas de chargement
unilatéral, la configuration spatiale tend a réduire la rigidité initiale tout en augmentant la
capacité résistante, ce qui traduit une mobilisation plus progressive et plus étendue des
composants de I’assemblage. En revanche, dans les cas de chargement bilatéral, la réponse est
principalement gouvernée par le cisaillement du panneau d’ame, 1’effet supplémentaire de la
sollicitation selon 1’axe faible restant alors plus limité. Ces observations montrent que
I’influence de la tridimensionnalité¢ dépend non seulement de la géométrie du poteau, mais
¢galement du schéma de chargement appliqué a I’assemblage.

La comparaison avec les prévisions de I’Eurocode 3 a montré que les formulations planes
usuelles ne permettent pas de représenter correctement le comportement de ces assemblages
tridimensionnels. L’Eurocode 3 surestime généralement la rigidité initiale et sous-estime la
résistance ultime, ce qui met en évidence Il’insuffisance d’une lecture purement plane
lorsqu’interviennent simultanément le cisaillement du panneau, la déformation hors plan de
I’ame et la redistribution spatiale des efforts.

Enfin, DPanalyse des déformées numériques met ainsi en évidence une interaction
tridimensionnelle qui se manifeste simultanément a plusieurs niveaux de I’assemblage. D une
part, dans la configuration Cr_go,, le cisaillement du panneau d’ame reste bien active, mais sa
distribution demeure localisée au voisinage des coins de I’ameD’autre part, dans la zone de
I’assemblage selon 1’axe fort, les plus fortes concentrations de contraintes se développent dans
I’ame du poteau et dans la zone comprimée, ou apparait également un voilement local de la
semelle inférieure. Enfin, la platine d’about présente une flexion non uniforme, essentiellement
concentrée dans sa partie supérieure avec une ligne de plastification marquée au niveau de la
premicre rangée, tandis que sa partie inférieure reste peu mobilisée en raison de 1’effet de
blocage imposé par I’assemblage selon 1’axe faible.

Dans I’ensemble, ce chapitre confirme que la tridimensionnalit¢ modifie non seulement la
réponse globale de I’assemblage, mais aussi les mécanismes locaux de déformation et de
transmission des efforts. D’ou, la nécessité d’une approche spécifique pour 1’analyse des
assemblages tridimensionnels, capable de prendre en compte explicitement I’interaction entre
sollicitations selon I’axe fort et selon 1’axe faible, ainsi que le rdle central de I’ame du poteau
dans cette interaction.
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Conclusion générale et perspectives

Cette theése a porté sur le comportement des assemblages poutre—poteau par platine
d’about boulonnée soumis a des sollicitations autour de I’axe faible, avec une attention
particuliére portée aux limites de la méthode des composants de I’Eurocode 3 dés que la réponse
de I’assemblage n’est plus gouvernée uniquement par des mécanismes plans selon I’axe fort.
L’objectif général a consisté a analyser, par une démarche progressive mélant ¢tude analytique,
validation numérique et confrontation aux résultats expérimentaux, I’influence de la flexion
hors plan de I’ame du poteau et des interactions tridimensionnelles sur la rigidité, la résistance
et les mécanismes de ruine des assemblages. La stratégie retenue a ét€ construite en plusieurs
¢tapes, depuis D’étude du troncon en T <éEquivalent jusqu’a 1’analyse d’assemblages
tridimensionnels complets.

Le premier chapitre a permis de poser le cadre général de 1’étude. 1l a rappel¢ les principales
notions relatives aux assemblages, leurs sources de déformabilité, leur modélisation dans
I’analyse globale des ossatures, ainsi que leur classification selon I’Eurocode 3 en termes de
rigidité, de résistance et de ductilité. Il a également mis en évidence, des cette premicre étape,
que les assemblages sollicités selon I’axe faible restent insuffisamment couverts par les
formulations usuelles, ce qui justifie I’orientation de la thése vers cette problématique.

Le deuxieme chapitre a été consacré a la caractérisation des assemblages par platine d’about
boulonnée selon I’Eurocode 3. Il a présenté¢ les différentes méthodes de prédiction du
comportement rotationnel, puis a détaillé la méthode des composants en termes de rigidité
initiale, de résistance plastique, d’assemblage des composantes et de comportement du trongon
en T. Cette étape a constitué le socle analytique de la these, en clarifiant les hypothéses, les
domaines de validité et les limites de la formulation réglementaire, notamment pour les
configurations qui s’écartent des assemblages plans classiques selon 1’axe fort.

Le troisiéme chapitre a porté sur I’analyse numérique du comportement du trongon en T, retenu
comme composante représentative de la zone tendue des attaches boulonnées. L’objectif a été
d’établir et de valider les choix de modélisation éléments finis avant de passer a I’assemblage
complet. Les études de convergence de maillage, I’analyse de 1’introduction de la précontrainte,
le choix des lois de comportement, la prise en compte des interfaces de contact et la
modélisation du boulon ont permis de définir une stratégie numérique robuste. Ce chapitre a
ainsi fourni la base méthodologique nécessaire pour la modélisation des assemblages complets
dans les chapitres suivants.

Le quatrieme chapitre a étendu 1’analyse a un assemblage poutre—poteau par platine d’about
débordante boulonnée sollicité selon ’axe fort. Aprés un état de I’art et une exploitation
structurée des campagnes expérimentales disponibles, un modéele 3D complet a été développé
sous Abaqus, calibré puis validé sur deux configurations expérimentales de référence. Les
résultats ont montré que le modele reproduit de maniére satisfaisante la réponse moment—
rotation de I’assemblage, ainsi que les principaux mécanismes de déformation observés
expérimentalement. La confrontation a I’Eurocode 3 a également montré que la qualité de
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prédiction dépend du paramétre mécanique considéré et de la composante gouvernante. Enfin,
I’étude paramétrique consacrée a la doublure d’ame a mis en évidence que sa présence améliore
nettement le comportement de 1’assemblage, tandis que 1’augmentation de son épaisseur ou de
sa nuance d’acier agit surtout sur la réponse post-¢lastique et sur la capacité résistante du
panneau d’ame.

Le cinquieme chapitre a constitué le cceur de la problématique de la thése, en traitant
explicitement les assemblages selon 1’axe faible. Aprés une revue des études analytiques,
expérimentales et numériques disponibles, 1’approche analytique de Gomes pour la résistance
plastique et celle de Neves pour la rigidité initiale ont été¢ appliquées a deux configurations
présentant des ¢élancements d’ame différents. Les résultats ont montré que la composante
déterminante de ces assemblages est I’dme du poteau en flexion hors plan, non couverte par la
méthode des composants de I’Eurocode 3 dans sa forme courante. L’analyse a mis en évidence
que I’¢élancement de I’ame ne modifie pas seulement le niveau de résistance et de rigidité, mais
aussi la nature du mécanisme résistant : une ame plus élancée favorise une mobilisation plus
répartie entre les zones de traction et de compression, tandis quune ame moins €lancée
concentre davantage la réponse dans la zone tendue. La comparaison avec les modeles ¢léments
finis a confirmé la pertinence des formulations analytiques pour la composante isolée, tout en
montrant que leur extension a I’assemblage complet reste plus sensible, notamment en raison
de la représentation de la platine d’about et des interactions entre composantes.

Le sixiéme chapitre a enfin abordé le comportement des assemblages dans une configuration
tridimensionnelle, en étudiant I’interaction entre sollicitations selon 1’axe fort et selon ’axe
faible. Dans ce cadre, des modeles 3D complets ont été développés pour analyser 1’influence
d’un ou de deux assemblages d’axe faible sur la réponse d’un assemblage d’axe fort, puis pour
prolonger 1’étude a une configuration spatiale. Les résultats ont montré que la présence
d’assemblages selon 1’axe faible modifie peu le moment élastique de 1’assemblage d’axe fort,
mais réduit de manicre significative sa rigidité rotationnelle initiale. Ils ont également mis en
évidence que I’interaction entre deux assemblages d’axe faible est plus marquée que dans le cas
d’un seul assemblage, du fait du renforcement du comportement hors plan de 1’ame du poteau
par les deux platines opposées. L’analyse locale a par ailleurs montré que cette interaction
tridimensionnelle se traduit par une modification des mécanismes de déformation, avec
combinaison entre cisaillement dans le plan du panneau d’ame, déformation hors plan de I’ame
du poteau, flexion non uniforme de la platine et concentrations locales de contraintes dans les
zones comprimées. Ces observations confirment que le comportement tridimensionnel ne peut
pas étre déduit par simple superposition de réponses planes indépendantes et qu’une
modélisation dédiée est nécessaire pour décrire correctement ces assemblages.

A TP’issue de ce travail, il apparait que la méthode des composants, dans sa formulation
réglementaire actuelle, fournit une base satisfaisante pour les assemblages sollicités selon 1’axe
fort, mais demeure insuffisante pour représenter de manicre rigoureuse les assemblages selon
I’axe faible et les configurations tridimensionnelles. La thése a montré qu’une composante
supplémentaire, associée a la flexion hors plan de ’ame du poteau, doit étre introduite pour
rendre compte du comportement des assemblages d’axe faible, et que les effets d’interaction
tridimensionnelle influencent directement la rigidité, la résistance et les mécanismes de ruine.
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Elle a également établi qu’une modélisation numérique tridimensionnelle, correctement
calibrée et validée, constitue un outil pertinent pour compléter les approches analytiques et
identifier les limites des formulations simplifiées.

Les perspectives ouvertes par cette recherche concernent principalement 1’enrichissement de la
méthode des composants pour les assemblages d’axe faible et tridimensionnels, 1’introduction
plus explicite des interactions entre composantes, ainsi que I’élargissement des validations a un
nombre plus important de configurations géométriques, de niveaux d’¢lancement et de
conditions de chargement. Une telle extension permettrait d’aboutir a des formulations de calcul
plus générales, mieux adaptées a la réalit¢ mécanique des assemblages poutre—poteau soumis a
des sollicitations multiaxiales.
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ANNEXE A

Formulation des longueurs efficaces des semelles du troncon en T
équivalent (semelle du poteau et platine d’about) selon ’EN-1993-1.8 [2005]

L

Figure A- 1: Mod¢lisation d’un assemblage poutre poteau raidi par platine d’about débordante
par des troncons en T



(a) Paire de boulons dans la partie débordante d’une platine

d’about non raidie

Remarque : Dans les expressions de Fr ; gg €t Fr 5 g, il convient
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Remarque : les expressions ci-apres peuvent également étre x
utilisées pour un poteau non raidi ; toutefois, le mécanisme
de plastification d’angle n’est pas applicable dans ce cas.
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Le paramétre O dépend des dimensions m et m; et est déterminée a partir du diagramme en Fig...
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Figure A- 2: Valeurs de pour une platine d’about et une semelle de poteau raidie

En I’absence de raidisseur ou de semelle entre les rangées de boulons, un mécanisme de
lignes de plastification peut se développer autour de I’ensemble de ces rangées ; celles-ci sont
alors considérées comme agissant en groupe. Ce dernier comprend une rangée supérieure,
une ou plusieurs rangées intermédiaires (si le groupe comporte au moins trois rangées) et une
rangée inférieure. La longueur efficace du groupe est obtenue par la somme des longueurs
efficaces attribuées a chacune des rangées. Conformément aux expressions ci-apres.
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Tableau A- 2: Longueurs efficaces pour des rangées de boulons agissant en groupes
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Tableau A- 3: Exemples typiques de longueurs efficaces pour des rangées de boulons agissant
en groupe




Annexe B

Caractéristiques géométriques des assemblages entiers cités dans la
bibliographie du chapitre IV

Référence ‘ Platine ‘ Nombre ||Chargement Paramétres étudiés
(Ostrander, 1970) n-d 24 M* Raidisseur du poteau, t,,
(Bailey, 1970) d 13 M teps beps Pp,, dp, My,  Poteau renforce
(Zoetemeijer, 1974b) nd/d 12 M Contre plaque, tep, bep, hp,, dp
(Zoetemeijer and Kolstein, n-d 12 M Raidisseur du poteau
1975)
(Graham, 1981) d 21 M teps tefr P dps fy
(Phillips and Packer, 1981) n-d 5 M tep
(Bose, 1981) n-d 1 M hy,
(Zoetemeijer, 1981) n-d 23 M tep, disposition des boulons
(Morris alngc:gll\;ewsome, n-d 4 M Raidisseur du poteau
(Mann and Morris, 1981) | n-d 6 M Défaut d’ajustement de la platine
(Tarpy and Cardinal, 1981) d 16 M tep, hp, he
(Srouji, 1983) n-d 14 M tep, hp, dp *, 1 *
(Hendrick, 1985) n-d 8 M tep, hp, dp, 1y , raidisseur du poteau
(Tong, 1985) n-d/d 6 M tep, P¢ *, disposition des boulons
(Jenkins et al., 1986) n-d 4 M tep
(Zandoniln 91 8a6n)d Zanon, n-d 3 M n, , disposition des boulons
(Aggarwilé ;12;1 Coates, d 5 v o dy
(Janss et al., 1987) d h. , assemblage axe fort ou 3D
(Prescott, 1987) n-d/d 6 M tep, Py, raidisseur du poteau
(Davison et al., 1987) ‘ n-d 3 M Comparaison axe faible axe fort
(Chakrabarti, 1987) n-d | M Renfoncement du poteau




(Janss ct al., 1988) d 2 M/C P ﬁfﬁﬁiﬂ?ﬁiiﬁg fr::z?“
(Kim, 1988) d 21 M teps Dep, Ry
(Bond, 1989) n-d 5 M teps hp, dp *
(Ghobarah et al., 1990) n-d 5 C* tep, Py, raidisseur du poteau
(Aggarwal, 1994) nd/d 4 M tep, dp
(Bernuzzi et al., 1996) d 2 C dp,np
(Wang, 1996) n-d 6 M tep) M, dp
(Abolmaali et al., 2009) nd/d 12 M teps My, dp, bep
(Boorse, 1999) n-d 7 C dp, ny
(Wald and Svarc, 2001) n-d 3 M N, *
(Thomson and Broderick, nd/d 16 M/C Historique de chargement, t,,, dj,
2002)
(Aribert et al., 2004) n-d 3 C e, €c, i
(da Silva et al., 2004) n-d 8 M Ny,
(Vértes and Ivanyi, 2008) n-d 14 M tep, assemblage axe fort ou 3D
(G. Shi et al., 2007) d 2 M/C Poteau re:ﬁ‘;;ﬁei:toriq“e de
(Girao Coe;}(l)c()) ;1;1d Bijlaard,|| n-d/d 10 M tep dp, nuance d’acier
(Tahir et al., 2009) n-d 6 M tep, M, dp, dimensions poutre/poteau
(Tahir et al., 2011) n-d 5 M hy, h, Assemblage selon 1’axe faible
(Abidelah et al., 2012) ‘ n-d/d 2 M Raidisseur de platine d’about
(Shek et al., 2012) n-d 4 M hy, platines (flS jlll)((i);l(;tspamellement
(Prinz et al., 2014) d 2 M ter
(Tahir et al., 2014) n-d/d 6 M hp, tep, dp, Ass;r;)tl)(leage selon I’axe
(Hassanien et al., 2016) n-d 6 C tep, dp, nuance des boulons
(Pan et al., 2018) ‘ n-d ‘ 1 M Assemblage selon 1’axe faible
(Elflah et al., 2019a, 2019b) l n-d/d l 3 M Assemblages en acier inoxydable
(Aleksandze(r) fl;l)d Damian, n-d/d 3 M £, grade acier
(Costa et al., 2019) M Assemblage axe fort et faible
(Song et al., 2022) 2 M Assemblages en acier inoxydable




Tableau B- 1: Récapitulatif des programmes d’essais collectés

* ' M : monotone ; C :

cyclique ; db : diamétre du boulon ; P, : précontrainte du boulon ;

n, : nombre de boulons ; N, = effort axial dans la poutre ; d : débordante ; n-d: non débordante

ANNEXE C

Détermination de la résistance d’un assemblage poutre poteau par
platine d’about boulonne selon (EN 1993-1-8, 2005)

Caractéristiques mécaniques

Ame de la poutre
Semelle de la poutre
Platine d’extrémité

Boulons
Ame du poteau

Semelle du poteau

Limite d’élasticité Limite ultime
fyw -
fyro -
fyp fup
- fub
fywe -
fyfe -

Pour les profilés laminés et platine : f,,,,, = fy5p = f,p =405.5 MPa

Boulon M24 Classe 10.9 : f,,;, = 1000MPa
Coefficient partiels ¥y = Yy1 = 1,0

Caractéristiques géométriques

Assemblage

) VMZ = 1,25



Coté platine

A=A -2bt, + (L, +2r. )t

A, = surface de la section

Exemple d’application : Test A (Costa et al., 2019)
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Platine d’about (¢, = 20mm)

p=230;e=60;b, =220, w=100; e, = 35,1, = 60mm

my = L, — e, —0,8a;V2 =60 — 35— 0,8 X 6v2 = 18,21

m, = py — (I, — ex) — trp — 0,8.2.a,V2 = 90 — (60 — 35) — 11,5 — 0,7 X 2 X 6v2 = 40
m, = 0,5(w — t,.) — 0,8a,,V2 = 41,71

Semelle du poteau

e =100
m = 05w — t,.) — 0,8, = 0,5 (100 — 8,5) — 0,8 x 27 = 24.15

Semelle de poteau fléchie transversalement

- Calcul des longueurs efficaces (mécanismes individuels) :
Rangée 1 (individuelle) : rangée d’extrémité

e=100mm ; m =24,15mm

/

eff ,cp

=min (27rm;7zm + 2e) =min(151,74;277,9) =151, 74mm
Lt e = (4m +1.25€) =221,6mm

leff,l = m1n<l 'l ) = 15 19 74mm ; leff,z = leff,nc = 22 1, 6mm

eff ,nc 2% eff ,cp

Rangée 2 (individuelle) : rangée intérieure

lig o, =272m=151,7mm
L e =4m+1.25¢=221,6mm
Ieff,l = min<leff,nc ;leff,cp) =15 1’ 74mm 5 leff,2 = leff,nc =22 1, 6mm

Rangée 3(individuelle) : rangée d’extrémité



lg,=151,74mm  ;  [;,=221,6mm

- Calcul des longueurs efficaces (mécanismes de groupes) :
Rangée 1 (dans un mécanisme de groupe) : rangée d’extrémité

e=100mm ; m =24,15mm ; p_=90mm

L, =7m+ p,=165,9mm
leg e =2m+0.625¢ +0.5p, =156mm
leff,] = min<leff,nc;leff,cp) =156mm > leff,2 = leff,nc =156mm

Rangée 2 (dans un mécanisme de groupe) : rangée d’extrémité ou intérieure
Groupe 1-2 : (rangée d’extrémité)

e=100mm ; m=24,15mm ; p_=90mm ; p =230mm

L, =156mm ; L5, =156mm

€ €

Groupe 2-3 : (rangée d’extrémité)

L o, =7m+ p=305,9mm
Lgr ne =2m+0.625¢ +0.5p = 225,8mm
Ieffal = min(leff,nc ;leff7¢p) = 225’ 8mm 5 leff,2 = lefﬂnc = 225, 8mm

Groupe 1-2-3 : (rangée intérieure)

lg.,=2p=p +p =320mm

eff,cp
leff,nc =p= 0'5(px +p ) =160mm
Ly = min(leff,,,c;leff,cp) =160mm  ; [, =g, =160mm

Rangée 3 (dans un mécanisme de groupe) : rangée d’extrémité
e=100mm ; m =24,15mm ; p =230mm

[, =mm+ p=3059mm

eff ,cp
logr ne =2m+0.625¢ +0.5p =225,8mm
g, = min(leff’nc;leff,cp) =225,8mm Lir s =lr e =225,8mm

- Somme des longueurs efficaces (mécanismes individuels)



Pour toutes les rangées, en mécanismes individuels, le mécanisme circulaire est plus
déterminant que le circulaire. Ces valeurs sont a comparer aux mécanismes de groupes.

Loy (14+2+43)=151,74+151,74+151,74 = 455,22mm
Lyt o, (1+2)=151,74+151,74 = 303,48mm

lir op(2+3)=151,74+151,74 =303,48mm

- Somme des longueurs efficaces (mécanismes de groupes)
Ly ne(1—=2-3) =156 +160 +225,8 = 541,8mm

Ly (1-2)=156+156 =312mm

Ly (2 —3) =225,84225,8 = 451,6mm

Les mécanismes individuels sont déterminants, car pour tous les groupes considérés, les
sommes des longueurs efficaces obtenues en mécanisme individuel restent inférieures aux
longueurs efficaces correspondantes des mécanismes de groupe. Aucune réduction
supplémentaire des rangées n’est donc nécessaire

Rangée 1 Rangée 2 Rangée 3

l

eff,cp

=151,74mm /

eff,cp

=151,74mm /

eff,cp

=151,74mm

Platine d’about fléchie

- Calcul des longueurs efficaces (mécanismes individuels) :
Rangée 1 (individuelle) : rangée située sur la partie débordante

e=60mm ;e_=35mm;w=100mm ;m_=18,21mm

leff,cp = min (27zmx;7zmx +2e;mm + W) =min(114,43;177,21;157,21) =114,43mm

Lire =(4m, +1.25¢;e+2m, +0.625¢,;0.5b,;0.5w+2m, +0.625¢, )
= (116,6;118,3;110;108,3) =108, 3mm

l

L1 = mln(l off cp

el ) =1083mm 5 L=l =108,3mm
Rangée 2 (individuelle) : premiére rangée sous la semelle tendue
e=60mm ;m=41"72mm ;m, =40mm

[

eff ,cp

=27m=262,16mm



l

eff ,nc

=am=246,17mm

)=246,17mm I, =l,, =246,17mm

leﬁ”,l = mln(leff,nc;l eff,2 — Leff e

eff,cp
Rangée 3(individuelle) : rangée d’extrémité

l

eff ,cp

=27m =262,16mm
Ly o =4m+1,25¢=241,9mm

Ly =min(ly iy, )=24L9mm 5 Ly, =l, =2419mm

€

- Calcul des longueurs efficaces (mécanismes de groupes) :
Rangée 2 (dans un mécanisme de groupe) : premiéere rangée sous la semelle

e=100mm ; m=24,15mm ; p_=90mm ; p =230mm

Ieff,cp =7Tm +p = 361,1mm
Ly o = am+0.5p—(2m+0.625¢) = 240,23mm
Ly =min(Ly Lo )=24023mm 3 Ly, =1, =240,23mm

Rangée 3 (dans un mécanisme de groupe) : rangée d’extrémité

Ieff,cp =7rm +p = 36171mm
Lyt e =min(2m+0.625e+0.5p;am+0.5p — (2m+0.625¢)) = min(236;240,23) = 236mm
Ieff,l = min(leff,nc ;leff,Cp) = 236mm 5 leff,z = leff,nc = 236mm

Pour toutes les rangées, en mécanismes individuels ou en groupe, le mécanisme non circulaire
est plus déterminant que le circulaire. On aura donc la méme longueur efficace entre les modes
let2.

- Somme des longueurs efficaces (mécanismes individuels)

Lt o (2+3) =246,17+241,9 = 488,07mm

Somme des longueurs efficaces (mécanismes de groupes)

Ly (2+3) = 240,234 236 = 476,23mm

On remarque que le mécanisme de groupe (2-3) donne une somme des longueurs efficaces plus
faible que celle du mécanisme individuel. Au final, pour la platine d’about, nous retenons le
mécanisme individuel pour la rangée 2 en réduisant celui de la rangée 3 (de maniére a ne pas
dépasser la valeur de ruine de groupe).



Rangée 1

Lt o =108,3mm (Mécanisme individuel)

Rangée 2

Ligg e =246,17Tmm (Mécanisme individuel)

Rangée 3

Lt e =476,23-246,17=230,06mm  (Mécanisme de groupe)

En résumé, les longueurs efficaces retenues pour le calcul des résistances de la semelle et de la
platine d’about fléchies sont données dans le tableau suivant.

Rangée Poteau Platine
1 151,74 108,3
2 151,74 246,17
3 151,74 230,06

En utilisant les résistances de calcul des modes 1 et 2 et 3, les résistances des différentes rangées

sont donnes dans le tableau :

Rangée Poteau Mode Platine Mode
1 393.40 2 499.43 2
2 444.50 2 495.09 2
3 407.93 2 481.17 2

- Résistance de I’Aame du poteau tendue transversalement

F _ a)beff,t,wc twc f;/,wc
t,we,Rd
Yo

F, ..xa =486.64kN (Supérieure a la résistance de la semelle en flexion)

- Résistance de ’ame de poutre tendue transversalement

beff Jt wh Zwa y,wh

E,wb,Rd =
Vmo



F, ., ra = TA9KN  (Rangée 2) _ '
o (Supérieure a la résistance de la platine d’about en flexion)

F =700kN (Rangée 3)

t,wb,Rd

Résistance du panneau d’aAme de poteau en cisaillement
v 0,97, ,.4. 0,9x405,6x3728

wp,Rd — \/gyMo - \/5)(10

Résistance Aame du poteau comprimée transversalement

=785.70kN

a)kwc beff,c,wc twc f\y,wc _ O, 695 X 1 X 265 X 87 Sx 4059 6

c,we,Rd = = 752,331kN
Vmo 1.0
k.. pb t
MaiS F;’WC’Rd < w wcp eff ,c,we wcfy,wc — 07695X1X0,69X265X8,5X405,6 _ 520kN
Vi 1.0
Begt e = 1+ 2\/§af +5(tfc +5) t+s, = 1 1,5+2\/§.6+5(14+27)+31,51 =265mm

s=r=27Tmm et s, =t,+(t,—a,y2)=15+(15-5y2)=3151mm

Assemblage unilatéral >> f = 1:
1 1

0=0;0 = == - =0,824
1413 Derencue 1+1.3(265‘8’5j
A, 3728
O-comp,Ed < O'7f;/,wc = kwc :1
D e @ : 208.
4 20930 [P ;cfy,m _ [265.208 405;6 11
’ Et,, 184320.8,5
d, =h-2(t,+r)=290-2(14+27)=208
~ A,-0.2 _
ﬂ/p>0.72 ; p: .’7_2 :1721 ?.2:0,69
A, 1,21
F;,WL’,Rd = 520kN
Semelle et Ame de poutre comprimée
M gy =M, 2 = Wp,,yi =804,3. 4(1)5’ 6_ 326,22kN.mm
MO 9
M
= Mer _ 32022 1054 55y

F - =
c.fb.Rd hb_tfb 330-11,5

Reduction éventuelle des rangées des boulons

> F, o =393.4+444.5+407.93 = 1245,83kN

”



Cette valeur dépasse la résistance de I’ame du poteau en compression. Il est donc nécessaire de
réduire les résistances des rangées a utiliser dans le calcul du moment résistant de la valeur
suivante, en commengcant par la rangée inferieure :

ZE,",Rd _F;,yvc,Rd = 7259 84kN

Ainsi les efforts a retenir pour le calcul du moment résistant sont :
F, gy =393,4kN

F, py =127,43kN

Moment résistant de I’assemblage

M,y => I F,, o =393,4%349,25+127,43% 259,25 =170,2kN -m
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