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PRESENTATION DE LA THESE

Pour mieux faciliter La compréhension des travaux réalisés dans
cette thése, ce manuschit a été éfaboré avec La Astructuration sulvante :

PREMIERE PARTIE |(Présentationde £'éztude expérimentale)

ELle napporte fa ndalisation ot Lo but des essais OE' )

La descrdiption des conps d'épreuve.

, ainsi_que

DEUXTEME PARTIE (Le domaine du comportement Lindaire)

ELle présente une récapitulation concise de La théorie générale
des poutres a progLl mince ouvert en élasticité Linbaire.

Nous y décrivons L'action séparée ou simultanée de L'effornt noamal,
du moment de {Lexion, de 2'effort tranchant ou ducouple de Zorsion. Pai @il-
Leuns, aprés un rappel des equations de La torsion mixte, nous proposons L£'ap-
plication de celles-ci aux deux gamilles d'essais envisagées dans Le cadre
decette nechexrche :

- Essal OE 1, avec gauchissement géné au voisdinage de £'appul
de fLexion ;

- Essal OE 2, avec gauchissement Libre au voisinage de £'appul
de glexion.

Sur La base de divers caleuls, nous proposons des conclusions trés
intenessantes concernant Le caleul desprofils minces ouverts en élasticité
Linéaine.

Nous y présentons aussi Les nésultats des essals OE dans Le domaine
Lineaine, et Leur comparaison au calcul.

(*) Régérence du Contrat SETRA-C.E.B.T.P.



TROISTIEME PARTIE (comportement apres fissuration : §Lexion)

ElLe concerne fLes sollicitations et déformations en fLexion Adimple,
dans Le domaine ginssuré.Nous y verndfions €a conservation de £'hypothése de
planéité des sections, malgre La présence d'une fissuration due a fa {Lexion.

QUATRIEME PARTIE (Comportement en 4Lexion-torsion apiés fissuration)

La rechenche bibliographique qud y est réaliste, souligne L'ornigd-
nalitée du thémetraité. ELLe a aussd permis de conclure quant au choix d'une
démarche de nésoluticn semi-empirdique du probléme. Sur fa base de résultats
d'essais, on y développe une méthode oniginale de caleul des nigidités de gau-
chissement et de torsdion. La comparaison destésultats d'essais avec Le caleul,
conginmela validité desrelations semi-empiriques proposées. En dernier fLieu,
nous y fournissons La synthése des résultats chbtenus dans fe dommaine §Lssuré,
et Leun application a fa théondie del'élasticité non Linéaire.
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Action de l'effort normal
Action du moment de flexion
Action de l'effort tranchant
Fleche totale
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NOTATIONS

Nota : La récapitulation qui suit ne contient gue les notations essentielles.

MAJUSCULES
A : Aire de la section droite d'étude
A1 : Aire réduite
A* Aire limitée par le contour fermé (1)
B Aire du béton seul
- Bf Aire du béton fissuré
B Bimoment
C Couple de torsion extérieur
C1 Partie du couple C équilibrée en torsion de Saint-Venant
C2 Partie du couple C équilibrée en gauchissement géné
C Centroide de la section
Ct Centroide tangent
E Module sécant du matériau
Et H Module tangent du matériau
Ea Module de déformation longitudinale de 1'acier
Eb Module de déformation longitudinale du béton
G Centre de gravité
GO Module de déformation transversale
I Moment d'inertie de flexion (/ & un axe)
Ip Moment d'inertie polaire
J Moment d'inertie de flexion d'une aile (/ & l'axe y)
K Inertie de torsion pure
K1 Inertie de gauchissement
K2 Inertie de torsion sectorielle
L Longueur de la poutre d'essai
L(s) Moment statique sectoriel
M Moment de flexion
Mu Moment de flexion ultime
N Effort normal
Ra Raideur de torsion des armatures
S Moment statique de la section considérée
Sm Espacement moyen des fissures
T Centre de torsion
T Effort tranchant
Vv Fleche due au mcoment de flexion M

=
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VT : Fléche due a 1l'effort tranchant T
W : Déplacement longitudinal
*
* *
minuscules
b : Largeur de la section
: Longueur caractéristique
dE31 : Rotation élémentaire correspondant a C,
d€32 : Rotation élémentaire correspondant 2 C2
duC1 : Fléche élémentaire provenant d'une rotation
duC2 : Fléche élémentaire provenant d'une distorsion
e, e(s) : Epaisseur de la section
Fc : Résistance a la compression du béton
ft : Résistance a la traction du béton
9, : Glissement de 1'armature (i)
h : Hauteur de la section
lF : Longueur de flambement
1 : Longueur d'essai de la poutre
T : Rayon de courbure
ry : Distance de 1l'armature (i) au centre de torsion T
s : Abscisse curviligne le long du contour de la section
tm : Ouverture moyenne des fissures au niveau de 1'armature tendue
X : Hauteur moyenne de la zone comprimée
S : Ecart moyen entre deux fissures successives




Lettres grecques

s) : Aire sectorielle (notée wau § 2.2.4)
@ rotation de flexion
© : Rotation de torsion
661 : Rotation concentrée de 1'armature (i)
A Elancement mécanique
V o Coefficient de Poisson
CEI‘I : Contrainte de cisaillement due & la torsion pure C,
(I Contrainte de cisaillement due au couple C2
T = Distorsion
Oy : Contrainte normale produite par N
Oy : Contrainten ormale correspondant a M
€ : Déformation longitudinale engendrée par N
*
* *
EA : Rigidité normale
BT : Rigidité de flexion
GK : Rigidité de torsion
ER} : Rigidité de gauchissement
*
* *

Correspondance entre unités : 1 Inch = 25,4 mm
Kips = 4,45 kN
Ksi = 6,9 MPa




- XTI -

INTRODUCTION




- XII -

INTRODUCTION
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La réesolution du probléme de L'état Limite ulitime de stabilité des
elements comprimés en béton anmé ou précontraint se Limite actuellement aux
cas ou n'interviennent que fes contraintes et déformations dues a L'effornt
normal et au moment fLéchissant.

Dans £es problémes de g§Lambement en §Lexion composée déviée, quatre
composantes de s0llicitation sont d considéren :

- trois princdpales (L'effornt normal et Les deux moments de §Lexion)
- une Aecondaine (Le couple de tonsion).

Pour Les éféments a section massive ou tubulaire, on peut négliger
Les déplacements dus au couple de forsdion (qud accompagnent nécessairement, au
second ondre, fa {fexiondevile), et Ll esi alors assez aist de généralisen fes
méthodes de caleul applicables au probléme de §Lambement plan (Kavyrchine et
Foutre : "Méthodes de calecul" Décembre 197§).

Dans £e cas des poutres et poteaux dont Za seciion est un profdil mince
ouvert (pifes de ponts, grandes pouires préfabriquées, ete...), L2 n'est plus
possible de negligern Les effets de La Zorsdion pour L'étude de fa stabilité d'en-
semble, plus particuliérement L'effet des rotations de torsion, méme 44 Lok
contraintes correspondantes restent faibles.

12 est done nécessaire de ponten attention, ddna certaines sections,
aux contraintes noamales résultant de La Auperposition des efpets de L'efforn:s
normal, des moments deflexion et du gauchissement géné, et des contraintes de
cisaillement nésultant des effonts tranchants et de fLa torhdion.

Les principaux problémes qud se posent alors, pour L'évaluation des
déplacements dus a La torsion, sont Les sudlvants :
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- fe compontementdu béton, du point de vue dé formabilité hors du
domaine Lindaine, Asous un éifat de contrainte biaxial de compres-
sion et de cisaillement |ce problféme a déja gait £'objet d'une
nechonche au C.E.B.T.P. pat Fourld et Tadnnl) ;

- 2'influence de La fissurationde glexion sur fa nigidité de tor-
sion |sous 4aible couple de torsion) et sur La réparntition des
contraintes de cisaillement ;

- fa prise en compte du gauchissement géné dans Le domaine du
comportement non Lindaire avec fissuration.

Co sont essenticllfement fLes deux deaniens points qud feront 2'objet
de fa présente recherche (contrat de rechenche OF - S E.T.R.A:=C.EBiTP. s
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RESUME
2EEETE

Cette rechenche est une contribution a L'évaluation des rigidités
de gauchissement et de ftorsion d'une section mince ouverte en béton armé,
de forme quelconque, aprés fissuration de gLexdon, par une approche nouvelle
tenant compte de L'ingluence concomitante des différents paraméires existants.

Une attention particulilre est donnée a 2'évaluation de fa contri-
bution des armatures dans Le terme rigidité, facteur déterminant d'une rigi-
dité globafe (béton et aciens] de ce matériau composite.

Des essais efpectuls sun des sections creuses, double £é minces et
rectangulaines minces, relativement aux rofations de torsion, déformations
de cisaillement et déformations de gauchissement, concordent de fagon satis-
gaisante avec fLes diverses relations semi-empirdiques proposées, avaniageuse-
ment par rapporl aux Zhéonies "sdimplifiies" admises par Les précédents au-
teuns.

Cette nechenche est fa premiére du genre, a aborder expérimentafe-
ment £'étude des probllmesde gauchissement géné, hons du domaine Linéaire,
en présence de gissurnes dues a la fLexion.

Mots-clées : Poutre - Béeton armé - Béton précontraint - Elasticite Linéaire -
Elasticité non-Linéaire - Efude expérimentale - Essal statique -
Flexion-tonsion - Fissuration - Progif ouvent - Section mince -
RigLdité - Gauchissement.
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SUMMARY

EEEEEEE

This research 44 a contrlbution o the evaluation of the twisting
and Torsional sTiffnesses, aglter glexural cracking of a reinforced concrete
beam, with thin walled open cross section o4 any shape. A new approach Za-
king into account the simultanecus ingluence of the periinent parameters is
proposed.

Due to {Ts major Amportance, a specdal atiention Ls paid to the
evaluation o4 the reinforcement contribution Zo the global stiffness of
the composdite material |contrete-steel).

Serdies of Laboratory tests of R.C. beams with hollow, masisive and
I cross sections was performed. I was found that results ZLike fonsional
rnotations, shear and twisting deformations are in better agreement with the
proposed semi-empinical gormula, than with the simplified theordies presented
in previous works.

This 48 an original experimental research on the non-€inear beha-
vour of R.C. beams submitted o Torsion and restrained twisting after fLexu-
ral cracking. |

Key-wonds : Beam - Redinforced concrefe - Prestnessed concrete - Linear
elasticity - Non-Linear elasticity - Experdimental research -
Static-test - Bending-torsion - Cracking - Open profife -
Thin walled cross-section - SEiffness - Twisting.
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T KRESUMO

X2 2 1]

Esta pesquisa constitue uma contribudigdo a determinagac das
rigidezes ao empenamento e a tongdo, apos gissuracac por §Lexdo, de

seqoes esbeltas de concreto armado com perdif aberto e forma qualquex.

A presenta se uma nova formulagao que considera a influéneia
sdmulitanea dos diversos parametros envoluvidos.

Face a seu papel fundamental dé - se especial atencao a
contribuig@o dos armaduras arigidez global do material composto concreto
armado (concreto + ago). '

Realizon - se uma série de ensaios de vigas de concreto armado
de sec@o rectangufar vazada e maciga e em duplo - T, com médida de de-
formag@o de cisalhamento e empenamento e de rotagdo relativa de Zoncdo.
Mostra - 4e que as relacals semi-empiricas aqud propostas a presentam
mefhon concordancia com as resulitados experimentais que as dos teorias
sdimplificados adotodas por autores precedentes.

Esta ¢ a primeira pasquisa do género a abordar experimentalmente
0 estudo do problema de empenamento restringdido nodominio ndo-Linear ¢ em
presenga de fissuras de fLexdo.

Palavras chaves : Vigas - Concreto Armado - Concrete Protendido -
Elasticidade Linear - Elasiicdidade nao Linear -
Pesquisa experimental - Emsacos estaticos - Flexao-

Longao - Fissuragao - Perfds abentos - Segao Esbelta -
Rigddez - Empenamento.
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PRESENTATION
DE L'ETUDE EXPERIMENTALE

Aprés une étude préliminaire qui avait pour but de montrer comment
se posent les problémes et de faire le point de la bibliographie a ce sujet,

on a réalisé deux essais de poutres & section en double-té mince soumises a

un faible couple de torsion (inférieur 3 celui qui créerait- des contraintes

atteignant la résistance 3 la traction du béton). Ce couple est appliqué seul

pour l'étude dans le domaine élastique linéaire ; il est exercé aprés l'appli-

cation d'un moment de flexion, et pour divers niveaux de celui-ci, pour 1'étude

de 1'influence de la fissuration. Il faut bien noter qu'il s'agit toujours de-
la fissuration due aux contraintes normales longitudinales ; le niveau des
contraintes. de cisaillement est toujours inférieur & celui ol apparaitraient

des fissures inclinées.



1. - Corps d'épreuve

1.1. - Formes et dimensions

Les corps d‘gpreuve repérés OE 1 et OE Z sont deux poutres de méme
section en double té symétrique de dimensions hors-tout 0,40 m x 0,40 m et
d'épaisseur 45 a 55 mm (figure 1). Elles ont 5,20 m de longueur totale et
sont munies de deux porte-&-faux de 0,65 m encadrant une travée centrale de
3,90 m de portée (figure 2). Elles 'possiédent toutes les deux un raidisseur
central, mais leurs abouts sont différents, selon qu'on géne ou qu'on libére
le gauchissement. Dans le premier cas, O£ 1, l'about est de section carrée
pleine 0,40 m x 0,40 m sur une longueur de 0,73 m environ, & partir de chaque

extrémité.

Dans le second cas, OE 2, oUu l'on veut laisser libre le gauchisse-
ment & 1'appui, l'about de la poutre (entre l'appui et chaque extrémité) a
la méme section en double té que la partie courante, mais les ailes sont
coupées a 0,54 m de l'extrémité ; des dispositions complémentaires sont prévues
au point de vue ferraillage et conditions d'appui, pour libérer au maximum le

gauchissement.

Le coffrage est en bois, appuyé intérieurement sur des gabarits noyés
dans le béton (voir détails & 1'Annexe 1) et raidi extérieurement par des pro-
filés métalliques. La mesure des dimensions réelles des sections droites montre

qu'on a obtenu, en moyenne, les cotes théoriques au millimétre pres.
1.2. - Ferraillage

Le ferraillage de la zone courante (fig. 1) comprend des armatures
longitudinales constituées de deux lits supérieur et inférieur symétriques
de 5 Torsid @ 10 chacun, dans les ailes, filant sur toute la longueur de la
poutre, et de 6 barres @ 4 crantées réparties sur la hauteur de 1'ame et
filantes sur toute la longueur. Le réle de ces derniéres est de contréler

l'ouverture des fissures dans 1'&ame.
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Par ailleurs, on dispose aussi des armatures transversales qui
correspondent au minimum nécessaire pour éviter que le corps d'épreuve
ne présente une rupture fragile en torsion pure : il s'agit de cadres @ 3
a l'espacement uniforme de 0,10 m.

Aux abouts, la poutre OE 1 présente une armature transversale
renforcée pour la résistance a 1l'effort tranchant, mais le ferraillage ne

présente pas de particularité notable.

Pour la poutre OE 2, les dispositions particuliéres consistent,
d'une part a prévoir une coupure compléte du béton des ailes, a environ
0,170 m de l'appui de flexion, vers l'about,et d'autre part & y rendre
négligeable 1'adhérence des armatures longitudinales des ailes supérieure
et inférieure (sauf 1l'armature centrale au niveau de 1'ame), par interpo-
sition d'une gaine plastique enduite de graisse sur toute la longueur de
ces barres entre la coupure et l'extrémité de la poutre. Les armatures
comprimées ne sont pas toutes nécessaires pour la résistance a la flexion ;
on a cependant renforcé la zone comprimée par collage d'une plaque d'acier
large de 55 mm et épaisse de 2 mm au droit de 1'&me. Les armatures tendues
sont, bien sir, nécessaires ; elles sont parfaitement ancrées par soudage

sur une plaque d'acier prenant appui sur l'extrémité de 1'aile supérieure.

L'effort tranchant n'étant équilibré que par 1'ame, il a fallu
prévoir un ferraillage transversal assez dense. Au niveau de la coupure,

les armatures longitudinales de 1'ame apportent un supplément de résistance.
On trouvera a 1'Annexe 1 les dispositions détaillées de ferraillage.
1.3. - Fabrication et conservation

Le béton utilisé avait la composition suivante :

CAMEt CPIAS., civim oimvie sivimesn as wwimomininss sisimwsmns winme 430 kg/m
sables 0055 MMas sas s sarini &8 famsns oot oo o 441 kg/m
88ble 055/1,6 MM wos s oo ssm s ian i 163 kg/m
graviers 1,6/2,5 MM. et einenertenensnseanans 113 kg/m
Graviers 2, 9/9" MMiwss viver os svaisies s asmn s s 913 kg/m
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tj (MPa)
(jours) (MPa)” (MPa) (%o) fFléxion Randane

0E1 30 44.7 2.45
45.2 2.95
3,05

42 47.5 2.30 3.45

47.5 30800 2.65 3.00 3.70

49.0 32000 2.55 3.05 3.90
0OE2 64 5252 3.30
54.4 3.30
3.50

72 55.9 34300 2.65 3.20 3.25

57.6 33500 2.30 3.25 355

3.55 3.70

Tableau 1 : Caractéristiques du béton mesuré sur éprouvettes

Age des corps d'épreuve au moment des éssais:
: 40 & 43 jours ; OE2 : 68 a 70 jours.

0E1



I1 s'agit d'un béton & petits granulats, trés proche d'un micro-
béton. Les affaissements du béton frais, mesurés au cfine d'Abrams étaient

6,5 cm pour OE 1 et 6 cm pour OE 2.

On bétonne d'abord 1'aile inférieure dont le coffrage de la face
supérieure est amovible % on ferme celui-ci puis on bétonne 1'ame et 1l'zile

supérieure. Le tout est réalisé avec une méme gachée de béton.
Les poutres sont conservées en cure humide jusqu'a 1'age de 14
jours. Puis elles sont conservées a l'air, dans des conditions thermo-

hygrométriques relativement peu variables.

2, - Caractéristiques mécaniques des matériaux

&vls =i Armatures
Les armatures longitudinales sont en acier Torsid @ 10 & palier
de plasticité pour les barres principales placées dans les ailes, en acier

tréfilé cranté @ 4 pour les armatures réparties dans 1'ame.

Les caractéristiques mécaniques ont été mesurées par l'essai de
traction des échantillons de chaque diamétre prélevés dans les barres ayant
été utilisées pour les deux poutres. Les valeurs moyennes obtenues sont les

suivantes (en MPa)

Torsid Tréfilé
g 10 cranté @ 4
nombre d'échantillons 4 3
limite d'élasticité f_ ou fy , 525 500
’
contrainte de rupture Fr 500 540 .
module E 195000 215000
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2.2. - Béton
On a réalisé des essais de compression sur des éprouvettes cylindriques
normalisées @ 160 mm, dont certains avec enregistrement de lacourbe contraintes-
déformations, des essais de fendage sur le méme type d'éprouvettes et des essais

de flexion sur des prismes 70 x 70 x 350 mm.

Les résultats obtenus figurent au tableau I :

- résistance en compression ch
- module de déformation a 1l'origine Eij
- abscisse du sommet de la courbe
contraintes-déformations €b1
- résistance 3 la traction tj

(avec le facteur 0,6 habituel dans
1'évaluation des résultats des
essais de flexion).

Pour une résistance ch assez élevée, on constate que le module Eij
est plut6t faible : ceci provient de 1'utilisation de granulats de petites

dimensions.

A 1'age du béton correspondant & 1'essai des corps d'épreuve, on peut
estimer que les caractéristiques du béton des éprouvettes étaient les suivantes
(avec une incertitude notable pour le module, puisqu'on ne dispose que de deux

mesures) :

age ch Eij th

() (MPa) (MPa) | (MPa)
0E 1 42 48 31 s00| 2,9
0E 2 69 55 34 000 | 3,3

D'autre part, certaines des mesures de déformation locale des corps
d'épreuve sous charge ont permis d'évaluer le module 3 l'origine Ebo et le coef-
ficient de Poisson vV, du béton des corps d'épreuve (voir 3.3.). On a abtenu

les valeurs suivantes :



= ] v

E
bo IB
(MPa)
0E 1 36 000 0,185
OE 2 37 000 0,185

Les valeurs de module plus élevées peuvent s'expliquer par un durcis-
sement plus rapide du béton de la poutre, en épaisseur 50 mm, par rapport aux

éprouvettes de diamétre 160 mm.

3. - Réalisation des essais

3.1. - Dispositif d'essai

Ce dispositif est lé méme, & quelques détails prés, que celui utilisé
dans la série d'essais antérieure sur des poutres & section rectangulaire de
différentes longueurs (figures 3 et 4). La poutre est posée sur deux appuis munis
d'un couteau a une extrémité, d'un rouleau a 1'autre, distants de 3,90 m, et
sollicitée en flexion par deux vérins verticaux agissant avec un porte-a-faux de
0,55 m aux extrémités. Les forces de flexion sont appliquées de telle sorte que
leur excentricité éventuelle par rapport au plan moyen vertical de la poutre
n'engendre un couple de torsion que dans les porte-a-faux et pas dans la portée
centrale de la poutre et qu'il n'y ait pas d'interaction torsion-flexion due a

la fotation de torsion.

Le couple de torsion est appliqué dans lapartie médiane de la poutre,

par l'intermédiaire d'un cadre métallique serré par des tiges précontraintes

sur le gabarit du corps d'épreuve. Deux vérins verticaux exercant des forces

€gales et opposées (avec des bras de levier égaux et opposés par rapport au plan
moyen vertical de la poutre) agissent de part et d'autre de la poutre, en appli-
quant leurs efforts sur le cadre par 1'intermédiaire de leviers réducteurs. Cette
réduction est nécessaire du fait que les forces maximales 3 appliquer sont treés
inférieures a la capacité normale des plus petits vérins de haute qualité dispo-
nibles. Le coefficient de réduction est ici égal & 0,200. La mesure de ces deux

forces et des bras de levier permet de connaitre exactement le .couple appliqué.
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Les appuis de flexion réalisent aussi 1'encastrement en torsion 2
1'aide d'un bras triangulé serré par des tiges précontraintes sur le gabarit
noyé dans le béton de la poutre (figure 5). A 1'autre extrémité, ce bras
porte sur un dynamométre qui permet de contréler, par mesure de la réaction
d'appui, que le degré d'encastrement est le méme aux deux extrémités de la
poutre, donc son comportement symétrique par rapport 4 la section médiane.
Les conditions d'appui a la base du dynamometre sont telles que la liberté
de rotation en flexion est respectée. Ce dispositif s'oppose au souldvement,

lorsqu'on applique la torsion seule.

Les photographies des figures 6 et 7 illustrent 1'ensemble du dis-

positif.

Outre les dispositions prises dans la poutre pour éviter que les
deux ailes de la section,dans les parties en porte-a-faux ol le couple de
torsion est nul, s'opposent au gauchissement des ailes de la partie courante
entre appuis (cf. 2.1.1.), il fallait aussi éviter que les dispositions d'ap-

pui elles-mémes s'opposent au gauchissement de 1'aile inférieure.

Pour ce faire, on a adopté les dispositions qui suivent. Confor-
mément au schéma de principe de la figure 8, la poutre repose sur la plaque
supérieure rigide de 1'appui de flexion (couteau ou rouleau) par 1'intermé-
diaire d'une plaque d'acier inoxydable et de petits plots de téflon 27,5 x
27,5 mi' (16 plots répartis sur une surface totale d'environ 150 x 120 mi).

La stabilité vis-a-vis d'un glissement d'ensemble est assurée par un axe ver-
tical en acier, soudé sur une plaque solidaire de la poutre au bétonnage, axe
qui pénétre dans l'alésage d'une butée solidaire de la plaque supérieure de

l'appui de flexion.

En ce qui concerne l'appui de torsion (schéma de la figure 9), le
bridage de la triangulation sur la poutre en béton se fait par appui au niveau
des ailes avec interposition de plots associant néopreéne, téflon et acier ino-
xydable ; de cette fagon,on équilibre le couple de torsion par un couple de
forces horizontales, sans s'opposer au gauchissement (déformation longitudi-
nale) des ailes. Pour éviter de créer une flexion locale des ailes, l'effort

tranchant dd a la réaction verticale d'appui a 1'extrémité du bras triangulé
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est reporté sur 1'@me de la poutre en béton par 1'intermédiaire d'une petite

triangulation annexe (voir aussi la photographie de la figure 10).

Un trouvera les dessins détaillés de diverses parties du dispositif

a 1'Annexe 1.

3.3. - Mesures
Outre la mesure des forces appliquées par 1'intermédiaire de la
mesure de la pression d'huile dans les vérins a frottement négligeable, on
a réalisé un nombre treés important de mesures de déplacements et de déforma-
tions (175 pour OE 1, 183 pour OE 2). En raison de la symétrie, une demi-travée
est particuligrement instrumentée ; on ne répéte dans 1'autre que les mesures
les plus importantes. On trouvera & 1'Annexe 2 le détail de 1'implantation de

toutes les mesures.
Mesure des rotations de torsion :

Elles sont effectuées dans neuf sections le long de la poutre dis-
tantes de 0,475 m ou 0,50 m : la section médiane, les sections sur appui et
deux sections intermédiaires par demi-travée. Dans une section, on utilise
un clinomeétre & jauges, ou l'association de deux capteurs mesurant le dépla-
cement linéaire des extrémités d'un "bras" transversal solidaire de la poutre,
& une distance de 1 m de part et d'autre de 1'axe de celle-ci. Sur appuis et
dans la section médiane, les deux moyens de mesure coexistent aux fins de recou-

pement .
Mesure des déformations longitudinales dues 2 la flexion :

Deux sections symétriques par rapport a la section médiane et dis-
tantes de celle-ci d'environ 1,10 m sont équipées sur toute leur hauteur ; la
position de ces sections est approximativement celle ol le moment de flexion
a sa valeur moyenne sur la portée compte tenu du poids propre. Les déformations

longitudinales y sont mesurées 3 divers niveaux, par divers moyens :

- sur les armatures tendues & l'aide de jauges de & mm de longueur

active collées avant le bétonnage et réparties sur les différentes



FIG. 10 - Vue de détail de 1'appui du dispositif d'équilibre du couple de

torsion a 1'appui (OE 2).
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barres de fagon & "couvrir" une zone longue de 150 mm et, apres
fissuration, & donner une valeur moyenne représentative de 1'al-
longement moyen des armatures compte tenu des fissures et du
béton non fissuré entre celles-ci :

- sur les faces supérieure et inférieure, 3 1'aide de Jjauges de
120 mm de longueur active, collées sur le béton, qui donnent de
bonnes indications, avant 1la fissuration, permettant de remonter
a la valeur du module de déformation du béton. Sur la face infé-
rieure, toujours comprimée, ces mesures restent valables apres
la fissuration. De plus, combinées avec celles des Jjauges trans-
versales, elles permettent d'évaluer le coefficient de Poisson ;

- sur l'ame, & 1l'aide de bases d'extensométre mécanique de 200 mm
de longueur qui permettent de poursuivre les mesures au-dela de
la fissuration (1'extensométre est déplacé manuellement de base
en base, mais la mesure est €lectrique et transcrite sur une im-

primante).
Mesures de déformations longitudinales dues a la géne du gauchissement

Ces mesures sont placées principalement dans des sections proches de
la section médiane pour OF 2, de la section médiane et des sections d'appui
pour OE 1, dans une seule demi-travée. Dans ces sections, on mesure les défor-
mations des ailes supérieure et inférieure, au-dessus et au-dessous, a diverses
distances du bord de celles-ci. Des mesures complémentaires, uniquement au-dessus
de la face supérieure et au-dessous de la face inférieure etproches du bord de
celles-ci, permettent d'étudier quelques autres sections de la méme demi-travée

ou de vérifier le comportement symétrique de 1'autre demi-travée.

Les mesures sont faitesa 1'aide de Jauges de 60 mm de longueur active
sur l'aile inférieure toujours comprimée, a 1'aide d'"extensométres a lame
fléchie" (base 100 mm, mesure électrique) sur la face supérieure de l'aile supé-
rieure ou d'un extensométre mécanique de 100 mm de base, a4 lecture directe, sur
la face inférieure & 1'aide supérieure, afin de poursuivre les mesures apres la

fissuration.
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Mesures des déformations locales dues aux contraintes de

cisaillement

Ccs mesures sont effectuées a 1'aide de jauges de 30 mm de lonqueur
active collées sur le béton avec une inclinaison de 45° par rapport & 1'axe
longitudinal de la poutre. Elles sont placées dans trois sections d'une demi-
travée, une voisine de 1'appui, la deuxidme proche de la section médiane.

Pour OE 1, la troisiéme section se trouve & une distance de 1'appui égale a
0,975 m de telle sorte que cela corresponde théoriquement 3 la section ol le
couple équilibré par le gauchissement géné est nul, les contraintes de cisail-
lement résultant donc de la torsion pure. Pour OE 2, la troisigme section de
mesures se trouve a une distance de 1'appui égale a 1,20 m, ce qui correspond
approximativement & la section oU les couples équilibrés en torsion pure et en

gauchissement géné sont égaux.

Chaque section est équipée de jauges & mi-hauteur de 1'ame (sur
chaque face de celle-ci), au milieu de la face supérieure de 1'aide supérieure
et de la face inférieure de l'aile inférieure. Dans la troisiéme section, on
a de plus des jauges sur les faces externes et internes des ailes & une distance

de 115 mm de part et d'autre du plan de 1'ame.

La photographie de la figure 11 montre un certain nombre des points

de mesures de déformation locale sur la poutre OE 2.
Mesure de 1l'ouverture des fissures :

Cette ouverture est mesurée dans 1'aile supérieure dans toute la
travée, le long de trois lignes : 1l'une dans’l'axe de la face supérieure, les
deux autres sur les faces latéréles, a 20 mm plus bas que la face supérieure
soit approximativement au niveau des armatures tendues. Sous 1'effet de la fle-
xion, on effectue les mesures sur toute la travée ; sous 1'effet du couple de
torsion maximal relatif & chaque phase (voir 3.4.) on limite les mesures 3
des zones de 0,45 m de.longueur & partir du raidisseur médian pour OE 2, 3
ces zones plus celles de méme longueur comptées & partir des blocs d'about

pour OE 1.




FIG. 11 - Vue de détail des points de mesure prés du milieu de la poutre OE 2



Dans l'essai 0E 2, on a mesuré aussi la variation d'épaisseur des
)

"coupures" des ailes, aux bords de celles-ci.
Enregistrements graphiques et photographiques :

On enregistre en continu la rotation de torsion mesurée par le

clinométre médian en fonction du couple de torsion appliqué.

Les fissures sont soulignées par un tracé au feutre, avec une cou-
leur différente & chaque phase de 1l'essai (voir 3.4.) et des photographies

sont prises.

3+4: ~.Frocedure ¢ essal
On réalise d'abord quatre cycles de chargement en torsion pure, par
paliers, le couple maximal étant tel que la contrainte normale de traction
maximale due a la géne du gauchissement soit égale & environ 70 % de la ré-

sistance a la traction Ft.

On réalise ensuite quatre cycles de flexion pure, le moment maximal
étant tel que la contrainte maximale de traction (y compris l'effet du poids
propre) soit égale & 60 % environ de la résistance Ft. Pour OE 2, la fissura-
tion s'est produite accidentellement pendant le premier cycle, par suite d'une

erreur d'échelle dans la mesure de la force de flexion.

Puis on augmente le moment de flexion de fagon & réaliser la fissu-
ration, en s'arrétant & un niveau correspondant approximativement a la moitié
du moment qui provoque la plastification des armatures tendues (Phase A). La
fléche correspondante dans la section médiane étant alors maintenue constante,
on applique la torsion par paliers jusqu'a l'atteinte du couple qui engendre
une contrainte maximale de traction due au gauchissement géné égale a 0,66 Ft

(selon le calcul de la poutre non fissurée).

On réalise ainsi successivement trois phases correspondant aux
valeurs suivantes du moment de flexion rapporté au moment de plastification
et de la contrainte de traction dans le béton due & la torsion (rapportée 2

la résistance & la traction)




T

Flexion torsion
phase M /
“/Mp GB,Ft
A 5002 66 %
75 » 62 %
95 % 58 %

A chaque palier de torsion, la rotation est, en principe maintenue

(*).

électronique de la pression d'huile dans les vérins a la mesure de la rotation;

constante Pour l'essai OE 1, ceci a été réalisé gréce a un asservissement
pour OE 2, par suite d'une défaillance de 1l'asservissement, on a simplement
fermé le circuit d'huile (volume constant) ce qui n'a pas assuré le maintien

de la rotation avec une aussi bonne précision.

A chaque étape de l'essai, on effectue l'ensemble des mesures auto-
matisées. On effectue les mesures d'extensométre mécanique de 200 mm de base,
le tracé et la mesure d'ouverture des fissures a l'atteinte de chacun des trois
niveaux de flexion A, B et C. Pour chacune de ces phases, on effectue de plus
les mesures d'extensométre mécanique de 100 mm de base et certaines mesures

d'ouverture de fissures a 1'étape oU le couple de torsion est maximal.

.4. - Observations concernant certains résultats de mesures
4.1. - Symétrie ; précision et fiabilité de certaines
mesures

La symétrie du comportement des deux demi-travées par rapport a la
section médiane a été treés bonne pour OE 1, un peu moins satisfaisante pour
OE 2. Dans les deux cas, on interprétera les résultats en raisonnant sur le

comportement moyen des deux demi-travées.

(*) Pendant les cycles préliminiares dans le domaine élastique, sans fissuration,

le couple de torsion était maintenu constant.



.

Les déformations locales dues au cisaillement et a la géne du
gauchissement sont tres petites (de 1'ordre d'une dizaine ou de quelgues
dizaines de 107°).Seules les mesures par jauges de déformation sont assez
es pour limiter 1'incertitude relative & une valeur acceptable. Les
mesures par extensomdtres mécaniques ne peuvent donner que des ordres de
grandeur ; par contre les eftensométres 2 lames donnent des mesures dent la

qualité approche celle des jauges.

Les rotations de torsion sont aussi trés petites et leur mesure
précise difficile. Les mesures par clincmetre a jauges réalisées dans les
sections autres que la section médiane sont, en moyenne, satisfaisantes bien
que la sensibilité des appareils soit limitée. Dans la section centrale, on
a utilisé un clinomeétre spécial treés sensible mais dont 1'étalonnage est'dé-
licat et la fidélité non garantie lorsque l'on passe de la position d'étalon-

nage sur un banc 2 la position d'essai sur la poutre (voir 4.2.).

Pour les mesures par capteurs de déplacement, on a utilisé les
appareils les plus sensibles et précis la ou les rotations devaient étre les
plus petites, aux appuis et & leur voisinage ; ceci était particulierement
important pour mesurer la rotation des appuis déformables de OE 2. Par contre,
dans la section médiane (recoupement avec le clinomeétre), la sensibilité des
capteurs s'est révélée insuffisante ; dans les sections voisines de la section
méciane, ces mesures présentent une assez forte dispersion (pour OE 2 en par-

ticulier).

4.2. - Rotations de torsion (domaine élastique non fissuré)

La mesure des rotations est la plus fondamentale car elle donne direc-

tement la rigidité globale de la poutre vis-a-vis de la torsion.

Dans le domaine élastique, avant fissuration, on peut la caractériser

par :

- 1'évolution de la rotation de la section médiane (corrigée de la

rotation aux appuis) en fonction du couple ;
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- les valeurs de la rotation (corrigée de celle des appuis) le long

de la poutre sous couple maximal.

On considére non pas la valeur absclue du moment de torsion C (égal
a la moitié du couple extérieur [' ), mais sa variation AC par rapport a la
premiere étape sous couple nul, de fagon & éliminer les incertitudes sur
1'état "zéro". On fait la moyenne sur les trois derniers cycles préliminaires

seulement, le premier étant toujours légerement différent.

En ce qui concerne la rotation dans la section médiane les résultats
des mesures obtenues par le clinometre sont présentés par des points a la
figure 12. Elles sont trés peu dispersées et traduisent, en moyenne un compor-
tement bien linéaire représenté par la droite moyenne. On a porté aussi les
résultats obtenus par les capteurs de déplacement, qui sont beaucoup plus
dispersés et moins bien linéaires, mais montrent que 1l'ordre de grandeur de

la rotation mesurée par le clinométre est surestimé.

Par une analyse du méme type que celle qui précede, on détermine la
meilleure droite de variation de la rotation mesurée en fonction du couple
dans chacune des sections de mesure. On en déduit la valeur expérimentale moyen-
ne, dans chaque section, pour une valeur unité du couple ; en anticipant sur la
suite, ces valeurs sont portées a la figure 17 pour OE 1 et 3 la figure 18 pour
OE 2. L'allure de la courbe de variation de la rotation E)lelong de la poutre
étant donnée par les calculs théoriques dont il sera question plus loin, on
peut alors apprécier la valeur corrigée de la rotation au milieu. On en déduit

*
le facteur correctif a apporter & 1'étalonnage du clinometre (*)

0,88 pour geE 1 ,
0,92 pour O£ 2

Les valeurs mesurées de la rotation dans la section médiane de la
poutre permettent de déterminer la rigidité de torsion '"globale" de la poutre

sur l'ensemble d'une demi-travée de longueur £ = 1,95 m

(*) facteur valable pour toutes les phases de l'essai, le clinomeétre restant

fixé & la poutre dans les mémes conditions pendant toutes ces phases.
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AC
E = 2700 kN.n’/rad pour OE 1,
=~ 1800 kN.m'/rad pour OE 2,

soit 3,7 fois la rigidité de torsion pure pour OE 1, 2,4 fois pour OE 2.

5- Programme de déroulement du chargement:
I1 est donné a 1'ANNEXE 4.




— ™ PARTIE

DOMAINE DU COMPORTEMENT LINEAIRE
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1. - INTRODUCTION (Synthese bibliographique)

Jusqu'au début du siécle, dans la science de 1'ingénieur, on

désignait par le terme de "torsion" la théorie établie par Saint-Venant

[

[99],selon laquelle 1'effort intérieur agissant sur la section résulte

d'un flux de cisaillement fermé, sans considérer les contraintes tangen-
tielles dues a la variation des contraintes normales dans la direction
longitudinales d'une barre (torsion non uniforme). D'importantes contri-
butions a l'application de la théorie de Saint-Venant ont été apportées

par Bredt [11] (formule désignée par son nom), par la description rela-
tive a 1'analogie de Prandtl, par l'apport au calcul des constantes de
torsion des profils laminés de A. Foppl [42] et par les travaux de C. Weber

et W. Gunther [108].

S. Timoshenko [101] a, pour la premiére fois résolu un probleme

d2 torsion mixte.

A gottingen, aprés avoir traité le déversement de la poutre de
section rectangulaire, Prandtl [89] présenta & Timoshenko [101] le pro-
bleme du déversement des poutres en I. Ces résultats qui ont conduit 3 la
théorie de la "torsion avec flexion des ailes" ont été publiés en 1905 en

langue russe et en 1910 en langue allemande.

La contribution de Timoshenko pour la section en I fut la résclu-
tion d'un probléme des valeurs propres (reprise en partie par Vlassov [104]

pour certains profils ouverts).

Dans le profilC , également tres important, le probléme correspon-
dant des valeurs de bord apparut au premier plan. Des essais de flexion com-
mentés par Von Bach [105] en 1909, ne montrérent jamais une répartition plane
des déformations longitudinales pour des poutres présentant une section en[lC,
dans le sens de l'hypotheése de Bernouilli-Navier (les tensométres ayant
indiqué la somme des déformations engendrées par les contraintes de flexion

et les contraintes de gauchissement.
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C'est seulement dix ans plus tard, que ces résultats furent inter-
prétés correctement par R. Maillart [73] et A. Eggenschwyler [31] qui défi-
nirent 1l'axe des centres de cisaillement comme lieu géométrique que tous les
plans de charge doivent contenir, pour que la flexion ne scit pas accompagnée

de torsion.

La théorie de la torsion non uniforme relative & des sections
ouvertes & parois minces, de forme quelconque, trouve son origine principale-
ment dans les travaux de M. Wagner [109] et R. KAPPUS [58] qui étudierent le
flambement par torsion des barres. En plus des travaux de Goodier [44],
TIMOSHENKO [101] et Bleich [12] ont publié aux U.S.A. des résumés et des arti-
cles concernant la théorie des barres & section ouverte & parois minces, dans
lesquelles ils traitent principalement les problémes de stabilité de ces élé-

ments de construction.

les aspects relatifs ala construction aéronautique ont été développés

dans un ouvrage de P. Kuhn [67].

Toutefois, ce n'est qu'en 1940, sous la forme d'un recueil de Vlassov
[(104] des probleémes inhérents & la torsion, que le probleme de la torsion mixte
est éminemment traité. Par ailleurs, il semblerait aussi que les notions de
coordonnées sectorielles fondamentales, aient été introduites pour la premiére

fois par Vlassov...

Pour des profilés métalliques minces, dans le domaine de 1'élasticité
linéaire, cette rétrospective montre que beaucoup de rechercnes et de travaux
ont été menés dans ce sens et que la théorie classique de la résistance des
matériaux a été suffisante pour 1'évaluation des états de contrainte et de dé-
formation, dans une piéce ce forme quelconque. Il n'en demeure pas moins que,
pour le matériau béton armé, la résistance des matériaux classique n'est plus
suffisante pour le calcul de sections de forme quelconque dans la mesure ol on
ne connait pas de démarche uniforme, applicable quelle que soit la forme de la
section. Par ailleurs, si pour une section mince, 1'analogie de la membrane
fournit un outil de calcul assez fiable de 1'inertie de torsicn, on ne connait
pas d'expression générale de l'inertie de torsion pour des sections massives.

Pour cela, nous nous sommes proposés, d'une part d'établir une synthése concise
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de la théorie des poutres & profil mince ouvert en élasticité linéaire, et

d'autre part d'établir une confrontation originale de cette théorie avec les
résultats expérimentaux des essais OE 1 et OE 2. L'originalité de cette vé-
rification réside dans le fait que la littérature ne mentionne aucune compa-

raison de ce genre.

Le tableau 2, ci-aprés, donne les principales contributions de la
littérature sur la torsion des piéces en béton, béton armé, béton précontraint

dans le domaine de l'élasticité linéaire.



NON ARME

BETON ARME

BETON PRECONTRAINT

‘Théorie classique de 1'élasticité
Théorie .classique de la plasticité
Morsch (1904)

C. Von Bach (1909)

Saint-Venant
Young, Sagar & Hughes (19235)
Rausch (1929)

Turner & Davis (1934)

Nylander (1945)
Cowan (1955
Humphreys (1957)
Zia (1961)

TORSION
PURE Prandtl & Timoshenko (1910) Andersen (1935-1957)
Bach (1912) Vlassov (1940)
Young, Sagar & Hughes (1923) Cowan (1950)
Miyamoto (1927) Ernst (1957)
Turner et Davis (1934)
Marshall & Tembe (1941)
Fischer (1950) Nylander (1945) Cowan (19535)
Cowan (1955) Cowan (1953) Gardner (1963)
TORSION Amstrong (1956) Swamy (1962)
ET Chinenkov (1959) Reeves (19562)
FLEXION Lessig (1959)
GESUNG (1964)
Pandit & Warwaruk (1965)
Vlassov (1940)
TORSION, Tylander (1945)
FLEXION Lyalin (1959)
ET Lessig (1961)
CISAILLEMENT Yudin (1964)

Farmer (19265)
Ersoy (1965)

TABLEAU 2

I
o
=

I
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2. - THEORIE DES POUTRES A PROFIL MINCE OUVERT EN ELASTICITE LINEAIRE

Dans l'exposé qui suit, on considére une poutre droite d'axe z,

de section (S) constante, sollicitée dans son plan moyen (Gyz).

2.1. - Action de 1l'effort normal, du moment fléchissant et de

L'effort tranchant

2.1.1. - Action de 1'effort normal

1'effort normal produit des déformations longitudinales gy et

des contraintes normales Oy qui sont uniformes sur la section (cf. Fig. 13).

:

|
|
1
|
Z ON
N - S| ¢ - el
I
i
|
I

—
I

]L. - FIG 13 —

En écrivant que la résultante de ces contraintes est égale a 1l'ef-

fort normal, on obtient :
avec A = ff dS

(S)

e
N

| =

et dWN étant le déplacement longitudinal relatif entre deux sections voisines

distantes de dz :

dw

N
€. = R

N
N EA

En écrivant d'autre part que le moment résultant est nul, on obtient :
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par définition du centre de gravité G, origine des axes.

2.1.2. - Action du moment de flexion

D'apreés 1'hypothese de la planéité des sections, le moment de
flexion M (d'axe x) produit une®rotation relative dw de deux sections

vaoisines distantes de dz (Fig. 14).

E\ -FiIG14 _

dw

¥ -
\ Chjﬁ
J \G
Ll — 0,
e M(—-—.—-—r—"“"“ Z: - >
G \
ﬂ“;b——- CﬁWJ(y) 3

Toutes les fibres longitudinales de la section subissent une
courbure, mais les tangentes & leurs déformées restent normales aux plans
des sections (conservation des angles droits ; pas de distorsion). Les
déformations longitudinales (indépendantes de x) sont réparties linéaire-

ment sur la hauteur de la section :

r étant le rayon de courbure.
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En écrivant que le moment résultant des contraintes normales ﬂhM

I

« 1y cavec I = JJ y2 < @S
(s)

correspondantes est égal a M, on obtient :

I(y) =

—l=

et dVM étant le déplacement transversal (fléche relatif entre deux sections

volsines.

= Ll
" dz 2 T EI

2.1.3. - Action de 1'effort tranchant
Sous l'action de l'effort tranchant T (porté par l'axe y) les angles
droits ne se conservent pas ; il apparait des distorsions. On admet cependant

que deux sections voisines sont superposables par translation.

La seule expression générale est celel de l'effort de glissement par
unité de longueur 9y qui est la résultante des contraintes tangentielles, paral-
leles a 1'axe z, agissant sur la face latérale d'un prisme de base (A) et de

longueur dz, isolé de la poutre (Fig. 15) :

dN T'SA

(A) s Eoi ]

¢><

FIGURE 15

(S)
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NA étant la résultante des contraintes normales agissant sur l'aire A

et SA le moment statique de cette aire par rapport a 1l'axe G>< 3

. dS

w
I=
11
~

~(A)
On ne peut pas tirer d'expression générale de la contrainte de cisail-
lement, seulement des expressions approchées ou valables dans des cas particu-

liers.

Pour une section 2 profil mince (Fig. 16)

\ T,(S) S)
AT~ e

“><

FIGURE 16

on calcule de fagon analogue le flux de cisaillement dans le profil :

T .. S{s)
I

1]

q(s)

avec

&~

S(s) = ¥ . e(t) . dt

S

S (ou t) étant 1'abscisse curviligne le long du contour de la section et e(s)
1'épaisseur du profil. Si celle-ci est suffisamment petite vis-a-vis de la
longueur 1 du profil, on admet que les contraintes de cisaillement Z:T sont
paralléles au contour et constantes dans 1'épaisseur. Elles ne dépendent que

de 1'abscisse s, et 1'on a :




voisines est dV

Jlx

C.(s)

T

_ 9q(s)
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T ... 5(8)

“els) T I .

e(s)

Les distorsions correspondantes sont :

Le déplacement transversal (fléche) relatif de deux sections

(Figure 17 ; exemple d'une section rectangulaire mince)

=0

T(s) =

T(s)
G

—

7
flf =
|
!
]
[

7

/
[
|

L

e

N

FIGURE 17

Il lui correspond une distorsion moyenne'r telle que dVT

-
| dv
b4
--.._]_-
— - —

A i dz, que 1l'on

calcul en écrivant 1l'égalité du travail de l'effort tranchant et des travaux

des contraintes internes :

( ulﬁ indiquant 1'intégration
Q)

Pl
._.‘

. dv

=

P

j (o .T. ds
(s)

~L;W

¢

(s) .T(s)

. e(s)

le long du contour de la section)

. dS
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d'ou
R s T
T odz T GA1
1'aire réduite A1 ayant pour expression :
S = A 5(s)> ds
Al 3 I2 e(s) °

S

Dans 1'exemple de lasection rectangulaire, l'aire réduite A1 a pour

valeur 5. eh/6 et l'expression des contraintes de cisaillement est :

2

T Sly) - 8T h 2
Cily) = % = B SRSy

2.1.4. - Fléche totale

la fléche totale V = VM + VT obtenue par superpositiondes termes
dus au moment fléchissant et 2 1l'effort tranchant, satisfait & 1'équation
différentielle :

_2-=~E_I_§PT“'E (2.0)

Mais on admet de calculer indépendamment :

i
- VM par 1'équation de : > = T
dz
. a5 T
- VT par 1l'équation de : 5 P~

11 est bien connu que pour les poutres dont la portée est SUFfisamment
grande vis-a-vis des dimensions transversales, le terme VT da a 1l'effort tran-
chant est négligeable vis-a-vis du terme VM dd a la flexion. Il n'en est plus
de méme si la portée relative devient faible, surtout si les rotations des
sections sont empéchées (poutre encastrée). C'est alors le terme VT qui devient
prépondérant, mais la fliche est alors trés petite. Par ailleurs, dans ce cas,
d'aprés le principe de Saint-Venant, la théorie des poutres n'est plus suffisant

surtout pour ce qui concerne le calcul des contraintes normales.
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2.2. - Action du couple de torsion

2.2.1. - Généralités
A l'abscisse z le long de la poutre, le couple de torsion dG aux

forces extérieures est C.

Pour les poutres a section massive, ou a profil mince ferme, ce
couple n'engendre gque des contraintes decisaillement calculables selon la
théorie élémentaire de la torsion ("torsion pure" ou "torsion de Saint-
Venant"). Il n'en est de méme pour une poutre & profil mince ouvert que si
son gauchissement est parfaitement libre.

Si le gauchissement est géné, une partie du couple C, est équilibrée

1
par des contraintes de cisaillement de "torsion pure", l'autre partie CZ par
des contraintes de cisaillement de '"gauchissement géné". Ces derniéres sont

accompagnées de contraintes normales. On est donc en '"torsion mixte".

Remarque : Dans une section ol le gauchissement est totalement empéché, on a
C1 =0 et C2 B

2.2.2. - Torsion pure
Sous l'action du couple de torsion C, il se produit une rotation

relative d© de deux sections voisines autour de l'axe Gz, telle que

dO _

&
- @ (2.1)

ou K est 1l'inertie de torsion de la section.
De plus, il apparait des déplacements longitudinaux dWE(x,y) des

différents points des sections par rapport & leur position initiale (Fig. 18 ;

exemple de la section carrée).
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A FIGURE 18

- - -

Wi, B (S
dz

Dans une zone de couple de torsion constant, les sections subissent
toutes le méme gauchissement. A ce déplacement dWC, ne sorrespond aucune dé-
formation longitudinale € , donc aucune contrainte normale [, si le gauchis-
sement est parfaitement libre. On admet que les défcrmations de gauchissement
sont négligeables pour les sections massives et les sections tubulaires. Elles

ne le sont plus pour les profils minces ouverts.

11 n'existe pas d'expression générale pour l'expression des contrain-
tes de cisaillement t:c’ ni pour 1l'inertie de torsion K, dans le cas des sec-

tions pleines ou tubulaires épaisses.
Pour les tubes minces (fig. 19), on admet que la contrainte de cisail-
lement est constante dans l'épaisseur. '

TC‘I

€A

(A‘)m.T %

—&/2 e/2

FIGURE 19
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: C
Son expression est : Z;(s) ST ala] (2.24)

A* étant l'aire limitée par le contour ferme (JV) du tube et e(s) son épaisseur

a l'abscisse s le long du contour,

L'inertie de torsion a pour expression :

2

4 . A*
K= (2:3)

i

Dans un profil mince ouvert (Fig. 20), on admet que la contrainte
de cisaillement varie linéairement dans l'épaisseur de chaque élément (*) ;

elle s'annule sur la ligne moyenne et a pour valeur maximale :

C1 . e(s)
Coy(e) = —¢— (2.4)
Tex
I == = ::E] 'PTE1
H
H v
el e e /2 _
il e

FIGURE 20

C1 étant la part du couple équilibrée en torsion pure.

£*)

L'inertie de torsion a pour expression

K:);Ki-l. 2 b e

-3 T i
(*) chaque élément a une épaisseur e; petite vis-a-vis de sa longueur bi.ENenhxﬂlaﬁaﬁ
1'épaisseur e.(s) peut étre faiblemefit variable. L'inertie de torsion dé 1'élément

s'écrit alors’: gl e A é e.(s)j- ds
F Jz b
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2.2.3. - Gauchissement géné ; application a une section

On considére une poutre & section en double té symétrique (Fig. 21),

soumise & un couple de torsion C.

La section d'abscisse z + dz subit une rotation 18 par rapport a

la section d'abscisse z.

b

FIGURE 24

Si .le gauchissement est libre, les déplacements dans la direction

z sont ceux représentés a la figure (22).

rotation distorsion

)
T ducz,s

|

a

l
T e 15

a

d\/\./c(x)S

FIGURE 22
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Ceux de 1'ame sont négligeables ; ceux des ailes proviennent du
déplacement relatif dans la direction x du centre de gravité de chaque aile
entre les deux sections d'abscisse z et z + dz. Dans l'hypothése de 1l'indéfor-

mabilité de la section dans son plan, on a :

- e=h
duC = -7 . de

- aile inférieure (indice i) : signe +

- aile supérieure (indice s) : signe -

Cette fleche duC est la superposition de deux termes :

! : _+h
duC1 provenant d'une rotation d(q ety e
du ., provenant d'une distorsion d@-I D-. —_—
. cZ 2 g z

La rotation de torsion totale est :

de=dQ+d%

Si le gauchissement est totalement empéché dans la section z par
exemple (Fig. 23), on voit que pour y annuler les déplacements précédents,

il faut appliquer aux deux ailes :

- des moments de flexion d'axe y, m, tels que :

2

T e

dz ~ g 2 = TED
Z

J étant le moment d'inertie d'une aile par rapport a Gy, soit
a2

dz2

1

-

o -'21 s (2.5)
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- des efforts tranchants, t, tels que :

A. étant 1l'aire réduite d'une aile dont l'expression est :

1

b/2 2
-—1-:L. S(K) . dx
A1 JZ e

-b/2

soit :
£ =T, h GA EE%
ST 1 ° dz
avec :
A1 = 5 eb/6
~_ Mg
>~ M;j
\%C
AILE SUP
X ==
il =
AILE INF
FIGURE 23
(on aura évidemment : t = dm/dz)

(2.6)
—— Té
—ig——=1 T}
Mcz
—4\ _/-
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I1 en résulte, d'une part des contraintes normales :

i ‘—“%) L (2.7)

dont la résultante et les moments résultants par rapport & Gx et Gy sont nuls.
I1 s'agit bien d'un état d'autocontrainte, puisqu'il n'y a ni effort normal,

ni moments fléchissants extérieurs. Les contraintes TE résultent du "bimoment"
constitué par les deux moments fléchissants m égaux et opposés. On peut retrou-
ver leur expression par une autre voie, en écrivant que 1l'annulation des dépla-

cements dW. {x, t‘%) engendre des déformations longitudinales :
+ h
BC(X,_E-) =— = X .

d'oll les contraintes :

+ h h
ﬁE(x,— 7) = E X %

D'autre part, il résulte des efforts tranchants t des contraintes de

cisaillement :

+ Ry £ .05(%) -
qZ(X,- 7) = (2.8)
2
6t b 2
= (=— - x7)
e.t:n3 =

L'effort tranchant total résultant de ces contraintes est évidemment

nul, mais elles équilibrent un couple de torsion :

2
h E
IC]'—!tl-h—T.GA -E
3

2 1

5 ebh de%

T (2.9)

1
[*p}
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A - Notions de coordonnée sectorielle et de péle

a) Notations

=
x(s) et y(s) : coordonnées d'un point M situé sur le profil
M, B ou 50 : arigine sectorielle

A : pb6le de la section
w(s) : coordonnée sectorielle (elle représente le double

de 1'aire située dans la zone (AM1, AM, )
AM1 (ou AB ou ASO) : "vecteur rayon" fixe

AM : "vecteur rayon'" mobile

FIGURE 24
Convention de signe (selon la théorie de Vlassov)

L'aire sera- considérée positive, si le vecteur AM s'est déplacé dans

le sens des aiguilles d'une montre quand on regarde la section des "z négatifs".

Soient @, et ©n les ccordonnées sectorielles rapportées a deux

paoints distincts, A(ax, av) et D(dx, dy) deux points de la section droite,

et un point M (x,y) sur le contour du praofil.
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FIGURE 25

Les différentielles de w, et w_ s'éecrivent :

A D
dnh = (x - ax) . dy - (y - ay) . dx
(2.10)
deyy = (x = dx) . dy = (y = dy) . dx
de (2.10) on déduit :
d(uh = mD) = (ay - dy) . dx - (ax - dx) . dy (2.11)
en intégrant (2.11), et en y exprimant @, en foncticn de wp, On obtient :
W =y + (ay - dy) . X + (aX - dx) .y+C C2.012]

ou C est une constante dépendant de l'origine du systéme d'axes. Notons

M0 (xo,yo) 1l'origine sectorielle (la méme pour les deux points choisis A
et D). '

C'est-a-dire :

(2.12) s'éerit alors :

W, =@y + (ay- dy) . (x - xo) - (aX = dx) v (e yo) (2.13)




LI I
On définit les parameétres :
8 = d/‘1 s X dA
b
A
Sx .[~1 y . dA
A
XY= f XY dA
A
. 2
Jx = -[-y . dA
n
S = .1.1 w. dA
A
) m= -[‘x w. dA
WX
A
oy = ;L'y .w. dA
g = HL.XZ . dA
b

Sx et 5y définissent la position de l'origine des coordonnées

Jx définit la direction des arcs de coordonnées

%uu et quy définissent la position du pble des aires sectorielles
S, définit la direction du vecteur rayon ou la position de l'origine

des aires sectorielles.

FIGURE 26

" (2.14)

(2.15)
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Désignons par 1, x(s), y (s), et w(s) les coordonnées principales

généralisées d'un point S, dans une section droite d'un profil mince ouvert.

Les courdonnées x(s) et y(s) peuvent étre prises, par rapport aux

axes principaux, ou par rapport 3 des axes quelconques.
b) Détermination du péle (Fig. 25)
W =+ (ay = by) o xlg) = (ax - bx) . y(s)

- (ax— bx) . y(so) - (ay = by) : x(sc)

(2.16)

x(so) et y(sD) sont les coordonnées de 1'origine sectorielle, c'est-a-dire

point %D tel que : W = wg = 0.
Soit A le point pour lequel : SR %ay = 0 (A : pdle principal), et B le

péle auxiliaire.

Ecrivons :

Ces deux expressions deviennent :

_ - 2
qu « X . dA = me ¢ X« dA + (ay-by) R fx . dA = (ax-bx)
A

A A

. H/-xy . dA + [(ax_bx) : y(sG) —ay-by) : X(So)] . ‘/-x . dA =20
A

e
I
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‘[;A oY o dA =
A ﬁa .y . dA + (ay——by) . {xy « QA = (ax_bx)

. ~A
: ‘lﬂyz + AR % [(ax_bx) ‘ y(sg) - (ay_by) . x(soﬂ d/ﬁy <. dA =0 (2.18)
A A

Si la section est rapportée aux axes principaux :

J
ﬁwa .y . dA wBy
8y ~ bx g 2
dA Jx
A (2.19)

Yo .
_LIUB' y .
a -b ==
y y W2

/

On peut vérifier que les coordonnées du péle A déterminées par les

dA
dA Jy

équations (2.19), ne dépendent pas de l'origine de l'aire sectorielle Wy, ol
que ces coordonnées sont invariantes pour un changement d'origine de "l'aire

sectorielle".

Les aires sectorielles “5(51’5) et wB(so,s) qui ont un pdle commun
B, mais des origines sectorielles SD et 51, diffeérent l'une de 1l'autre de la
quantité wg (50,51) telle que :

5
98(50,51) +-wB(51,s) = GB(SU,S} (2.19)

En remplagant (2.19) dans (2.195, on obtient :

1
a-b = —j—;.fy.ua(so,s).dﬂ\ = jl[fy'b’s(s1’8)dA+QB(S1’so) fydA]
X

A A A
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= 1 “ 3 4
ay'by = "72 : x.uB(so,s).dA =- 3= [ x.wB(s1,s).dA+0h(s1,so) xdA]
A y A A
En axes principaux : x.dA = Sy = B
A (2.20)
y.dA = 5= 0

donc les expressions (1.19) restent inchangées.

Remarques : La position du péle principal (centre de torsion), comme d'ailleurs
la position du centroide, ne dépendant que de la géométrie et des dimensions de

la section.
D'autre part, il est aisé de voir que :

- dans le cas de sections ayant un axe de symétrie, le centre de

torsion (ou péle principal) demeure sur cet axe (en élasticité

linéaire)
- dans le cas de sections présentant deux axes de symétrie, ce
pOle principal se trouvea 1'intersection des deux axes et coincide

donc avec le centroide de la section.

Les coordonnées de ce p6le principal (centre de torsion) par rap-
port aux axes principaux [relation (2.19)], font intervenir celles d'un point

B arbitrairement choisi, qui a servi de péle auxiliaire pour 1l'aire sectorielle

QB.

En particulier, en prenant ce point B au centroide de la section,

les équations (2.19) s'écrivent plus simplement

il S
x J

o
3,

;o
e
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Remarques surl'origine sectorielle :
g g

a détermination de 1'origine sectorielle se fait en utilisant la

condition d'hortogonalité S, = O.

Sea :-];LdA =S 4+ S”, pour une origine sectorielle arbitrairement
A

choisie, mais une position de pdle principal unique.

Toutefois, il est possible de choisir cette origine sectorielle, de

sorte que le moment statique sectoriel soit nul.
L'aire sectorielle (pour le p8le principal A) s'écrit :

w, (51,3) =“h(50’s) - mh(sa,s1) (2.22)

FIGURE 27

La quantité Wy (s 1S4 ) qui est le double de l'aire comprise entre AS o

~~
AS1 et 5051 est es Gentlellement fonction de 1l'arc S S1 =Nt
Posons uh(so,s1) = Dit)

soit 51 1l'origine sectorielle pour laquelle S, = O est satisfait. A partir

de (2.22), on peut écrire alors :
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f uA(s1,s) . dA = f&A(SO,S) s dA=
A A [wA(sO,s1) . dA =0

A

[
A . D(t)

On en déduit :

D“):%*f“h (s,s8) . dA
A

D(t) est déterminé par la distance t entre un point arbitrairement choisi
SO (& partir duquel on mesure la quantité &h(su,s) et le point51, point
pour lequel Su = 0. Ce dernier sera appelé "point sectoriel zéro. Pour des
sections & axe de symétrie, ce point est situé a l'intersection de l'axe de

symétrie et du contour de la section (il peut y en avoir plusieurs).

Le point sectoriel "zéro" le plus proche du pdle principal sera

appelé : "point sectoriel zéro principal.

c) Expressions générales du pdle principal (dans un

systéme d'axes quelconques :

en posant :

o =za -b >~ (2.25)

Xz (ax—bx) : y(sc) - (ay—by) . x(so)-J
1'équation (2.16) s'écrit plus simplement :

= - A
W, = o& . X -y + wg + X (2.24)

les coordonnées du pdle principal et du "point sectoriel zéro" étant inconnues

les coefficients Otx, D(y et & sont aussi inconnus. Seuls sont connus x, y et



< BE

wg rapportés a un pdle choisi B et une origine arbitrairement choisie.

En supposant gue Wy est une coordonnée sectorielle principale, qui
'y
L

-
L

atisfait aux conditions d'ocrthogonalité, on peut écrire :

JcoAX = qu.x.dA = f{o(y.x—d;(.y-f- + B).x.dA =0
JQAY = f:.:A.y.dA = f(ocy.x~ux.y+0¢+ B).y.dA =0
5‘*’;\ = [wA.dA = f(“y.x-ﬂ;(.y#-f- B).dA =0
On peut condenser ces équations :
g Oty- xy'o‘x+5y .dz-Jwa
ny .txy - ‘]x .OX + Sx = Jtﬂay (2.25)
Sy aty-s‘ X+ A &= - S3

ol les inconnues sont CKX, cxy et X,

I1 est possible de déterminer &, cxy et & de (2.23) et de cons-
truire le diagramme de la coordonnée sectorielle principale W et d'obtenir

par la méme, la position de 1'origine des aires sectorielles sur le diagramme.

Nota :

Apres simplifications, J - g'écrit 3

.
WA y  TwBx x ° “wlY * TwB T "Wl (2.26)
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Ayant déterminé X s dy et of de 1'équation (2.25) pour un pdle B arbitrairement

J S, et %AB’ on peut calculer par 1'équation

choisi et connaissant JUB By’ B

(2.26) la valeur de J

x'.'

WA

d) Quelques sections
Section en double té
tout point sur le contour peut étre défini par 1l'aire sectorielle {) .

P6le principal au centroide :

: A
Y
A
Y M R
| —
o
_S ; A_?Q

T l X o X
@) X = B

0-= |—-'E-pc:ur y = + h/2

- h/2

Q- . = pour y



Section en U :

= el =

Pour un pbdle quelconque B n'étant pas pdle principal :

Par rapport & un

S b 4
| ;
TABL |0 X,

u:'l"“
FiN
l ] J
T
i e

&

-<

FIGURE 28

point T (péle principal = centre de torsion)

T
i 'i'f"\"f
| Wig |
1 1
I I

T ! ! .
f |
T -FIG 28-

S— P

[ vig [

I - '

1 |

] | +
i

I [ |

0 7 e A,

)

FIGURE 29
e—— T
r——-""?‘i-"\'_\{
! IY]O I
1 I
1 ' 1
i :
| |
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Section quelconque (péle principal en T)

.h(s).ds

Aire :

rol-a

S
J h(t) .dt

FIGURE 30

B - Analogie entre la torsion non uniforme et la flexion
[voir COURBON (12) et KOLLBRUNNER et BASLER (55)]

L'analogie parfaite entre la torsion non uniforme et la flexion,

exprimée ci-aprés rend ce probléme particuliérement simple.

Dans cette théorie, on peut faire le paralléle suivant :

coordonnée y(s) : aire sectorielle {2 (s)
centre de gravité G centre de torsion T
moment de flexion M bimoment B

effort tranchant T couple de torsion C2

- on définit 1'aire sectorielle $)(s) comme le double de 1'aire
comprise entre les segments droits TP0 et TP, T étant le centre
de torsion du profil, PO le point origine (s = 0) et P le point
courant d'abscisse s sur le profil. Le terme {2(s) apparait en

particulier dans l'expression de [ ..
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- Le centre de gravité (point tel que si on y applique une force
longitudinale, elle produit un effort normal et pas de moment

flexion) et les axes grincipaux d'inertie étant définis par :

j y.d5=[ x.‘as=_/fx.yds=o
(s) (s) (s)

- le Centre de torsion (point tel que si on y applique une force
transversale, elle produit un effort tranchant et pas de couple

de torsion) et le point origine F'D sont définis par :

[ Q(s).e(s).ds= [Q(s).y.e(s).ds
D : W)
= u/ﬁ (s).x.e(s) = 0
(I

- Le moment de flexion M et le bimoment B sont alors définis
respectivement par :

M= j[ Uy ) i < 1dS (dimention FL)
(S)

B = /U’(s) LQ(s) . e(s) . ds  (dimension FL?)
i
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Inversement, les contraintes normales dues au moment de flexion

et au bimoment s'écrivent respectivement
2

d4v
\_ﬂ._r M
W—M(y;-ly-._ dz b4
22
dQ
L. e

B8
(y) = . Q(s) = E .
C K1 dzz

Le moment d'inertie deflexion I (en abrégé : inertie deflexion)

et le moment d'inertie sectorielle K1 (en abrégé : inertie de

de gauchissement) se calculant respectivement par

I = j‘yz . dS (dimension La)
S

Ky = [Q(s)z . e(s) . ds (dimension Lé)
P

Les déplacements de flexion, VM' et de torsion, 691, sont liés
au moment M et au bimoment B, et aux rigidités correspondantes

EI et EK1 par :

szM M 1
S (dimension L™ ')
2 EI
dz
2
d9
1. B (dimension L_Z)
2 EK
dz 1

- L'effort tranchant T et le couple de torsion CZ se déduisent de M

et de B par les relations :

(dimension F)

oM
129
e=ob (dimension FL)
2 z



Les contraintes de cisaillement correspondantes se calculent

par les relations :

i T:5(8)
T4 = F Lz Elis)
€L l(8)

Le moment statique S et le moment statique sectoriel L ayant

pour expressions respectives :

£
S(s) = ‘/Py(t) . 6(t) . gt (dimension L3)
23
y4
L(s) = - fﬂ(t) o elt) « dt (dimension La)
S

Les déplacements d'effort tranchant, fléeche VT’ et de torsion,
rotatior1(32 sont liés a 1'effort tranchant T et au couple de

torsion Cz par :

dVv

M s o I (sans dimension)
dz "~ TA, :

Q) 55 oA
.= = szé (dimension L )

Expressions dans lesquelles interviennent l'aire réduite A1 et

1'inertie de torsion sectorielle Kz par :

2
Tad 0 S(s) - Tl
ﬁ;" = d/” e ds (dimension L™°)
Q)
2
L L(s) - ; -4
T(E_ _K 5 - f = ds (dimension L™ )
1 D
2.3. - Equations de la torsion mixte

Rappelons qu'il y a torsion mixte dans les sections ol le couple
de torsion extérieur est équilibré partiellement en torsion pure, partiel-

lement en gauchissement géné,
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2.3.1. - Equations générales

la rotation de torsion totale étant O- E% Ll , on a d'une part

2
1’équation relative au couple de torsion pure C1

B
d©_ ™1
e g (2.27)

d'autre part, 1l'équation relative au bimoment B et au couple de torsion E2 :

O B 1 -5 faB
P o

analogue & 1'équation (1.0) exprimant la fléche totale V = Vy + VT en fonction

du moment de flexion et de l'effort tranchant T.

Les valeurs de M et T étant connues en fonction des forces extérieures,
1'intégration de chacun des deux termes du second membre de 1'équation (2.0), pour

calculer la fléche V, ne pose pas de problémes.

Dans 1'équation (2.28), par contre, les valeurs de B et de C, qui
résultent d'états d'auto-contraintes ne sont pas directement calculables & par-
tir des forces extérieures ; elles dépendent de la rotation O cherchée, dont on
connait par ailleurs la relation (2.27) avec le couple de torsion pure C1.
Compte-tenu de ce que le couple total C = C1 + C, est, lui, ume grandeur connue

2

en fonction des forces extérieures, et de ce que C, = %%3 on peut éliminer C1

yA
et C, entre les équations (2.27) et (2.28).
2
3 EX d™C
ek, .99 o 9O .1, 2 (2.29)
1 3 dz GK 2
d 2 dz

généralement, on néglige la rotation E32 (correspondant aux distorsions
dues a Cz) devant la rotation E% (a laquelle correspond le bimoment B), de méme
qu'on néglige la fleche VT due a l'effort tranchant devant la fléche VM due au

moment de flexion M.
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L'éguation (2.29) devient alors :

3
ek, . 99 . 9O ¢y (2. 50)
1 5 dz
dz
gui s'intégre sans difficulté si on connait une solution particuliére de

1'équation avec second membre.

Si la rotation (32 n'est pas négligeable, on peut envisager le

calcul par approximations successives suivant :

1 - On admet en premigre approximaiton que EE = 0. L'équation

(2.30) fournit une premiére approximation de ©

a0

2— 2 1 - — =1k)
On en déduit : Cq(z) = = B =5

1
G2
I
)
m
t

Cz(z) —

3 - On calcule une deuxiéme approximation de EE en intégrant :

915

dz = GK2
Si le rapport €§EESt suffisamment petit, la solution obtenue
est acceptable.

d%

4 - Sinon, — étant en fonction connue de z au second membre de
dz
1'équation (2.29), 1'intégration de celle-ci fournit une deu-

xieme approximation de O, et on réitere partir du §2. La
difficulté majeure provient de l'intégration de 1'équation
(2.29) dont le second membre peut tantét étre une fonction

compliquée de z.

2.3.3, - conditions aux limites

Les constantes d'intégration sont déterminées d'aprés les conditions

aux limites de la poutre.
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- De méme que dans une section ol la rotation est empéchée, on doit
satisfaire a la condition :
9V - 0 (rotation wnulle)
dz
- Dans une section oU le gauchissement est parfaitement empéché, on
doit satisfaire & la condition :
O _ g (qe i tuds
& - placement longitudinal W nul)
- S'il s'agit d'un encastrement parfait, on doit en outre satisfaire

simultanément aux conditions :

Vv = 0 (fleéche nulle)
et
e

1
o

(rotation de torsion nulle)

mais i1l existe bien sOr des types d'appuis oU ces conditions ne
sont pas couplées (veoir par exemple au niveau du tableau ci-

aprés ; Fig. 31).

2.4. - Mode d'analyse d'une poutre selon la valeur du rapport L/d
2:4:-4-
Posons :
EK1
d = G_K (2.30)

et x:égal au rapport de la longueur L de la poutre & la "distance caractéris-

tique : d", ne dépendant que de la section de la poutre.

Le carré de cette longueur unité d est égal au quotient de la rigidté
de torsion non uniforme EK1 3 la rigidité de torsion de Saint-Vemant GK (voir

équation 2.30).

Nous pouvons donc présumer QUE‘X permet de déterminer le domaine de
sollicitation de la poutre considérée, c'est-a-dire si la torsion de Saint-
Venant ou la torsion non uniforme prédomine ou si, au contraire, la torsion

mixte est prépondérante :
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o
rotation rotation =
fléche de torsion | de fléxion [IoUchittement
v 8 w Hoe=
libre libre libre libre
2
2]
£
- nul
libre libre libre da =0
dz
nulle nulle
1
' v= 0 8=0 libre libre
c
o
-
el
o
—
3
- nulle nulle nul
& v= 0 8= 0 Libre do
—-—
dz
A
A nulle nulle nulle nul
2
Vi
1 "% LR B n € .0
E 2 dz dz
(=]
-
i
-
g ik nulle nulle nul
c 1bre
w 8= 0 N .9
dz dz

FIG. 31 : Conditions imposées par diverses:. natures d'appuis
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A (2.51)
EK
1
si le numérateur est grand en regard du dénominateur, la torsion de

Saint-Venant est donc prédominante.

Cependant, plus ce quotient est petit, plus la solution exacte due a
la torsion mixte se rapprochera de celle donnée par la torsion non uniforme. Le
mode d'analyse d'une poutre selon la valeur du rapport L/d est illustré par

Kollbrunner et Basler au niveau du tableau ci-apres (Fig. 32).

Valeurs de L/d Type d'analyse en section courante
< 0;5 Gauchissement géné (D1 = 0}
0,5 &8 2 Gauchissement géné avec correction
2as Torsion mixte
5 a 10 Torsion pure avec correction

>10 Torsion pure (C2 = '0)
FIG. 32 : Type d'analyse en fonction du rapport d portée
L & la "distance caractéristique" d = Tﬂ} d'apres

Kollbrunner et Basler).

A - Inertie de torsion K d'une section en double té
a) Généralités :

les dimensions de la poutre d'essai OE ont été '"vérifiées sur six

sections droites. La concordance est trés satisfaisante.

Le but recherché, ccnsistera en une approche la plus conforme

possible de 1'inertie detorsion K d'une section en double té, qui prenne



en compte la variation de 1l'épaisseur a travers l'aile, "l'effet de bord" dans

les sections extrémes de 1'aile, et la correction a apporter dans 1'évaluation

P =

de la contribution de 1'éme.

b) Formules proposées par la littérature

diverses formules de calcul de 1'inertie de torsion inspirées de

modeles ou d'analogies, sont proposées par la littérature.

Sur la base de celles-ci, nous pouvons calculer les inerties de

torsion correspondantes (Tableau 3).

Valeurs de K (en mq)

Auteurs Expressions de K
Orr 0,a2(0t3+28t§) 5.03 1077
Foppl 1,3[=(D-2t.) o Bt3] 5.96 10-5
s o e R 2 '
1 3 2 5 -5
h ! {B-
Bac 3 Dt1+? B t1).t2 5.09 10
Tuckerman 1,57.[2.Bt2+1(D-2¢ )t°] 4.51 1072
3 23 2
; ; o 2 -5
Gibson et Ritchie A=/60 9:99 “10
. pape 4 g
Ellipse équivalente A"/40.3 3.50 10
FIGURE 33

Les formules proposées sont rapportées & la section en double té

ci-apres, ou les dimensions sont notées comme indiqué :
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FIGURE 34

A

Les valeurs obtenues (Fig.55) peuvent ainsi étre résumées de la maniére suivante:

5
10.K

Y

L 09—
5

La dispersion (autour d'une valeur moyenne K = 5.10_5 ma) est

trop importante ; c'est pour cette raison qu'un calcul "plus proche de

la réalité" s'aveére indispensable.
c) Théorie de Saint-Venant et analogie de la membrane

Théorie de Saint-Venant pour les sections pleines

(rappels de 1'élasticité linéaire)

La section est supposée indéformable dans son plan. Tous ces
points subissent donc la méme rotation de torsion © . Les déplacements

relatifs & deux sections voisines sont donc :




= o =
- selon Gx :
du__, 9O
dz ~ Y - 4z
- selon Gy :
dv _ 46
dz ~ ' dz

De plus, chaquesection subit un gauchissement traduit par un dépla-
cement w du point courant selon z, tel que :

W = ‘I’(xsy) . g_ze

il est assez aisé de passer des déplacements aux distorsions T;V
et T;z (les déformations € sont nulles), puis aux contraintes t;x et t:yz

par l'intermédiaire du module de déformation transversal GO tel que :

T - GO o I (les contraintes [ sont nulles)
I1 n'y a pas de solution générale, mais une solution par type de
section. On la cherche, non pas & partir de la fonction du gauchissement ¥ ,

mais a partir d'une fonction de contrainte ® .

Considérons (Fig. 35), une piéce & ligne moyenne droite Gaz, d'axes
principaux d'inertie Gox et Ggy, de section droite constante, limitée par le

contour (C), soumise & un moment de torsion C constant sur la piece.

u)(

v X

FIGURE 35




el

D'aprés Saint-Venant, et conformément & la théorie élémentaire
de 1'élasticité, 1'état de contrainte sur la section d'une pieéce prisma-
tique soumise & la torsion peut étre alors défini par les composantes

suivantes du tenseur contrainte :

e e
X y
S
: (2.32)
c-zx :a—(ﬁ
oy
o
R 2T

L'équation d'équilibre des contraintes peut s'écrire de la

maniere suivante :

avec GD : module d'élasticité transversal tel que GCJ = EO/2(1 +v)

et d&dz : rotation unitaire d'ensemble de la piéce.

Cette fonction de contrainte ® satisfait & la condition aux limites

suivante :

a®

= 0 sur le contour (C) de la piece

[1la contrainte T est tangente au contour (C) de la section ; la fonction ® y

est constante ( P = 0 par exemple)].

On démontre par ailleurs que le couple C résultant des contraintes

s'écrit [en notant (¥) la section droite de la pizce] :

=2, [[@.dE
(

)y

L'origine des axes est au centre de torsion T, tel que la rotation

se fasse autour de l'axe Tz. En ce point, on a :



@ ad
° cEslES

=l
ax ay

e un cisaillement nul

e Uune distorsion nulle
Analogie de la membran&

Considérons une membrane homogeéne, initialement plane, dont le

contour (C) est celui d'une section droite de la piegce.

Lorsque celle-ci est uniformément tendue sur le contour (C) de
la section, avec une tension g par unité de longueur du contour, et soumise
4 une pression transversale uniforme p, on démontre que la fléche w de la
membrane déformée (supposée petite, et nulle sur le contour) satisfait a

1'équation :

2 2
szs_‘g—+%=_% (2.33)
x°  Qy

Nous passerons de la fonction de contrainte € 2 la fonction w,

déformée d'une membrane tendue sur le contour de la section et soumise a la

pression p, en posant :
2 G §§?= P
dz g

De cette analogie, il s'en suit les résultats suivants (Fig. 36) :

z /////-
—

FIGURE 36
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1 - Les lignes de cisaillement sont les projections sur le plan
de la section des lignes de niveau de la membrane déformée.

2 - La pente maximale en un point de la membrane, est propor-
tionnelle a la valeur de la ccntrainte tangentielle au point
correspondant de la section plane.

5 - La contrainte de cisaillementji?én un point quelconque est
portée par la tangente & la ligne de niveau de la membrane
passant par ce point.

4 -Lecouple de torsion C a pour valeur, le double du volume \,

limité par la membrane déformée et son plan initial :

C=2,; VG = 25 s w . dx . dy
$2)

et les contraintes de cisaillement peuvent étre formulées

comme il suit :

- -_C ow

Xz ZVB oY
-G 9w
z@z B 2V T X

Le calcul de 1'inertie de torsion d'aprés différents cas d'écoles

est donné ci-aprés :

4
35 4 i IR o :
1 - T o.K
Ellipse équivalente
Fuppl
Gibson et Ritchie
Tuckerman Calcul en rectangles minees avec pénétration
L__Bach
L~ Orr

‘— Inertie "corrigée"

‘—Cglcul en rectangles minces sans pénétration

|_Cealecul en rectangles épais

FIGURE 37 : Evaluation de l'inertie de torsion selon différentes

méthodes et selon différents auteurs (Essai OE)



B - Inertie de gauchissement

Le terme (K,) a été évalué de fagon précise, en prenant en

1’béton
compte la variation de 1'épaisseur. Cependant, pour 1'évaluation de 1'iner-
tie globale de gauchissement (1-(,| = (K,F)béton + (K1)acier)’ il apparait

difficile de prendre en compte la contribution des armatures longitudinales

(notée K du fait que la position des armatures ne coincide pas toujours

13)’
avec la ligne moyenne de la section de béton.

En principe, il s'avére indispensable de savoir définir une ligne

moyenne de la section homogéne.
Le probleme étant assez délicat, il parait possible (dans certains
cas) d'envisager une projection de la position des armatures sur la ligne

moyenne du béton (fig. 38)

Dans la mesure ol cette distance

armatures longitudinales-ligne

rmature

longitudinale ".'. moyenne du béton est négligeable
N, S (cas des sections minces), il est
,/;yl 3 ligne moyegaé possible d'entrevoir une simplifi-
® bétDr{ cation de l'expressicn générale de
l'inertie de gauchissement K1 de
FIGRE 58 la section.

L'expression générale de 1l'inertie globale de gauchissement K1
(déduite de la remarque formulée dans la partie théorique en élasticité liné-
aire, guant a4 1'évaluation de l'inertie sectorielle d'une section mince en

fonction de 1'inertie de flexion J d'une aile/y'y, par '"l'analogie de flexion

des ailes") peut s'écrire :

K, = [Us)I? . e(s) . ds +n . E s, 1% . A (2.34)
S z
0’
Ai : section de 1'armature i
5.1 : coordonnée sectorielle de l'armature 1

n ¢ coefficient d'équivalence
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2.4.3. - Solution du probleéme de torsion

la solution del'équation simplifiée (2.30) sans second membre

s'écrit :

K . e2/d (2.55)

E-z/d + Kk,

+ kj .

€))
]
=
+
~
alN

en posant :

EK
d = A

K

dans les deux cas envisagés, le second membre de 1'équation (2.30)

est égal a C, couple de torsion constant.

Une solution particuliére de 1'équation avec second membre est :

L C
e-—--G'iz.Z

La solution générale est donc (en remarquant que le terme en z de

la solution (2.55) n'est autre, ici, que la solution particuligre) :

e-z/d h. Ez/d

3 C
-k, + k3 5 k4 . "ok - z

1

Les constantes k1, k3 et k, sont déterminées pour chacun des deux

4
cas d'essai, d'aprés les conditions aux limites.

Les détails de ce calcul sont donnés al'Annexe 3.



e

3. - PRESENTATION DES RESULTATS ET CONFRONTATION AUX CACULS (domaine

lindaire non fissuré)
3.1. - Compléments

Ces compléments concernent 1'évaluation des caractéristiques
mécaniques de la section des poutres CE qui est bien un profil ouvert
mais non mince et d'épaisseur variable ; de plus, il faut tenir compte

de la présence des armatures.

3.1.1. - Inertie de torsion pure d'une section en double

Pour un rectangle mince d'épaisseur t faible devant sa longueur

, 1l'inertie est donnée par l'expression :

3
, At

o A (2.36)

la section en double té peut étre décomposée en trois éléments

(Figure 39 a) :

- 1'ame de longueur h - e et d'épaisseur e',

- les deux ailes de longueur b et d'épaisseur moyenne e =} (e+e')

En premiére approximation, son inertie est alors :




R A

P87
os =22 52 = 3 - o 2B (2.37)
i

Effet de 1z variaticn d'épaisseur des ailes :

D'apreés KOLLBRUNNER et BASLER [55],1'inertie d'un rectangle mince
mais d'épaisseur t(s) faiblement variable peut se calculer par

L

K' = t(s}3 . ds

i1
o 3
0

Dans le cas d'une variation linéaire de t(s) entre e et e' sur

la longueur b, on obtient :
K. = b [e3 e 4leat (e +e")] (2.38)
o 12

valeur trés peu différente de celle obtenue en prenant directement t égal

a 1'épaisseur moyenne e dans l'expression (2.35)
Effet de bord sur un rectangle d'épaisseur constante :

D'aprés 1l'analogie classique,les formules précédentes supposent
que la membrane déformée tendue sur le contour de la section rectangulaire
d'épaisseur constante soit un cylindre 3 génératrices paralléles aux grands
cotés et a directrice parabolique constante sur toute la longueur (figure
59 b). Ceci est évidemment faux le long des petits cétés. La perturbation
due a 1l'effet de bord est sans importance pour un rectangle mince (£/t
grand). Il n'en est plus de méme si le rectangle n'est pas mince,mais alors
les traités de Résistance des Matériaux donnent la solution exacte & partir
de la théorie de Saint-Venant. Une trés bonne approximation de l'inertie

est alors donnée par la formule :
€5 (= 0,65 5. K
S J

pour £/t > 2.

(*)C.F. KOLLBRUNNER et K. BASLER - "torsion ; application & 1'étude des
structures" - SPES (Lausanne) et BORDAS (Paris) éditeurs - Traduction

1970



a Décomposition de la section b Effet de bord

'"'} Membrane déformée

Section

hypothese
rectangle mince

Aff' '*\\\ réalité
INt""— +mt|

b =400 ; h = 400 ; e = 45 ; e' = 55 mm

_BL_

Effet de bord + variation d'épaisseur

Feaae G C bes :

k|/| ]e »
| Y e

o]
/

b/e

o
Y

10

FIGURE 39
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Effet de bord sur un élément d'épaisseur variable :

Pour les ailes d'épaisseur variable, il faut considérer dans l'effet
*
de bord une épaisseur e un peu supérieure & e ; l'inertie s'éecrit alors :

K=(1-0,63 g-*) = (2.39)

Pour une section dont la longueur serait sensiblement égale a 1'épais-
seur e, l'effet de bord influe sur toute la longueur et on peut admettre que
la correction doit étre calculée avec 1'épaisseur moyenne, soit e* = e. Au
contraire, pour une longueur assez grande, admettons égale a 10 e, 1l'effet
de bord n'existera plus que sur une distance e, donc e* = e. On fait 1'hypo-
thése d'une variation hyperbolique entre les deux cas précédents (figure 39c),

ce qui conduit & l'expression suivante de 1'épaisseur e* a introduire dans
p

la correction :
1 - - e
e* = §-[1De -e + 10 (e - e)-E] (2.40)
Effet de pénétration de deux éléments :

L'inertie de torsion étant toujours supposée proportionnelle au volume
limité par la membrane déformée, quand on évalue séparément les inerties des
ailes et de 1'ame, on surévalue l'inertie totale en comptant deux fois une par-
tie du volume correspondant a la pénétration de 1'ame dans les ailes (figure
40 a). Par contre, compte-tenu du raccordement des deux membranes, il n'est
pas neécessaire de tenir compte d'un effet de bord pour 1l'édme dont l'inertie peut
donc étre calculée par la formule valable pour un rectangle mince déja introduite
dans 1l'expression (2.39).11 ne reste plus qu'a effectuer la correction relative i

l'effet de pénétration.
Le volume total sous la membrane relative 3 1'ame est

e'/2
[1- D% 7 ox

=
1]

2 (h & 8') wmax

£ O

2 \ :
3 (b - &) v 76 max
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Le volume commun & 1'ame et aux deux ailes est égal a huit fois le volume
situé sous le secteur triangulaire (S) de la figure 40 b, soit

e‘2

Av = Bj{- w (x,y) . dx . dy S e W

(s)
L'inertie corrigée de 1'ame est alors :

Av Je!

1 1y @12
(1-T).KO=[1~m]3—(h—e)e (2.‘{11)

Récapitulation :

L'expression approchée de 1'inertie de la section supposée mince
est calculée par la formule (2.37).Pour une meilleure évaluation, on calcule
d'abord e* selon la formule (40), d'ol 1l'inertie corrigée des ailes selon
(2.38)et(2.39) ; 1'inertie corrigée de 1'ame est donnée par la formule (2.41).0n

obtient les valeurs suivantes

43,7.107° m",

- avec corrections (2.38 ; 39; 48; 41 K = a8,1.10"° ma,

La formule des profils minces donne environ 10 % d'erreur.

- formule des profils minces (2.37) K

Pour le profil en double té mince d'épaisseur constante e, 1'inertie
s'écrirait

=2 82 (h-ey2 2.42
Ky =235 () o )

Compte tenu de la variation d'épaisseur de 1'aile, l'aire sectarielle,

égale au double de l'aire du triangle de la figure 41 a, s'écrit
Ux) = St

En supposant la ligne moyenne de 1'aile parallgle 3 1'axe des x

on obtient l'expression approchée :

Qix) = h g |y




L

L'inertie de gauchissement s'écrit alors :
b/2

1 ad[. Qx5 .t (x) . dx

*]

-~
"

 faf 2 388b" (h <ref)

{
= R (2.43)

En utilisant 1'expression approchée de (U(x) et 1'épaisseur constante

t(x) = e, on retrouve 1'expression (Z.42) L'expression(2.43)ci-dessus tient
compte de la variation d'épaisseur et de 1'inclinaison de la ligne moyenne
par rapport a l'axe x, mais elle est tout de méme basée fondamentalement

sur 1'hypothése du profil mince. On obtient les valeurs suivantes :

- profil mince 2 ailes paralléles et épaisseur
5 6

constante (2.42): Ky = 16,33.107° m° ;
- profil mince ; ligne moyenne réelle et épaisseur
variable (2.43) : K, = 15,08.107° m® .
La formule la plus simple(2.42)donne 8 % d'erreur par rapport a
(2.45)Cette derniere doit donner une valeur suffisamment approchée car le

profil est tout de méme assez mince.
Contribution des armatures :

Le gauchissement étant un phénoméne de déformations longitudinales,
les armatures longitudinales ajoutent une contribution & celle du béton. En
principe, il faudrait définir la ligne moyenne de la section homogéne (béton +
armatures), qui, en toute rigueur, n'est plus rectiligne. En se basant sur
cette ligne moyenne (I') et en définissant la positiondes‘armatures par
1'abscisse curviligne s, de leur projection sur la ligne hoyenne (Fig. 41 b)

on calculerait alors 1'inertie de gauchissement selon l'expression

n
2
Ky = f Q(s)z . t(s) . ds +n Z Q(si) : Ai
(r) i=1

n = Ea/Ebo étant le coefficient d'équivalence .
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En fait, comme on ne sait pas tenir compte exactement de l'effet
de 1'épaisseur et que la différence est assez faible entre les calculs pré-
cédents(2.42) et (2.43),1]1 est suffisant de raisonner en terme de flexion des
ailes dans leur propre plan mais en considérant l'effet des armatures dans
leur inertie de flexion propre et dans la distance entre leurs centres de

gravité,

Le calcul est le suivant (fig. 41 a), en notant A l'aire d'une

armature @ 10 :

]
aire d'une aile B' = be + EﬁEi:El +5nA
2 o
moment statique S' = ber e b(e’-e) +n A [3(e-a) + 2(e-a")]
XX 2 6
r
distance du centre de gravité a 0 d' = g-— e +‘%%5

inertie de flexion d'une aile J = Jb + Ja

3
eb e'-e ,b\3
b = Az oz P
Ja = 2nA (c2 + c'z)
inertie de gauchissement
K = 2 0L 000 i (2.44)
[ b a :

Avec n = 195 000/36 SO0 = 5,34, on obtient K1 = 1?,69.10'6 mé, qui
résulte de la somme de :

e 15,60.10'6 m® ; valeur trés

- la contribution du béton 2 Jb d!
légerement supérieure & celle calculee par(2.44)3 cause de
1'augmentation de la distance d ;

- la contribution de l'acier 2 Ja d'2 = 2,09.10_6 ma, soit 14 %

de celle du béton.



(M

Q) =2 (4 . 55 x)

t(x) = e' - (e'-e) %;

t moyen = e

aire

armature

A(s.
(s,)

N T

Y

FIGURE 41
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3.1.3. - Inertie de torsion sectorielle compte tenu des

Pour le profil en double té mince d'épaisseur constante e, 1'inertie

de torsion sectorielle (ou torsion gauche) s'écrit

expression ou A1 est l'aire réduite de chaque aile vis-a-vis d'un effort tran-

chant parallele a l'aile : A, = 5 be/6. D'ou

_ Sbe (h-ey2 2.45
K, =22 &9 (2.45)

L 'expression générale pour un profil mince d'épaisseur variable t(s)

passe par le moment statique sectoriel

?
Lis) = :/F Qu) . t(u) . du
S

uis l'inertie est calculée par l'expression
P p

2
1 1 L(s)
C < 7 ‘/ﬁ t(s)" 98
2 (K.) (T)

1

On peut aisément tenir compte des armatures dans K1 (cf: 3.052.)

et dans le moment statique

m

L{s) = - Q) o Bl o did - n Z Q(sj). A
s 13

pour s< sj <1

La généralisation de l'expression de K2 est plus difficile a établir directement.
On va donc évaluer cette inertie par la géréralisation de 1'expression de la

théorie élémentaire :




= B8 =

donc par 1'introduction de l'effet des armatures dans le calcul de l'aire
réduite A1.

Conformement aux notations de la figure 42, 1l'effort de glissement

3 une abscisse s s'écrit :

ols) = 1 A

Cet effort résulte de l'équilibre avec les contraintes normales s'exergant
dans les sections d'abscisse z et z + dz, lesquelles dépendent du béton et
des armatures. Celles-ci interviennent dans l'inertie I et dans le moment

statique nui s'éerit :

04 m
S(s)i= x(u) . t(u) . du+n 2{: x(si) - A
S i:j
avec s SJ. </E.

L'effort tranchant est équilibré par des contraintes de cisail-

lement dans le béton seul :

_g(s) _ T S(s)
Ts) = % T W

Leur correspondent des distorsions locales du béton ¥(s) = T(s)/G.

On écrit que le travail de l'effort tranchant T dans le déplacement
¢lémentaire correspondant duT/dz:est égal a celui des contraintes Tdans les

distorsions ¥ :

: £ _
il
i T Tl éf Tls) . ¥(s) . t(s). ds
z
0
Soit T ESI = 1 JECTS)Z t(s) . ds
dz ~ G ) :
o}
En remplacant T (s) par son expression et en exprimant le déplacement sous
la forme :
YR
dz ~ GA t

1



Iy A

- x(si)

FIGURE 42
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'aire réduite

£ 2
=t Sts) ds
= a2 tle) °
7 Jo

L'intégrale se calcule en deux termes :

£

2
1) béton : f xfu) . Elu) = du] I
s) s

m
2) acier : n

5=

Les contraintes

ds

m s .
3 2 v ds

[ 2 x(sp) . A ] T
1= Sj—1

de cisaillement considérées agissent dans le béton

seul et sont supposées constantes dans 1'épaisseur t(s). Il n'y a donc pas 2

considérer, dans ce calcu

celle du béton seul.

Calcul simplifi

1, la ligne moyenne de la section homogéne mais

é :

Pour les poutres OE, l'inertie K2 n'intervient que dans des termes

correctifs ; 1l n'est pas
Le moment statique est S

rectanqulaire de longueur

_ e b,2 2
et le terme di aux armatures
nA (c + ¢') pour 0 < x < ¢
Sa = nAl o, = pour c < x < e
0 x > ¢!
L'intégrale 1) donne E'b5/120 ; 1'intégrale 2) donne
2y 2
g 4 A [ (c + c')z c + ot é (¢! =¢c) ]

e

nécessaire d'en faire une évaluation treés précise.
= Sb + Sa avec le terme dd au béton d'une section

b et d'épaisseur e :
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L'inertie & introduire dans 1'expression de A, est J = Jp * 3; dont

le terme d0 au béton est :

le terme dG aux armatures Ja conservant 1l'expression indiquée en 3.1.2. La
distance entre les ailes & considérer dans Kz est d = (h - €)/2. L'expression

de l'inertie est alors :

% -
E e1b2 + ORA (o2 « a¥2y]2 (hge 2
K. = (2.46)
Z 7 =h 22
eb RS 2 e
70 * 2 = +c')c+c' (c'-¢)]

Si 1'on annule les termes dus aux armatures, on retrouve bien l'expression (2.45)
Finalement, on a les valeurs suivantes :

10,21.10“{L i )

4

- béton seul (2.45) : Kz
- béton + armatures (2.66) : K, = 12,77.10% n

La contribution des armatures accroit 1l'inertie de 25 %, ce qui provient
essentiellement de 1'augmentation de l'inertie de flexion propre des ailes

(+ 12,7 %) qui intervient au carré.

Compte-tenu des valeurs exactes des modules (en anticipant sur 3.2.)
et du coefficient d'équivalence, on obtient les valeurs suivantes pour chacune

des deux poutres :
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Unité CE 1 0E 2

Module de déformation

longitudinaie Eo MPa 36 000 | 37 000
Coefficientde Poisson v - - 0,185 | 0,185
Module de déformation transver-

sale G = £, _/2(1+ V) MPa |15 200 | 15 600
Coefficient d'équivalence

n = E/E, (*) B 5,42 | 5,27
Inertie de flexion 1 | w0*a*] 15,0 | 15,0

Inertie de torsion pure K | 107°.0%| 48,1 | 48,1

Inertie de gauchissement 6 |08t 177 | g

Inertiede firsion sectorielle K, | 107%.n* | 13,0 | 12,7

(*) valable pour les armatures @ 10 ; pour les barres @ &4

on prend 1,1 n.

3.2. - Comportement en flexion seule

On considére les variations de déformation longitudinale iAE£ et
transversale Aat sur les fibres extrémes des sections (faces supérieure et
inférieure) dues & la variation du moment de flexion AM = U,SS.ZBFF entre la
premiére étape de flexien (Ff = 1,96 kN) et 1'étape ou la force est maximale
(Fe = 19,6 kN), soit AM = 9,70 kN.m.

Pour OE 1, en moyenne sur les quatre cycles préliminaires de flexion,

an obtient :

AEp AEy
Nombre de mesures 48 39
Moyenne (107°) 35,9 6,7
Coefficient de variation 3,6 % 14,6 %
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On en déduit directement le coefficient de Poisson :

A

= =~ (0,185 .
Yo Agy

Par ailleurs, la déformation longitudinale peut se calculer par

AM.h
AE:{ = TF :
(8]

L'inertie de flexion a une expression de la forme :

I:ﬂ-!-ﬂ-i
Ebo

4

avec E_ = 195 000 MPa, a = 13,6.107" n" et = 0,263.107* m"*. On peut alors

calculer le module a partir de la déformation Zlae expérimentale par

_ 1 . AM.h
Ebo =@ [2. ZSE£ - B Ea]
On obtient Ebo ~ 36 000 MPa

Pour OE 2, le nombre des mesures disponibles est beaucoup faible a
cause de la fissuration prématurée. Pour une variation de moment AM=7,8kN.m,

on obtient :

Aeg AGH
Nombre de mesures TN 12 10
Moyenne (10°°) :m 28,0 5,4
Coefficient de variation : ¢ 6,8 % 9,6 %




=G w

Pour AM = 17,5 kN.m, on obtient :

Ae. Aet
E S
n 12 10
m 66,1 1153
10,7 % 22,1 %

Dans ce dernier cas, on est assez proche de la fissuration et le fluage devient

sensible, ce qui accroit la dispersion des résultats et conduit a surestimer
ASQE. En se basant sur les mesures faites pour AM =7,8 kN.m, on estime le mo-

dule a Ebo ~ 37 000 MPa. Cette valeur est logique par rapport a OE 1 puisque

ce sont des bétons de méme composition mais d'age un peu différent ; de plus,

a ces 4ges, le module n'évolue plus beaucoup.

Les valeurs du coefficient de Poisson selon les deux groupes de
mesures précédentes sont tres différentes : 0,193 et 0,171 respectivement. On

admettra la méme valeur que pour OE 1, soit 0,185.

3.3. - Comportement en torsion seule

3.3.1. - Rappel : solution de 1'équation de la taorsion mixte

Le couple de torsion extérieur constant étant C, la rotation de torsion

B(z) est solution de 1'équation "simplifide"

3
d’0 de _
€ Ky ™ GKF=C (2.47)

Cette solution s'écrit sous la forme

e—Z/d % kan/d +k2

7 i
£ K K
bo 1 1
avec d = ‘/Gg T = ‘/2(1 + VO) T

"distance caractéristique" qui a pour valeur 0,935 m, la méme pour OE 1 et OE 2.

B(z) = ky + Ky




S

A partir de cette solution approchée, on peut calculer les parts

du couple équilibrées en torsion pure :

. d9
et en gauchissement géné :
Cz(z) = C - C1(z).

Connaissant cette valeur approchée de Cz(z), on peut chercher la solution

de 1'équation générale

2
40 48 Fi90
e B e ks 7

dz GKZ dz

EK

qui donne une meilleure approximation de §(z), de la forme :
O(z) = ky + Ky of2ld, Ky o/ (A+ P-E_Z/d + W EZ/d)-Z (2.48)

Dans le cas de OE 1, la deuxiéme approximation conduit aux écarts

relatifs suivants par rapport & la premiéere :

2,6 % sur la rotation ©maximale,

2,6 % sur le couple C1 maximal,
+ 1,7 % sur le couple Cz maximal,

+ 1,6 % sur le bimoment B maximal.

Pour OE 2, ces écarts sont plus faibles car le gauchissement géné influe moins
que pour OE 1. Compte-tenu des incertitudes expérimentales, on peut se contenter

de la premiére approximation.
On trouvera a 1'Annexe 3 le détail des calculs.

952: 2. = bancitions SO 11l Res
Cas de OE 1
Si 1'on cherche les valeurs des constantes k,, kS’ k& et A de 1'équa-
tion (2.47) en supposant le gauchissement parfaitement géné sur appui et dans la

section médiane de la poutre, on obtient des rotations ©(z), représentées par
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la courbe (a) de la fiqure 43, qui sont inférieures aux valeurs expérimentales.
Par ailleurs (voir 3.4.2.) les déformations longitudinales expérimentales dues

au gauchissement géné sont un peu plus grandes au voisinage de la section médiane
qu'au voisinage de la section d'appui. Le gauchissement étant parfaitement géné
dans la section médiane par raison de symétrie, il s'aveére donc que la géne n'est

pas parfaite dans la section d'appui.

En comptant les abscisses z a partir de 1'appui et en notant f 1a
longueur de la demi-portée et a la longueur des parties "pleines" de la poutre
comptées 3 partir de 1'appui ou & partir de la section médiane, on considere

les conditions aux limites suivantes :

- la rotation est nulle dans la section z = 0, et elle le reste jusqu'a
z=a;

- le gauchissement est parfaitement empéché dans la section z = - ac

- le gauchissement est parfaitement géné dans une section a priori
inconnue située & une distance z = Vs au-deld de l'appui, vers

1'extérieur de la poutre.
Soit O(a) = 0 :

dO
a(‘f—a)=0 )

dO
a5 (V'l) =

Comme on a maintenant quatre inconnues k,, k3, k, et v, (X= -C/GOK
étant connu), il faut disposer d'une quatriéme relation. A défaut d'une déter-

mination directe de v, & partir de considération de déformatilité relative de la

1
section courante et du bloc d'about plein vis-&-vis des efforts dus au gauchis-

sement géné, on utilisé une relation expérimentale :

8(4’.-8): e

iy () expérimental.

Pour C = 1 kN.m, on a E%ax o~ ?,3.10_a rad. On obtient alors, en

premiére approximation

vqg T - 0,20 m,




= G5 o

ainsi que les constantes kys ks Ky A, K etV de 1'équation (13) (voir

annexe 3).
Cas de OE 2 :

Le calcul effectué dans 1'hypothése du gauchissement parfaitement
libre dans la section d'appui (z = 0) et parfaitement géné au voisinage du
milieu de la poutre (section z =4 - a) conduit 3 des rotations plus grandes
que les valeurs expérimentales, comme le montre la courbe (a) de la figure
44. Par ailleurs, la mesure des déformations longitudinales (voir 3.5.2.)
fait apparaitre une légére géne du gauchissement au voisinage de 1'appui,
avec des valeurs de signe opposé 3 celles mesurées vers le milieu de la poutre.
I1 s'en suit que le gauchissement serait libre a une distance z = Vo de 1'ap-

pui vers l'intérieur de la poutre, a priori inconnue.

On utilise donc les conditions aux limites suivantes :

BO(a) = 0 9

cdj—-ze(-’f—a):f] ’
2

S =0 s
dz

et la relation complémentaire :
O -a)= 68 __ (£ expérimental
max
Pour C = 1 kN.m, on a E%ax:: 10,?.10_& rad. On obtient alors :

v, = 0,55 m

2

Remarque :

La signification des distances v, et v, est précisée a la figure 45
sur laquelle a été portée 1'allure de la variation de ©{z)/L en fonction de
z, qui est la méme pour les deux poutres (& la légére différence des rigidités
pres). La longueur L est la distance entre les deux sections ol le gauchissement

est parfaitement empéché, soit



- BE

L z{—a—\% ~ 2,10 m pour OE 1,
L ~2f -a-v,) =~ 2,65m pour OE 2.

1

2

Le rapport de cette longueur a la distance caractéristique d a
alors les valeurs suivantes, commentées selon les igdications de

KOLLBRUNNER et BASLER

L/di o 2,2 pour OE1,
L/d ~ 2,8 pour OE 2.

On se trouve dans le domaine de la "torsion mixte" avec une forte influence
du gauchissement géné, méme pour OE 2 contrairement & ce qu'on aurait voulu

obtenir.

3.3.3. = Comparaison des rotations mesurces et calculces
Les résultats des calculs précédents, poussés jusqu'a la seconde
approximation pour OE 1, arrétés a la premiére pour OE 2, permettent de
tracer la courbe des rotations ©O(z) calculées le long de la poutre : ce

sont les courbes (b) des figures 43 et 44,
La comparaison avec les valeurs mesurées est satisfaisante dans les
deux cas, a l'incertitude prés sur la mesure dans la section médiane de la

poutre (z = 1,95 m).

3.4. - Déformations dues au gauchissement géné

3.4.1. - Rappel : calcul du bimoment, des contraintes

Une premiére approximation du bimoment est donnée par :

#0
Z

dz

B = By Ky




1074

rad

FIG. 43 - Rotation le long de la poutre (essai OE 1)






FIG 45 :

Conditions d'encastrement vis-a-vis du gauchissement
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Si nécessaire, & partir de la seconde approximation de O (cf. 3.3.1.) et de

la connaissance de Cz(z), une meilleure approximation est donnée par :

o SO iy T 28
bo 1 dzz o’ K, dz

B =E

Une autre fagon de procéder, en deuxiéme approximation, est de
calculer le terme ©,, d'ou le terme 91 = e-ez ( © étant la deuxizme ap-
proximation de la rotation totale) et le bimoment par :

2
d
B = E K el

bo 1 dzz

Dans un profil mince, les contraintes dues a la géne du gauchisse-

ment, constantes dans 1l'épaisseur, sont alors :

B
ﬂ; (%) = R?" Qx) .

On calcule ensuite les déformations longitudinales (supposés constantes sur

1'épaisseur de l'aile) par :

B h-e'
€ (x) = : X .
o EbD K1 2
3.4.2. - Exploitation des mesures de déformations longitu-

Cas de OE 1 :

Deux sections ont été équipées particuliérement en mesure de défor-
mation longitudinale des ailes : une prés du milieu de la poutre (z = 1,81 m).
1'autre prés de 1'appui (z = 0,125 m). Les résultats des mesures effectuees
sous le couple maximal lors des trois derniers cycles de torsion pure sont
présentés a la figure 46. Les mesures les plus nombreuses, sur les faces
externes des ailes (dessus de l'aile supérieure et dessous de l'aile inférieure),
mettent en évidence la bonne symétrie de comportement des ailes supérieure et
inférieure ; d'autre part la linéarité des déformations € avec l'abscisse x

est bien vérifiée & la dispersion des résultats pres.
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Fig. 46 - Déformations
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Cette dispersion est d'ailleurs assez réduite compte-tenu des
faibles valeurs mesurées, ainsi que le montrent les valeurs du tableau
ci-dessous concernant 1l'ensemble des valeurs absolues des €, mesureées
sur les Faces extérieures, pour trois niveaux de couple (nombre de mesures

n, valeur moyenne m, coefficient de variation o ) :

Déformation IEC’ pour x = 0,18 m
Couple C Z = 0,125 m z= 18T m
(kN.m) n m o n m o
0,40 18 7,1.10°% 15,9 4| 24 9,5.107° | 14,2 %
0,80 18 |13,9.107° |12,2%| 26 [19,0.107® |10,2 %
1,20 18 |21,2.107° [12,9%| 24 |28,7.107% | 8,5 %

On remarque aussi l'excellente linéarité en fonction du couple.

La figure 46 montre par contre que les mesures effectuées sur les
faces internes des ailes (dessus de l'aile inférieure) donnent des valeurs
significativement différentes de celles des faces externes. Les quelques
mesures effectuées a mi-épaisseur des ailes (sur la tranche de l'aile infé-
rieure) donnent des valeurs intermédiaires entre les précédentes. Il existe
donc, au moins pour les sections voisines des parties rigides de la poutre,
un gradient de contrainte de gauchissement géné dans 1'épaisseur de l'aile.
C'est ce que montre la figure 47 ol l'on a porté, sur l'épaisseur d'une aile,
la moyenne des déformations [ec| mesurées, corrigées pour les traduire toutes
en déformation maximale %:max a l'extrémité de 1'aile, dans l'hypothése de
la linéarité en x. Il faut noter que la dispersion des résultats est nettement
plus forte dans la section z = 0,125 m, comme le montre les valeurs ci-dessous

(pour C = 1,20 kN.m)




[] [E 1 :

C=1.20kNm e z-181 m

O. 0.125
Emplacement des mesures []E 2: 1.08 ok o181 _
e % 1.45
=K, A0 TR »
*—0—
| P 52

= €L =

I
120 180 200 (mm)

Fig. 47 - Gradient de déformations de gauchissement géné dans 1'épaisseur de l'aile
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Déformat ion sﬁ,max (|€C| extrapolé pour x = 0,20 m)
Position dans Z = 0,125 m z=1,81m
1'épaisseur . i 5 i i p
Face externe 30 22.9 |13,4'% 36 31,9 7:9 %
Mi-épaisseur 6 a2 (12,3 % 6 35,0 1,8 %
Face interne 12 46,7 8,7 % 12 43,0 5,4 %

En raisonnant toujours sur les valeurs absolues et en se ramenant

4 une valeur unité du couple (C = 1 kN.m), la variation expérimentale de la

déformation cc A le long de la poutre est représentée par les points de
)

la figure 48. On ne dispose malheureusement de mesure & divers niveaux dans

1'épaisseur de 1'aile que dans les sections extrémes.
Cas de OE 2 :

Les sections les plus instrumentées sont toutes deux proches du
milieu de la poutre (z = 1,81 m et z = 1,45 m) puisque le gauchissement est
en principe libre a l'appui. La dispersion des résultats est plus forte
que pour OE 1, comme le montrent les valeurs numériques ci-dessous (tableau

homologue de celui présenté pour OE 1) :

Déformation ISC[ pour x = 0,18 m
Couple C _ _
(kN.m) z = 1,45 m Z = 1581 ‘m
n m a n m g
0, 56 24 6,5.107° |20,2 % | 24 8,4.107° | 15,4%
0,72 24 13,2.107° |21,0% | 26 [|17,2.107° |17, %
1,08 24 19,8.107° | 21,1 % | 24 |25,2.107% |16,6 %

La linéarité reste trés bonne en fenction du couple.
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48 - Déformations dues au gauchissement géné, le long de la poutre (OE 1)
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Le détail des mesures sous le couple maximal, présenté & la figure 49,
montre que la symétrie entre les ailes supérieure et inférieure (et méme entre
les deux moitiés d'une méme aile) n'est pas trés bonne. Ceci pourrait provenir
du fait que les conditions de libération du gauchissement & 1'appui ne sont pas
exactement les mémes pour les deux ailes. Cependant, faute de moyen de pousser
1'interprétation dans cette voie, on raisonne sur la moyenne des valeurs absolues

des mesures sur les deux ailes.

On constate encore que, dans la section proche du milieu de la poutre
(fig. 49 a), les déformations sont plus grandes sur les faces internes que sur
les faces externes. Par contre, cet effet disparait dans la section z = 1,45 m
(fig. 49 b). Il s'agit donc bien d'un effet local au voisinage des sections d'en
castrement vis-a-vis du gauchissement. Ceci est précisé par les valeurs numériqu

de la déformation s o présentées au tableau ci-dessous (pour C = 1,08 kN.m):

Defqrmatlon ec,max ( le.| extrapolé pour x = 0,20 m)
PG?%thn dans z = 1,45 @ z=1,81m
1'épaisseur
n m o n m o
Face externe 36 21,7.107°] 25,8 % | 36 2751.007% ] 20,0 %
Mi-épaissenr 6 20,3.107° | 18,0 % 6 33.5,40° °f 8,2 %
Face interne 12 23,4.107° | 20,8 % | 12 37,2102} 151 &

Le gradient (ou absence de gradient) correspondant est représenté
a la figure 47 . On remarque que le gradient est du méme ordee de grandeur dans
les deux essais OE 1 et OE 2 pour la section z = 1,81 m, soit environ =45 &

de la valeur moyenne.

En se ramenant & un couple unité (C = 1 kN.m), la variation expéri-
mentale de la déformation de gauchissement géné 3 1'extrémité des ailes, ec,max
le long de la poutre est représentée par les points de la figure 50. Au voisinag
de l'appui, on re dispose pas de mesures sur les faces internes qui pourraient mett

en évidence un éventuel gradient.
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3.4.3. - Comparaisaon des_déformatgQQ§_@g§9£§g§_gk_gggggigg§
Les courbes représentatives des déformations €. - calculées
]

(seconde approximation pour OE 1, premigre pour OE 2) sont tracées sur
les figures 48 et 50.

-

L'accord avec les mesures est satisfaisant pour OE 1. Pour OE 2,
il semble que la géne du gauchissement soit un peu surestimée, ce qui conduit
3 des valeurs calculées supérieures, en valeur absolue, aux valeurs mesurées.

Une distance Vo de l'ordre de 0,40 m semblerait plausible.

3.5. - Déformations dues aux cisaillements

Les contraintes de cisaillement dues & la part C1 du couple équilibré
en torsion pure sont supposées varier linéairement dans 1'épaisseur de 1'ame

et des ailes (la section de la membrane déformée par un plan perpendiculaire

a la ligne moyenne est un arc de parabole) ; elles s'annulent sur la ligne moyen-

ne et sont maximales sur les parements. Ces valeurs maximales sont

- dans 1'ame

CT'EI
c1,max " TK ?
- dans les ailes
C..t(x)
(x) /
c1,max > K

A la jonction de 1'aile et de 1'ame (x = 0), cette valeur doit

encore €tre valable sur la face externe, compte-tenu de 1'allure supposée

de la membrane déformée (cf. 3.1.1. et fig. 40 a).

Les contraintes de cisaillement dues & la part C2 du couple équilibrée
en gauchissement géné sont nulles dans 1'ame, constantes dans 1'épaisseur des
alles et réparties le long de celles-ci comme les contraintes dues & un effort

tranchant paralleéle 3 l'aile. Leur expression est
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CZ:L(X)

= K1.tixi §

T'CZ(X)

Compte tenu du béton et des armatures (cf. 3.1.3.) le moment

h-e' [bz(e‘ + 2e) e' 2 - 2(e' - e)qg]

L(x) = = 7 =X 35
>
+nA X .
7 L
=]
b
(x<x5¢7 ) -

Soit un terme dd au béton égal a :
(186,75 - 4744 x* + 2875%X).10° % |
et un terme dd aux armatures égal & :

- ' —
nA B=es (c +¢') = 3,656.10 °n pour 0< x<c

2

n A h;e' ol 2,437.107° n pour c < x < ¢!

0 pour X =o' |

Les cisaillements 1:c1 et ‘t&z sont de méme signe sur les faces

externes des ailes, de signe contraire sur les faces internes.

On mesure les déformations relatives CQS dans les directions
inclinées de 45° par rapport & l'axe de la poutre, c'est-3-dire par rapport
aux directions ob_s'exercent les contraintes T . Si 1'état de contrainte

est de cisaillement pur, on a directement, pour les mesures en surface :

- dans 1'ame

1 + VG

£ - e
45 -t T%1,max
bo



& 9P o=

- au milieu des faces externes des ailes

1T+ V

I g
E S e oA

45 = (0) + -Ccz (0)]
bo

1,max
Dans les ailes, & une distance x non nulle de l'axe, on a un état

de contrainte qui comprend une contrainte normale longitudinale W;(x) et

un cisaillement ‘t£1(x) = 'T%z(x). La déformation en surface selon la direc-

tion inclinée de 45° est alors :

#
1 + VB %
8&5 = TR C Tc1,rnax(x) &l TCZ(X')J
bo
1 -V
i 0
Pl nw

bo

les signes + ou - étant fonction de la face extérieure ou intérieure et du
c6té de 1'aile, Est ou Ouest.

Cas de 0OE 1

Les grandeurs mesurées sont encore plus faibles que celles des
déformations de gauchissement géné ; cependant, malgré la dispersion, les
valeurs moyennes obtenues sur plusieurs points de mesures homologues et sur
les trois derniers cycles de torsion pure sont bien significatives. Par exemple
sur 1'ensemble des mesures effectuées, dans une méme section (z = 0,975 m),
sur les faces internes des deux ailes, la distribution statistique des résul-

tats est caractérisée par les valeurs suivantes :

Couple Déformation |£&5|

B pour x = 0,115 m
(kN.m) n m o
0,40 24 4,6.107° | 14,8 %
0,80 24 8,8.107° | 12,5 %
1,20 24 13,2.107% | 12,0 %
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La linéarité en fonction du couple est parfaite.

le facteur était (1 + VG}/EbO, & la contrainte

Les mesures effectuées sur les parements de 1'a8me sont proportionnelles,

-

0 . Sous le couple maximal
c1,max P

(C = 1,20 kN.m) on a les résultats suivants dans trois sections :

o Déformation |[€,|
[Tb1,max]
Section ‘n . m op
z =0,125 m 6 Ty 6,7 %
z=0,975m 12 18,4 2,7 %
z= 1;81 m 6 5,8 16,9 %

Les déformations au milieu des ailes (x = 0) sont proportionnelles

(avec le méme facteur que ci-dessus) & la somme des contraintes ‘TE1 max(D),
)

égale a la valeur précédente de T

c1,max’ et 'fCZ(D). Par différence, on peut

donc obtenir la seconde. Les valeurs expérimentales obtenues sous le couple

maximal sont les suivantes :

Ailes Déformation j£a5| €45
(x=0) [ T nax(@ *+ (@1 | [ ,(0)]
Section n m o m
= 0,125 m 5 14,5.107° | 3,8 % | 4,8.107°
= 0,975 m 9 22,4.10° | 6,7 % | 4,0.107°
= 1,81 m 3 14,7.107% | 3,9 % | 8,9.107°

Dans la section la plus instrumentée (z = 0,975 m), le bimoment est

trés petit donc 1'influence de la contrainte U; est trés faible sur la défor-

mation

Eas ; on 1'élimine complétement en faisant la moyenne sur quatre mesu-

res symeétriques situées sur les deux moitiés de chacune des deux ailes
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supérieure et inférieure, dont 1'abscisse est la méme en valeur absolue,
x = 0,115 m. En distinguant les faces externes et internes des ailes, les

résultats obtenus sous le couple maximal sont les suivants :

Section Déformation IEQSI
+
z=0,975m [ 1;1’max(0,115) = T;2(0,115)]
Ailes (x = 0,115 m) n m o
Faces externes 18 19,3.10°° | 12,7 %
Faces internes 24 ‘13,2.10—6 12,0 %

Puisqu'il y a addition des contraintes sur les faces externes et
soustraction sur les faces internes, on peut immédiatement séparer les dé-

formations dues a C, et 3 C,. On obtient les valeurs ci-dessous :

1 2
€. =16,25.100daa T (0,115)
45 T T cl,max" ’ ’
R .
B = 305107 daia T ,5(0,115).
Cas de QOE 2 :

Dans cet essai, la dispersion des résultats est nettement plus
forte comme le montrent les valeurs ci-dessous de la distribution des

résultats obtenus sur les faces internes de la section z = 1,20 m, pour

-

diverses valeurs du couple (tableau & comparer au tableau homologue présenté
pour OE 1)

Couple Déformation |ga5]

C pour x = 0,115 m
(kN.m) n m o
0,36 24 ,a,2.10'5 50,5 %
0,72 24 ?,5.10’5 54,2 %
1,08 24 12,0.107% | 51,3 %
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La linéarité avec le couple C est approximative et les coefficients de variation

sont trés grands.

On peut cependant interpréter les valeurs moyennes comme précédemment .

Sur les parements de 1'ame, sous le couple maximal (C = 1,08 kN.m) on obtient

les valeurs suivantes :

Déformation IBQSI
Ame (e ]
C1,max
Section n m
2 = 0,085 m 6 21,5.107°| 12,7 %
z=1,20m 12 14,8.107°| 19,9 %
z =1,81m 6 a0’ | 27,5 %

Au milieu des ailes (x = 0) les valeurs sont celles du tableau
ci-dessous (et 1'on sépare le terme dd a T;z connaissant celui da a TE1

d'aprés le tableau précédent) :

Ailes Déformation |ga5| [Caﬂ
(x = 0) [ Te1 nax(@ + Tp(@1 | [ T,00]
Section n m o m

; = 0,085 m 3 21,3.10°% | 2,7%| =~ o

z 21,20 m 12 1%, 14072 132,85 % | 1,9.007°

z = 1,81 m 6 7,8.107° |14,9 % | 3,0.107°

Dans la section z = 1,20 m, le bimoment n'est pas négligeable ;
les contraintes normales 0, vont donc influer sur les valeurs de CQB
dans les ailes. On élimine d'abord leur effet (par raison de symétrie) en
calculant la moyenne sur les deux moitiés de chacune des deux ailes. En
distinquant les faces externes et internes, les valeurs obtenues sous le

couple maximal sont les sulvantes



Section Défarmat ion IgaSI
S + 7
z=1,20m ( TE1,max(U’115) 'Fc2(0,11))]
Ailes (x = 0,115 m) n m o~
Faces externes 24 13,5.10_5 36,3 %
iy *
Faces internes 24 12040770 51, 3'%

On sépare alors les termes dus a C, et 2 C2 :

= -6 n
€, = 12,75.107° do 3 121,max(0,115),
e = 0,75.10%d0a T
G50 = L c2 (0,115).

En utilisant les symétries, la part de la déformation 8&5 due aux
contraintes normales -F;(x) peut étre obtenue en faisant la somme des défor-
mations mesurées sur chaque demi-aile (dessus et dessous) changées de signe

alternativement de la fagon suivante :

+ (aile supérieure Est)

(aile supérieure Ouest)

+ (aile inférieure Ouest)

- (aile inférieure Est).

On obtient ainsi sous le couple maximal :

6/ o
eas = 3,4.107° da & U;(0,115).

La déformation longitudinale correspondante est

c2
EOTS) == s By

0

Dans 1'hypothése de la distribution linéaire de EC avec x, la valeur extrapolée

au bord de l'aile (x = 0,20 m) et sous un couple C = 1 kN.m est

e = 13.4.10°°
c,max

Cette valeur a été reportée sur la figure 50. E£lle est en bon accord avec

les mesures directes de CC dans d'autres sections.
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Fig. 50 - Déformations dues au gauchissement géné, le long de la poutre (OE 2)
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Nuta : La symélrie n'esl pas trés bien respeclée entre les deux moitiés de la
poutre. Ceci est sans importance pour la section z = 1,20 m ~ar on travaille
sur la moyenne des mesures effectuées dans les deux sections symétriques. Par

con ! ions oU’ 3t e
tre, pour les autres sections oU les mesures n'ont été effectuées que sur

D

une moitié de la poutre, il Faudrait apparter ure légére ceorrecticn aux résultsts
e = oA [ a -
Les valeurs exactes sont évidemment inconnues : on peut seulement estimer qu'elles

se trouvent dans les "fourchettes" suivantes (sous le couple maximal)

Section z = 0,085 m z=1,81m
Déformation [Sasldue a

Te1,max ame 21,5 a 24,5.107° | 4,8 2 5,5.107°
) -6 ; -6

T;1,max(0) + 'Yéz(ﬂ) 293 b 26,310 7,8 a3 8,9.10
-6

T, (0 ~ 0 3.0 3 3,4.10

3.5.3. - Comparsison des déformations mesurées et_calculees
Une premiére comparaison peut etre effectuée sur les variations

relatives de 845 en fonction de x, dans les ailes, en formant les rapports
des déformations pour x = 0 et x = 0,115 respectivement. Le calcul donne :

T-c‘l,max £a) & g - 1.117
TC1,max(0,115)  t(0,115) = "’ ’
TEZ(U) t (0,115) _L(0O)
» L ) = 1,3?&

TE2(0’115) . e “ T40; 115

La comparaison des rapports expérimentaux (sous le couple maximal,

dans la section z = 0,975 m ou z = 1,20 m pour 0E 1 et OE 2 respectivement)

et calculés est la suivante :

Rapport OE 1 OE 2
CQS(D / Ca5(0,115) rapport mesure rapport mesure
da 3 expérimental | calcul expérimental | calcul
e B 1,132 1,01 1,161 1,04
Te2 1,311 0,95 2,533 1,84




S8 e

Cette comparaison est excellente a 1l'exception des déformations dues a C:CZ
pour OE 2 dont les grandeurs sont trés incertaines car ce sont des valeurs
trés petites calculées a partir des mesures des déformations Eias résultant
de la somme et de la différence des effets de T et de T _,, mesures
c1,max c2
elles-mémes tres dispersées (l'incertitude relative est plus faible sur la

déformation due a2 T

o1 k) qui est la plus grande).
}

La comparaison directe des valeurs expérimentales de E’&S avec
celles calculées a partir des valeurs des couples C1(z) et Cz(z) est effectuée
soit sur les'wvaleurs dues 2 chacune des contraintes t;:T ou C:CZ isolément
(figures 51 et 55 pour OE 1 et OE 2 respectivement) soit sur les valeurs com-
binges C . ¥ T correspondant aux mesures directes (figures 51 et 54 pour

cl c2
E0O 1 et OE 2 respectivement).

L'accord entre calcul et mesures est tout a Faithsatisfaisant pour
OE 1. I1 1l'est moins pour OE 2, ce qui tient d'une part a la forte incertitude
expérimentale, d'autre part & ce que, vraisemblablement, on surestime la géne

du gauchisssement a 1'appui.
4. - CONCLUSION

compte-tenu des incertitudes expérimentales dues a la petitesse des
déformations mesurédes (déformations lcoales dues aux contraintes du cisaille-
ment et aux contraintes normales de gauchissement géné et rotations de torsion),
on montre que la théorie des poutres a profil mince ouvert est applicable, dans
le domaine linéaire avant la fissuration, aux poutres en béton armé ayant fait

l'objet des essais.

I1 faut cependant tenir compte du fait que les épaisseurs ne sont pas
trés petites vis-a-vis des longueurs dans 1'évaluation de l'inertie de torsion K,
et de l'effet des armatures longitudinales dans l'inertie de gauchissement K1 et
dans l'inertie de torsion sectorielle KZ’ ainsi que dans le calcul des contraintes
normales de gauchissement géné o et des contraintes de cisaillement chz dues

au couple Cz.

Le calcul des termes dus aux armatures est assez simple si on utilise
la théorie simplifiée de la "flexion des ailes". Il est trés complexe dans le
cas général. Il en serait de mefe si 1l'on voulait tenir compte des armatures dans
1'évaluation de 1'"aire réduite" AT permettant le calcul des fléches dues a

l'effort tranchant.
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&=———= CONPORTEMENT APRES FISSURATION 2
FLEXION e

On se reportera aux chepitres précédents pour les caractéristiques des
corps d'épreuve et de leurs matériaux, la procédure expérimentale et les me-
sures effectuées, ainsi que pour les rappels de la théorie des poutres a pro-

fil mince ouvert et les compléments nécessaires 2 l'application aux poutres

en béton armé.

1. - Présentation générale

Pour chacune des phases de flexion A, B et C et chacun des deux
essais OE 1 et OE 2, on présente au tableau 4 les déformations longitudinales
moyennes mesurées dans les deux sections particulisrement ins‘rumentées
situées a environ 1,10 m du milieu de la poutre, et les valeurs moyennes sur

toute la poutre relative & l'espacement et a 1'ouverture des fissures. Les

grandeurs indiquées sont les suivantes :

M1 Valeur du moment de flexion exercé par les vérins

€41 face inférieure (jauges PL 120)

€b2

€53 faces latérales (extensométre mécanique)

€by

£ armatures @ 10 (jauges FLA §)

CbS face supérieure (extensometre mécanique ; base 200 mm)

S espacement moyen des fissures dans l'aile supérieure

tm ouverture moyenne des fissures au niveau des armatures tendues

(mesurée aux bords de 1'aile).

Ces déformations sont les variations dues au moment de flexion M1
exercé par les vérins. Initialement, agit de plus un moment de flexion M0 da

au poids propre de la poutre et des équipements d'essai. Sa valeur dans les



Phase Etape Moment Déformations (10“6) Fissures (mm)
E M,I
% (kN.m) €b1 €b2 €bs by €a b5 m tm
45 37,8 ~214 151 564 904 |1103 |1161 | 103 | 0,045
© 59 59,4 -363 250 894 1435 1998 1950 13 0,083
& 14 75,5 -462 316 1119 1868 2470 2633 63 0,105
40 37,8 -183 12 344 637 1015 961 114 0,047
o™ 50 59,4 -504 138 609 1106 1802 1664 89 0,092
& 63 75,5 ~401 200 826 |1514  |2330 | 2320 68 | 0,115
» Moment Valeurs expérimentales Valeurs calculées
| Phase ey €m EnM X _ €m €M X
7 . . .
= M/Ma Loy oS [ | @ e [ao®) | ) | @)
Tableau 5 :
A 0,42 -210 1190 |60 P,0035 |-210 |1050 67 10,0032 moyennes mesurées et calculées (LMCP)
= 0,68 -360 [2030 |60 [0,0060 [-350 |2100 59 10,0060
& 0,86 -455 [2630 |59 [0,0077 |-440 |2520 59 (0,072
0,42 |-180 | 910 |67 |o,0027 |-205 | 950 | 72 |0,0028
o 0,67 -305 [1580 | 65 0,0047 |-370 {2150 58 |(0,0060
s & 0,86 -410 [2170 | 63 |0,0065 |-465 |2720 58 |0,0074

Tableau 4

Essais OE 1 et OE

Déformations longitudinales

moyennes mesurées, écartement

des fissures

ey

Essais OE 1 et OE 2 - Déformations

-~

L
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sections de mesure considérées est la suivante :

-pour BE 1, M_=~- 1,3 kN.m ;

w

- pour OE 2 , MO ~ - 1,9 kN.m.
Ces valeurs sont proches de la valeur moyenne le long de la poutre.
Le moment de flexion total est donc :

M =~ M, +M

0 1

2. - Etat de déformation moyen

Les valeurs indiquées de € sont lesmoyennes sur les deux moitids Nord
et sud de la poutre. En réalité, il n'y a pas une symétrie parfaite et on ob-
serve des écarts de l'ordre de X 6 % par rapport a la moyenne, pour les moitiés

Nord et Sud.

tenu des déformations concentrées au niveau des fissures (glissement local) et

de la contribution du béton adhérent aux armatures entre les fissures. Les mesures
plus ponctuelles effectudes sur les armatures peuvent correspondre & des valeurs
de déformation quelconques entre le minimum (au milieu de 1l'intervalle entre deux
fissures) et le maximum (au droit d'une fissure). En raison de la destruction lo-
cale d'adhérence due au collage de la Jauge et a sa protection, la valeur moyenne
sur les 10 mesures est plus proche de la déformation maximale que de la déforma-

tion moyenne correspondant aux mesures sur le béton.

Les figures 55et 56 présentent, pour OE 1 et OE 2 respectivement, les
diagrammes correspondant & 1'hypothése de planéité des sections, en variation
de déformation moyenne A€ , ajustés au mieux aux valeurs expérimentales. On peut
en tirer les valeurs expérimentales d'un certain nombre de grandeurs caractéris-

tiques de 1'état de déformation moyen dd a la flexion :

déformation minimale (béton comprimé, face inférieure),
déformation maximale (face supérieure tendue) ;

X hauteur comprimée,
) courbure = ( €y - cm)/h, h étant la hauteur de la section.
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Ces valeurs, portées au tableau 5, tiennent compte de 1'état intiial
de déformation, dd au moment MD’ qui a servi de référence aux mesures Ag . Cet
état initial est caractérisé par une déformation nulle a mi-hauteur de la sec-

tion, et par une courbure initiale

l'inertie homogéne de la section étant Ih = a + B n (conformément 2 la définition

du chapitre 2. §-3+1:4.).

-4 -1
m

-4 -1,
m

Soit, pour OF 1 g, = - 0,24.10

pour OE 2 ﬂo = - 0,34.10

Remarque :

D'aprés les jauges collées sur les armatures, 1'allongement maximal

mesuré est, en phase C, de 1l'ordre de :

2580 10™° pour OF 1
2583 10°° pour OF 2

La déformation de début de plastification étant égale 2 2690.1U_°, on constate

qu'on reste dans le domaine élastique linéaire du comportement de 1'acier.

3. - Etat de fissuration moyen

Les photographies des fiqures 57 et 58 montrent 1'état de fissuration 2

chaque phase pour chacun des deux essais.

les valeurs d'espacement et d'ouverture indiquées au tableau 4 concernent
pour l'ensemble de la poutre, les mesures effectuées sur le bord de l'aile, au
niveau des armatures tendues. Les mesures effectudes au milieu de la face supérieu

re, dans 1l'axe de la poutre, donnent les résultats suivants (en mm)
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Phase s t

m m
103 0,045
73 0,083
C 63 0,106
A 114 0,047
B 89 0,092
C 69 0,115

Il n'y a2 pas de différence avec les mesures effectudes aux bords

de 1'aile.

Par ailleurs, en se limitant asux zones voisines des encastrements
vis-a-vis du gauchissement (sur une distance de 0,45 m & partir du raidisseur
médian pour OE 2, de cette zone et celies de 0,45 m de long & partir des blocs

d'about pour OE 1), on obtient les valeurs moyennes suivantes

Phase s t

m m
A 103 0,044
80 0,083
70 0,015
A 118 0,045
93 0,090
70 0,110

Les différences avec la moyenne générale tout le long de la poutre ne

sont pas significatives.

4. - Comparaison au calcul

%= Detormations noyecnes
La loi moment-courbure moyenne a été calculée a l'aide d'un programme
de calcul informatique du S.E.S. (programme LMCP) dans lequel on utilise une

loi contrainte-déformation du béton qui respecte les trois paramétres essentiels



mesurés (module & 1l'origine, résistance, abscisse du sommet), et dans lequel
on évalue de fagon approchée les déformations moyennes de la zone fissurée en
attribuant -au béton tendu une loi de comportement fictive. Cette loi est 1li-

néaire jsuqu'a l'atteinte de la résistance & la traction Ft

*
= 3-1
= By, €

m

Au-dela de la fissuration, on admet une répartition linkaire des défor-

mations et des contraintes dans la zone tendue, telle que :
L 3-2
= Ebt . €

régie par la déformation de la fibre la plus tendue & laquelle on attribue une
loi de comportement parabolique décroissant a partir du point de fissuration
Jsuqu'au point de contrainte nulle lorsque 1'allongement atteint 1'allongement
de plastification des armatures. Le module fictif Ebt est le module sécant cor-

respondant.

Le calcul est poussé jsuqu'a l'atteinte du moment maximal Mu . En négli-
geant le raffermissement (c'est-a-dire en supposant 1'acier parfaitement élasto-

plastique), on obtient la valeur suivante, valable pour OE 1 et OE 2 :
M = 86,0 kN.m,
u

Les figures 59et 60 présentent les lois moment-courbure calculées, au
moins dans la partie correspondant au domaine des essais. Les valeurs particuligre
des déformations calculées correspondant aux moments M = MO + M1 exercés a chaque
phase sont portées au tableau 5. Sur les figures, on a porté aussi les points

correspondants, pour chaque phase, au moment M et 3 la courbure @ expérimentale.

On constate un accord relativement satisfaisant entre le calcul et les

essais.
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On les calcule en appliquant les formules proposées par le Code
Modeéle CEB-FIP 78 (*),

Apres stabilisation de la fissuraticn, 1l'espacement moyen des fissures

est donné par 1l'expression :

" S 8 3-3
Sm =2 e+ + kik, g -
c est l'enrobage des armatures ; ici, l'enrobage minimal est de 15 mm ;
s est l'espacement de deux armatures successives égal 4 90 mm (et infé-

rieur 3 15 @ = 150 mm) ;

g est le diamétre des barres, 10 mm ;
E% est le pourcentage d'armature dans la "section d'enrobage" de largeur
bef et de hauteur hef
e o
f bth
avec :
be = b = 400 mm (largeur de l'aile)
he = e = 50 mm (épaisseur moyenne de 1'aile)
o ;
A = E-#ﬁ (section des 5 barres £ 10)
k1 est le ccefficient caractérisant 1'adhérence, égal a 0,4 pour les barres
a haute adhérence
kZ est le coefficient représentant 1'influence du gradient de déformation
dans la section
ks = 0,125 (1 4me)
2 " M

(*) Comite Euro-International du Béton - Fédération International de la
Précontrainte : "code Modele CEB-FIP pour les structures en béton",

Seéme édition 1978
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EM et S’M étant les allongéménts sur les faces externe et interne
de l'aile supéreiure respectivement. On peut admettre, d'aprés les mesures de
déformations, k2 = 0,23 pour OE 1 et OE 2.

D'ou Sy = 48,0 + 46,9 =~ 95 mm

En admettant que les fissures "principales'" sont toutes apparues
dés la phase B (dans la phase C apparaissent des fissures "secondaires") cette

valeur calculée surestime de 17 % la valeur expérimentale moyenne pour OE 1 et

0E 2 (81 mm).
L'allongement moyen des armatures se calcul par l'expression suivante :

Taf, 2

_la ! 3-4
= 2 01 B 150 B

U; est la contrainte de l'armature au droit d'une fissure, soit les

valeurs suivantes pour la phase B :

395 MPa,
390 MPa.

0E 1
0E 2

1R

o ] o5
l

[ ¢ est la contrainte de l'armature au droit d'une fissure sous 1'ac-

tion du moment de fissuration MF’ c'est-a-dire celui qui provoque dans le béton

la contrainte maximale F; égale a la résistance & la traction Ft

MFh
J = =
1_
M~ 2 Ih :
Soit M. = 21,8 kN.m pour OE 1,

M. = 24,7 kN.m pour OE 2.

D'ol les valeurs de contrainte :

U; ~ 150 MPa
2 []; ~ 170 MPa

(50
m m
=

-

(]
-n
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B1 est un coefficient caractérisant les qualités d'adhérence

des barres

ﬁz est un coefficient représentant 1'influence de la durée
d'application ou de la répétition des charges. Ici Bz = 1 au premier

chargement .
On en tire, dans la phase B :

€, = 1690 107 pour OE 1,

~ 1580 10”° pour OE 2.
am

les valeurs expérimentales, déduites des diagrammes des figures 1 et 2,
sont d'environ 1900.107° et 1500.10°° respectivement. Le calcul en donne

donc une estimation raisonnable.

L'ouverture moyenne des fissures se calcule alors par :

D'oll, en phase B

t ~0,176 mm pour OE 1,
t ~ 0,15 mm pour OE 2.

Le calcul surestime nettement 1'ouverture des fissures de pres de
80 %. Ceci provient d'une part de la surestimation de S d'autre part du
fait de négliger 1'allongement propre du béton entre deux fissures (l'effet
de l"allongement moyen de l'armature est supposé intégralement traduit en

ouverture des fissures).
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ANALYSE
BIBLIOGRAPHIQUE

Avant-propos

Cette recherche bibliographique répertorie succintement les
travaux les plus intéressants menés a ce jour, sur le domaine de la torsion

de piéces a profils variés.

I1 sera toutefois accordé un plus grand intérét aux éléments a
profil ouvert sollicités en torsion, ce qui est en liaison directe avec

le théme de recherche qu'on se propose, a savoir

"Rigidités de gauchissement et de torsion de poutres a

profil ouvert apreés fissuration due & la flexion”.

En aucun cas, cette analyse ne saurait étre compléte. Ses buts

sont essentiellement

- montrer comment se posent les problémes ;
- faire le point de la bibliographie & ce sujet ;
- examiner les études expérimentales antérieures et leurs

caonditions pratiques de réalisation.

1.1. = Introduction

L'intérét porté aux effets de la torsion sur les structures en
béton armé ou précontraint s'est beaucoup développé au cours de ces derniéres
années avec l'apparition de nouvelles formes d'ouvrages : ponts courbes en
caissons, ponts a poutres sous chaussées sans entretoise, noyaux de contre-

ventement d'immeubles de grande hauteur, etc...

Or, ce domaine, il y a un vide a combler dans le sens d'un calcul

aux états limites.

C'est 1l'objet des études théoriques et expérimentales men€es par
le S.E.S. depuis 1974 (Contrat SETRA-UTI-CEBTP).



- 138 -

I1 s'est dégagé de cet ensemble de recherches, une méthode d'inter-
prétation selon la théorie du treillis & angle variable, qui n'est rien d'autre
qu'une légére transformation de la théorie connue sous le nom de "Diagonal
compression field theory". Cependant, il est & noter que ce modéle n'introduit
pas dans les résolutions courantes de probléemes detorsion, les phénomenes de
torsion génée, quoique ces derniers dans certains cas , peuvent avoir un effet

prédominantsur l'analyse du comportement d'une section donnée.

D'autre part, dés les premieéres utilisations d'éléments en béton
armé de forme complexe (notamment éléments de formes élancées), de types d'ap-
puis variés, le phénomene de torsion (sous toutes ses formes) est apparu comme

1'un des phénomenes fondamentaux de scllicitation sur ce matériau composite.

11 a de ce fait, préoccupé les constructeurs et les théoriciens tout

au long des technigues de construction et calcul du béton armé.

Toutefois, malgré les tres nombreuses recherches et publications sur
la torsion, les théories antérieures sur ce mécanisme n'expliquent qu'incomple-
tement ce phénoméne, et la variation des parameétres qui le régissent, aussi
bien dans une section droite que le long de 1'élément de construction considéré

(z variable).

Cette méconnaissance partielle est due & la complexité du phénomeéne,
.et au fait que, dans les calculs usuels de 1'ingénieur, la prise en compte d'hy-
potheses simplificatrices a donné une approximation suffisante pour la vérifica-

tion des sections aux contraintes admissibles.

Cependant, le développement actuel des méthodes de calcul des poutres
fissurées, en vue d'un calcul plus précis, des contraintes, des déformations,
des rotations, d'une homogénéisation du coefficient de sécurité, et par suite
d'une amélioration de 1'économie des projets, exige une bonne connaissance de
la répartition des différents parametres cités ci-dessus, le long de 1'élément

en tenant compte de 1'état de fissuration existant.
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La présente recherche sera donc une contribution & la connaissance
des rigidités de gauchissement et torsion de poutres a profil ouvert en béton
armé , sollicitées en torsion-flexion, avec prédominance deflexion (C/M<<1),

en tenant compte de 1'état de fissuraticn créé par la flexion.

Compte-tenu du comportement non-linéaire du béton et des armatures,
de la fissuration due 2 la flexion, le probléme essentiel qui se pose est
le suivant : donner une appréciation fiable et correcte des parametres rigidi-
té de gauchissement et de torsion lorsque la fissuration de flexion évolue.
Cependant, on notera que ce comportement ne peut en aucun cas étre ramené a
une modélisation en treillis (valable pour une fissuration inclinée, cas large-

(*)

ment étudié par les auteurs et au niveau du S.E.S.

1.2. - Etudes antérieures

Les études antérieures sont trés peu nombreuses, et ne fournissent

que peu d'éléments utilisables pour la résolution du probléme posé ici.

Elles sont présentées par ordre d'importance en y consignant tous

les points qui pourraient mériter intérét dans le travail envisagé.

e Ftude théorique de Zbirohowski-Koscia [111]

Elle ne concerne que le calcul des contraintes normales dans le
domaine élastique avec fissuration, sous l'action d'un effort normal N, de

deux moments fe flexion M, et MY et d'un bimoment B.

X
Par hypotheése, on admet que les sollicitations sont déterminées dans
1'état non fissuré, puis lescontraintes calculées en tenant compte de la fis-

suration des sections.

Ainsi, de méme que dans les calculs '"classiques", on évalue les mo-
ments deflexion dans une poutre hyperstatique sans tenir compte de la variation
d'inertie due & la fissuration, comme on évalue ici le bimoment B (qui dépend
des rotaticns) & l'aide des rigidités EK1 et GK de la section non fissurée. La

contrainte normale résultante s'écrit

(*) Service d'Etude des Structures du C.E.B.T.P. Paris
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La détermination des axes x et y, en négligeant les zones ou [

est une traction, est réalisée numériquement par approximations successives.

A noter, je cite : "... Cing équations montrent clairement, que
lorsque aucun bimoment n'est présent dans une section fissurée, la distribu-
tion des contraintes dans cette section est influencée par les propriétés
sectorielles dubéton". En fait, ceci n'a une signification physique que pour

certains cas bien particuliers.

F
{ F : force agissant

i G : Centre de gravité
T : centre de torsion

Avant fissuration :

L'action de F produit une flexion

biaxiale et pas de torsion
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Aprés fissuration :

Cette méme action produira une flexion biaxiale et une torsion, donc
création d'un bimoment, Une généralisation valable du phénoméne est la suivante,
du fait que quatre cas peuvent se présenter, en fonction de la symétrie de la

section etdu chargement.

Symétrique Dissymétrique
Symétrique Section symétrique et Section symétrique et
symétrique chargée dissymétrique chargée
(1) (2)
Dissymétrique Section dissymétrique Section dissymétrique et
et symétrique chargée dissymétrique chargée
(3) (4)

Cas (1) : pas de torsion (pas de bimoment) ni avant, ni aprés fissuration

Cas (2, 3, 4) : torsion (donc bimoment aprés ou avant fissuration.

e Ftudes théorigues et expérimentales de Krpan et
Collins [53 ; 58 ; 59]

Ils soulignent le nombre d'essais trés important fait dans le cadre
de profils minces, mais que peu d'essais ont été effectués sur les profils

ouverts.

L'étude de Krpan et Collins [59] est un travail récent sur les pro-
fils ouverts ou ils soulignent la difficulté a "maitriser" le phénoméne dans

une section droite ou le long de la poutre.

L'intérét de cette publication, est de donner un schéma de la forma-
tion des fissures suivant que tel ou tel phénoméne soit prépondérant, en y no-
tant 1'apparition présumée d'une fissuration de flexion (due au poids propre

del'élément et au dispositif expérimental).

Cette étude est trés intéressante, car elle s'attache & traduire,
par le calcul et 1l'expérimentation, le comportement depuis le début du charge-

ment jusqu'a la rupture. Une des hypothéses fondamentales, est que 1l'on peut
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calculer indépendamment les déformations (et contraintes) dues aux couples
C1 et CZ dans les '"bielles" de béton inclinées et les armatures transversales
d'un treillis.

-

C, : partie de couple équilibrée en torsion pure

C, : partie de couple équilibrée en gauchissement géné

C : couple agissant tel que : C = C1 + Cz
Pour une valeur connue dubimoment B, 1'état de déformation longitudi-

nale est déterminé par approximations successives, par une méthode qui revient

a généraliser, non seulement les équations de flexion, mais aussi celles du

gauchissement géné, de la facon suivante :

- déformations longitudinales dues au bimoment :

g (s) = —— .s)

EK1

- centre de torsion et point origine sur le profil tels que l'aire

sectorielle )(s) satisfasse a :

f E(s) . Q(s) . e(s) ds = [ E(s) ._Q(s) . X . e(s) ds
o Y

= ~/~ E(s) . Q(s) ye(s) ds =0
(D

E(s) étant le module sécant du matériau acier ou béton, fonction de la déforma-
tion €.(s) & l'abscisse s (éventuellement nul pour le béton si SE(S) est un

¢

allongement.
- Rigidité de gauchissement :

EK,I = [ E(s) . Q(s)z . e(s) . ds
Sy

- Le flux de cisaillement dd au couple de torsion de gauchissement

géné C2 est calculé par :
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. EL(s)

EK1

q(s) = C

- Lc moment statigue secturiel iL{s) étant generalisé en :

/)

EL(s) = - E(t) . Q) . e(t) . dt

)

Dans 1'état fissuré, le comportement vis & vis des cisaillements
est étudié selon un modéledeé.treillis a angle variable :."Diagonal compres-
sion field theory". On en déduit 1'allongement des armatures transversales
et le raccourcissement du béton des bielles, ainsi qu'un module fictif G
du béton fissuré. Cette dernidre valeur permet de généraliser la rigidité

de torsion sectorielle sous laforme :
2

EK,

KZ =G

= 7
EL(s)
Te(s) " %

@

le modéle de treillis permet de calculer aussi les allongements
des armatures transversales dus aucouple de torsion pure C1 et de déterminer
la rigidité de torsion pure GK. Une valeur unique est adoptée pour celle-ci,
indépendante de 1'intensité du couple C1 et des autres sollicitations. En
fait, sur 1'exemple présenté (qui correspond & la poutre étudiée expérimenta-
lement), on rejoint les conclusions données en [36], au sens que l'on consi-
dere d'abord le comportement dans la phase ol le béton tendu est fissuré mais
ol le béton comprimé (et les armatures) restent dans le domaine €lastique

linéaire.

Le module E étant constant, on peut calculer par approximations
successives (Cf. [36]) les grandeurs S, I, Kqs L(s), K, relatives a la

"section homogéne réduite" selon la terminologie habituelle.

Ces grandeurs sont indépendantes du niveau des sollicitations, donc
on peut admettre qu'elles sont indépendantes de z. On peutalors calculer faci-

lement la rotation © d'aprés 1'équation simplifiée :
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3
4’0 d0
EK, = i 6K . 5= = C(@)

(qui s'intégre facilement si on connait une solution particuli2re de 1'équa-

tion avec second membre)

et calculer 92 d'aprés :

48, c,

A

dz

GKZ

(632 : rotation due sux distorsions).

Sur l'exemple présenté, la rotation 632 maximale ( z = L/2) est

environ 10 % de la rotation O, pour la poutre non fissurée.

Pour la poutre élastique linéaire fissurée, E%Z devient 60 % de O .
Dans les deux cas, les auteurs commettent 1l'erreur (sGrement plus conséquente

dans le second cas) d'ajouter 92 20.

Apres le début de la plastification, les rigidités calculées comme
indiqué ci-dessus, sont variables avec z. Mais sur 1l'exemple présenté, la
part du couple équilibré en torsion pure est tellement faible (environ 7 %)
que la distribution du bimoment B peut étre estimée directement d'aprés 1'ana-
‘logie (M,T) == (8B, Cz) en admettant C, = C connu.

L'équation simplifiée n'est donc pas intégrée dans le domaine ol les

rigidités sont fonction de z.

Par ailleurs, l'estimation des rigidités de torsion préte & critiques.
D'une part, il parait difficile d'admettre, pour un calcul précis des rotations,
que la rigidité de torsion pure GK est strictement constante dans tout le domai-
ne fissuré (ceci n'a que peu d'importance dans 1'exemple présenté, car le couple
C1 est trés petit). D'autre part, 1l'évaluation de la rigidité de torsion secto-
rielle GK2 parait "batarde", puisqu'elle fait intervenir un module G déduit du

modéle du treillis et une inertie K2 déduite d'un calcul de section droite.
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Nous donnons ci-aprés (Fig.62) le dispositif expérimental utilisé
par Krpan et Collins, suivi d'un commentaire permettant d'apprécier la por-

tée de cet essai.

- a 2 - o — N
i _TE::zh

l | e/h = 0125
P ntesais I E 2 o= 0400

_'

] e ] K=702m*
. .L!. 3;— 1." 174
V=" -13'}‘ %

Dimensions of beam tested : (a) Overall dimensions ; (b) Cross section

FIGURE 61 : Caractéristiques de la poutre d'essai Krpan-collins
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FIGURE 62 : Schématisation du dispositif expérimental Krpan-collins
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Dimensions de la poutre d'essai

&= 8 o bo=30 8 R =20 5L =122 enet K= 700 | 3

K. = 256.1Da cm5 (donnée de 1'essai).
I
E/h = 0,125 ; e/b = 0,100.

On admet que la théorie des profils minces s'applique mefle si

les rapports e/h et e/b ne sont pas trés petits.
Calcul de la '"longueur caractéristique d"
avec
G= =./(1+¥)

On admet que tous les éléments sont des rectangles étroits :

3
1 3
K_§Ki=?. b, . t]
£=1
Inertie de torsion pure :
K=1/3.02.2103)° + 50 . (3)°] = 648 cn®

En prenant Y le coefficient de Poisson égal a 0,2, on obtient :
d=93,5cm et lL/d=1,30
L'analyse de Kollbrunner et Basler (Tableau 31), en fonction du
rapport de la portée L & la distance caractéristique d, situe cet essai dans

la zone : 0,5 < L/d < 2.

Cet essai correspond donc a un cas ou le gauchissement géné est

prépondérant.
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11 est & noter plusieurs remarques ou critiques importantes liées
a ce travail :

- Les résultats liéds & cette étude ne peuvent étre extrapolés de
manigére aussi évidente & un compertement classique d'éléments
situés dans un euvrage quelconque. Ce point soulevé est essen-
tiellement dd aux dimensions du corps d'épreuve trés éloignées
de celles des poutres ou poteaux courants.

- L'utilisation tant6t de "parametres non fissurés", puis réuti-
lisation de ces mémes paramétres dans une situation fissurée
parait trés sujette & critiques.

- Krpan et Collins font remarquer que trés peu d'auteurs font la
distinction entre la phase fissurée et la phase non fissurée
lorsqu'il s'agit du phénoméne d'adhérence. Ceci est amplement
justifié, car le schéma "d'adhérence totale" n'est plus valable
lorsque le réseau de fissures s'est installé.

- Dans le domaine non-linéaire, la confrontation entre les rota-
tions de torsion calculées et mesurées (fig.63) est remarquable-
ment satisfaisante, ce gqui est quelque peu surprenant, dans la
mesure ol on est bien dans un cas olu le gauchissement géné est
prépondérant (selon 1l'analyse de Kollbrunner et Basler), malgré
la démarché théorique trés sujette & critique employée par 1'au-

teur.
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applied torque and. resulting midspan rotation

FIGURE 63: Comparaison entre rotations de torsion

calculées etmesurées
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e Ftude théorique et expérimentale de Grob et Thurliman [43]

Cing essais ont été réalisés sur des poutres a section en U ren-
versé (hauteur h = 0,50 m, largeur b = 0,50 m, dpaisseur est appliguée une

force verticale excentrée (Fig.64).

Les poutres (dont une était précontrainte) sont encas-
trées en torsion (mais pas en gauchissement) et simplement appuyées en flexion

aux deux extrémités.

On a donc une sollicitation combinée de flexion, torsion et effort
tranchant. Le rapport C/M varie le long de la poutre, et nous noterons sur
la derniére ligne du tableau 65 ci-apres la valeur du rapport C/ ey
Le rapport L/d ou "longueur caractéristique” est égal a 3,2, ce qui

place l'essai en plein domaine de la torsion mixte.

L'étude théorique proposée repose sur le modeéle du treillis spatial
a3 bielles de béton d'inclinaison variable. Elle porte aussi sur le calcul de

la charge de rupture en torsion et flexion combinée.
L'évolution des déformations n'y est pas étudiée.

Remarques : Les gquelques valeurs suivantes permettent d'apprécier la portée

de cet essai :

- on admet que ce type de section est "mince", bien que les rapports
e/b et e/h ne soient pas treés petits, en effet : e/h = e/b = 0,16

- Valeur du couple : C = P. e'/2

- le moment varie de Pl1/4 a O

) C e' ]
- le rapport C/M varie de(-ﬁ) min = Z &8 a i’. -
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e Sharma et Pandit (Torsional stiffness of concrete beams
under combined loading) [96, 97, 98]

La rigidité de torsion d'ume section rectangulaire (armée et non
armée) y est étudiée, sous sollicitations combinées compression-flexion et

torsion.

les essais ont porté sur 77 spécimens, en adcptant un chargement

séquentiel [(compression + flexion) puis torsion].

Des expressions empiriques sont données pour évaluer les rigidi-

tés, mais localement (points A et B).

Au point B :

GK = 5040 . ,/f'c cKoe X . y (fig.66)

AT
]
r‘=T=rL ——————— ,
.
] A :
1
L S :
. .
¥ ;
L} .
: .
-t
Q 1
0 -;'—' 4, =40

FIGURE 66

avec x et y respectivement petite-et grande dimension de la section.

Les figures 67 et 68 font ressortir respectivement 1'influence

de la flexion et de la compression sur le phénoméne.
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Pandit propose une formule générale permettant de calculer la

rigidité initiale a un état quelconque fissuré sous chargement quelconque.

Celle-ci est comparée aux résultats expérimentaux.

La concordance n'est pas trés satisfaisante (Fig.69 ).
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® FEtudes expérimentales S.E.T.R.A.-C.E.B.T.P. [32, 34, 36,
37, 38, 64, 65, 91]

A ce jour le C.E.B.T.P. a proposé une gamme d'essais trés variée :

- sections pleines épaisses ;

- sections creuses
Les essais réalisés peuvent étre classés en trois familles :

- sections carrées pleines de 0,40 m decdté avec un trou @ 102 mm
au centre (repéres KE 10, 10, 14, 17, 19) ;
- sections carrées creuses de 0,40 m de c6té extérieur et 50 mm

d'épaisseur de paroi (repéres KE 11, 13, 15, 18, 20) ;
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- sections rectanqulaires de hauteur 0,40 m et largeur variable,

les rapports b/h étant indiqués ci-dessous

’
KE 25 0,15

A cet effet, la figure (70) rappelle le dispositif d'essai utilisé
antérieurement pour 1'étude des sections massives et de caissons (profils

fermés) en béton armé.

Son défaut réside dans le couple de torsion parasite AC suscepti-

ble d'étre engendré par les forces de flexion verticales.

11 est dd, pour une part aux imperfections initiales (excentrement
ER de 1'axe des vérins par rapport au plan moyen de la poutre), et pour une
autre part a ce que la rotation de torsion O entraine une inclinaison par

rapport & la verticale de 1l'axe du vérin de flexion situé du coté du "berceau”;
Ce couple parasite peut s'écrire :
At F e + 155 e s F
R 7 GK T

expression ou F est la force de flexion exercée par chacun des deux vérins de
flexion. En admettant un excentrement initial e de 2 mm, du méme cdté pour
les deux vérins, et une force de flexion maximale de 300 kN dans les deux pha-
ses d'essai ol une bonne précision est recherchée, le dernier terme dans AC
donne une incertitude sur 1l'origine de C au plus égale a 0,6 kN.m. Pour les
sections creuses, oU le couple maximal appliqué était d'environ 10 kN.m, on a

donc une incertitude de l'origine d'environ 6 % de la valeur maximale.

Ceci n'est pas négligeable, mais on peut en tenir compte approxima-
tivement en mesurant les rotations de torsion provoquées par 1l'application

des forces de flexion.
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Le second terme de AC permet d'évaluer l'incertitude relative sur
les variations de couple dont il n'est pas possible de corriger les effets.
En admettant que la rigidité sécante GK minimale dans les phases ol une bonne

précision est recherchée, est approximativement, pour les sections creuses :
GK = GDKOIZ = 15000 kN.nf

On obtient une incertitude relative maximale

1;3F . 1,3(300) = o
GK - —1is000 - °°

ce qui est encore acceptable.

Cependant, il est aisé de montrer, que pour les essais envisagés (en
torsion mixte) sur des profils minces ouverts, le dispositif d'essai antérieur
ne peut plus donner satisfaction, du fait de 1l'erreur expérimentale trop impor-

tante qui serait introduite.

-

Pour les valeurs moyennes suiventes relatives a une section mince, on

Rigidité moyenne : GK =~ 1500 kN.nf

Force de flexion maximale : Fmax ~ 150 kN.m (70 % du moment ultime)

L'erreur associée au dispositif seul serait de 13 %, ce qui est exces-

sif. Il s'est donc avéré indispensable de concevoir un dispositif d'essai appro-

prié a ce genre de sections (profils minces ouverts).

1.3. - Conclusions provisoires

Cette analyse bibliographique s'est intéressée a deux catégories de

travaux

a) éléments a profil mince ouvert sollicités en torsion et flexion ;

b) fissuration de flexion des sections en béton armé.
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Elle a permis de soulever plusieurs points et lacunes ayant pu
servir d'orientation dans la démarche a suivre pour résoudre la question

soulevée :

- sur vl travail réalisé & ce jour, il n'y a coexistence des
" points (a) et (b). Ceci atteste donc du vide important qu'il

reste a combler, tant dans le domaine ou la fissuration de
flexion est existante, que dans la "plage" de valeurs C/M<< 1;

- sous une fissuration inclinée, le modeéle le plus utilisé, ser-
vant & décrire théoriquement le probléme, a consisté en 1l'em-
ploi du "treillis & angle variable" ;

- le domaine du comportement en phase non fissurée a été dévelop-
pé de fagon concise (sur le plan théorique uniquement), mais
le domaine fissuré est étudié avec des approximations treés
sujettes & critiques, donnant trop souvent lieu & une erreur
dépassant la marge admise en béton armé ;

- toutes les approches du phénoméne dans le domaine fissuré ne

prennent pas en compte la contribution des armatures.

En conclusion de l'examen de la bibliographie, on peut retenir que

le probléme du calcul estdéfriché, mais non complétement résolu, et que 1l'on

ne dispose d'aucun résultat d'essai dans le domaine des poutres a profil mince

ouvert soumises & la flexion et & la torsion avec un rapport C/M trés petit.

Ayant déja souligné 1'importance que revét cette recherche pour une
majorité d'ouvrages réalisés actuellement [voir déversement des poutres et
poteaux (B. Fouré, Décembre 1981)], le C.E.B.T.P. demeure le seul a disposer
d'un éventail d'essais aussi important sur la torsion des poutres en béton ar-
mé et précontraint. Le dernier rapport établi au C.E.B.T.P. (B. Fouré, Novembre
1984, KE bis), basé sur 1l'introduction du phénoméne de goujon (prise en compte
de 1'apport des armatures dans le comportement global d'une section fissurée)
apporte une synthése, comme il justifie que la seule voie qui s'offre, serait une

formulation empirique (ou semi-empirigue) des divers paramétres, basée sur des

hypothéses qui peuvent voir leurs affirmations apportées par 1l'expérimentation.
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2 m—— COMPORTEMENT EN TORSION
~ COMBINEE A LA FLEXION

A ce jour, le C.E.B.T.P. a proposé une gamme d'essais trés

variee :

- sections pleines épaisses ;
- sections creuses (KE 11, 13, 15, 18, 20) ;

- sections rectangulaires minces (KE 24 (?), KE 25) ;

Le complément d'étude qu'on envisage dans le cadre de cette recherche,
s'intéresse aux sections a profil mince ouvert. Aussi, avons nous envisagé deux
poutres d'essai a section mince en double té, 1'une avec gauchissement libre a
1'appui (Référence OE 2), 1'autre ol 1'on géne les déformations de gauchissement

au niveau de l'appui de flexion (Référence OE 1).

En s'aidant des études antérieures (plus particuliérement sections
creuses et KE 25), et des résultats recueillis de 1'étude expérimentale propo-
sée, nous allons essayer d'établir des méthodes rigoureuses de calcul des rigi-
dités de torsion GK et de gauchissement §K1;pour un état de déformation longitu-

dinale et de fissuration donné.

Cette recherche abordera aussi expérimentalement 1'étude des proble-
mes de gauchissement géné, hors du domaine linéaire, en présence de fissures
dues a la flexion.

2.0 - Généralités

a) Relation couple de torsion-rotation de torsion

Dans chacune des phases de flexion, pour des valeurs croissantes du
couple de torsion, l'enregistrement effectué par le clinométre KE, permet de
connaitre la valeur de la rotation brute dans la section médiane. Par ailleurs,
pour le calcul ultérieur ducoefficient de proportionnalité entre le couple et
la rotation (ce coefficient est une combinaison de GK et de EK1), nous disposons

aussi de la rotation moyenne sur appui.
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b) Remarques générales

- En torsion pure, ia relation C = f(A© ) est quasiment linéaire.
Dés qu'il y a fissuration, 1'allure générale de cette relation
n'est plus linéaire ;

- la non-linéarité se manifeste au-deld d'un couple voisin de
C E:CF/5 (CF : couple de fissuration en gauchissement géné) ;

- La non-linéarité est d'autant plus accentuée que le couple de
torsion est grand, et que 1l'on est proche de 1'état ultime de
flexion (la "déformabilité" de la poutre augmente avec 1'impor-
tance de la fissuration) ;

- Cette non-linéarité est beaucoup moins apparente que celle
observée lors d'essais sur des sections pleineset creuses

(essais KE).

2.1. - Influence des divers parametres

2.1.1. - Rappels

La définition des rigidités de torsion se fait d'apres les courbes
C = f( AG/L). Le tracé de la courbe C = f ( AG/L) permet de distinguer une
rigidité initiale, sécante et tangente (Fig.71 ).

(*) L'interprétation plus poussée sous sollicitation combinée de flexion
torsion aprés fissuration, sera effectuée simultanément avec 1'évalua-
tion des rigidités tangentes dans les chapitres qui suivent.
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(1): Arctg (GK)
(2): Arctg (GK)
(3): Arctg (GK)g

FIGURE 71

Chacune de ces rigidités est fonction d'un certain nombre de

paramétres :

a) la rigidité sécante (GK)D, fonction de M, N (ou rigidités
a l'origine ;

b) la rigidité sécante (EK)S, fonction de M, N et C ;

c) la rigidité tangente (GK)t, fonction de M, N et C.

2.1.2. - Influence des parametres

2.1.2.1. - Niveau de sollicitation en flexion

Les valeurs (GK)O/(GDKO) enregistrées avec la variation de M/Mu
avec Go KD rigidité de torsion en élasticité linéaire ; MU le moment ultime
de flexion) donnent une indication globale des effets combinés de la fissura-

— tion, de la palstification du béton compirmé et de la forme de la section.

I1 apparait clairement que : la réduction de rigidité de torsion
due essentiellement a la fissuration en flexion simple est plus importante
que celle due exclusivement & ia plastification du béton comprimé, en flexion

composée sans fissuration.
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2.1.2.2. - Influence des armatures

Apreés fissuration de flexion, entre le début du chargement en torsion,
et une valeur de couple voisine de EF/Q (CF : couple de fissuration de "gauchis-
sement") on peut observer que le terme de rigidité chute d'environ 40 % par rap-
port & sa valeur initiale pour une section armée. Pour une section sans armatu-
res, cette diminution est encore beaucoup plus marquée (cf. travaux de Gesund

et Boston).

Cependant, plusieurs travaux (Sharma et Pandit ; Fouré) ont montré que
seules les armatures de flexiocn contribuaient, aprés fissuration, dans le terme
de rigidité. Cela tend encore a confirmer la non participation des armatures

transversales.

2.1.2.3. - Le béton _comprimé

a) Plastification du béton comprimé

Celle-ci ne semble pas jouer un grand rdle (différents essais sur

sections rectangulaires pleines et creuses).

Ceci est confirmé par une étude antérieure menée par le C.E.B.T.P.
(Contrat S.E.T.R.A.-U.T.I. 1977).

b) Importance de la zone comprimée

Chinenkov note qu'il est délicat de déterminer exactement la surface

de béton comprimé, sous sollicitation combinée de flexion-torsion.

Gesund et Boston ont établi que cette diminution de section comprimée
par rapport a la section classique de calcul peut étre de 1l'ordre de 1/4 de
cette derniére. Par ailleurs, tous les auteurs sont unanimes pour affirmer que
la torsion a pour effet de rapprocher 1l'axe neutre vers le centre de gravité

géométrique de la section (Pandit et Warwaruk ; Fig. 72 )
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Notre probléeme étant un probléme d'instabilité en flexion composée
déviée [valeurs (C/M)<<1], la modification de position de 1'axe neutre sera

insignifiante.

2.1.2.4. - Fisuration de flexion

Deux paramétres essentiels ont été retenus pour caractériser 1'état

de fissuration de la poutre :

- 1l'ouverture des fissures tm (ouverture moyenne au niveau de 1'arma-
tendue) ;

- 1l'espacement moyen S entre deux fissures successives.

du fait d'une part, du nombre important de paramétres intermédiaires, et d'autre
part que ces paramétres sont tous liés 3 une méme cause, 1l s'aveére préférable
de caractériser 1'importance de la fissuration par le parameétre relatif global

I tel que :

f"
If = tm/sm

Sur la base du parameétre IF’ ainsi défini, notre présente étude visera
a établir une corrélation (la mieux appropriée) entre le niveau de fissuration
IF et la variation de la rigidité de torsion GK (les modifications de "comporte-

ment" pouvant étre apportées par le fluage sont négligées du faitd'un pilotage

en contrdle de déformations).
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2.1.2.5. - La forme de la section

C'est de loin, le point le plus important dans cette étude. les
études mendes 2 ce jour ont permis de tirer quelques résultats sur les sec-
tions pleines etcreuses, mais l'analyse des profils ouverts ne prévoit et ne
confirme que peu de résultats sur leur comportement. La difficulté est accen-
tuée par le fait que toutes les sections ne peuvent étre traitées de la méme
manieére. C'est pour cette raison que, selon le type de section, et selon le
niveau de fissuration, on peut définir un paramétre de "dégradation" (ou
d'influence mutuelle des coefficients A et # ) noté Q?qui englobe ces deux

points (Cf. ANnexe ).
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2.2- COMPORTEMENT EN TORSION ET FLEXION

2.2.1- Expression des grandeurs liées au gauchissement en élasticité

non-linéaire

2.2.1.1- Rappel de l'élasticité linéaire

L'aire sectorielle principale {(s) est définie comme le double de
l'agire limitée par le segment de droite TPa reliant le "pole principal T,
ou centre de torsion, et le "point origine" PD du contour (I'), le segment de
droite TP reliant T au point courant P d'abscisse s sur (I') et le segment

curiviligne P P du contour (voir figure73).

L'origine des axes étant en T, on satisfait aux deux équations :

.J( Qs) . x(s) . t(s) . ds
D
f Us) . y(s) . t(s) . ds
)

Le choix du point origine PO permet de satisfaire de plus a 1'équation :

1"
[

41

n
o
£
N

UAs) . t(s) . ds = O 43
)

Ces trois équations expriment simplement que la géne du gauchissement
engendre un état d'autocontrainte normal (l'effort normal et les deux moments

de flexion résultants étant nuls)

L'inertie de gauchissement s'écrit

K, = f Q(s}z . t(s) . ds 4-4
D)

I
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Les contraintes normales dues au gauchissement géné et les déforma-

tions correspondantes s'écrivent, en fonction du bimoment B :

ﬂ; {g) = T(—;- . Q(S) 45
. . (s)
E 84
Cc(s) = E

2.2.1.2- Généralisation au matériau non-linéairement élastique

Le module sécant de déformation du matériau est E(s), variable en fonc-
tion de la contrainte normale totale ([ (s) due & l'ensemble des sollicitations

(flexion composée "classique", gauchissement géné...).

La position du centre de torsion T et celle du point origine P0 sont
alors variables avec la sollicitation ainsi que la valeur de 1'aire sectorielle
Q(s). En supposant toujours l'origine des axes en T celui-ci est défini par

les deux équations :

/ E(s) . Qs) . x(s) . t(s) . ds = O 4-1'
D
f E(s) . Q(s) . y(s) . t(s) .ds = O 42
§ )]

Le point origine estdéfini par 1'équation suivante (indépendante du systéme

d'axes mais dépendant de la position de T)

f E(s) . Qs) . t(s) . ds =0 4-3'
I

On en déduit la valeur de l'aire sectorielle (), et on peut calculer

la rigidité de gauchissement :

g 2
EKy = / E(s) . Qs) . t(s) . ds o
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puis la déformation de gauchissement géné

g, (s) = L. W 46'
EK,
et la contrainte normale correspondante
4-5'

ﬂ;(s) z E(s) . EE(S)

2.2.1.3- Cas du béton armé - béton tendu négligé

I1 faut tenir compte de la fissuration du béton d'une part (l'aire

restant comprimée définissant un domaine partiel ( ["') du contour), des ar-

matures d'autre part. Si l'on néglige totalement le béton tendu, le centre

de torsion T et le point origine PO sont définis par les équations suivantes :

f EbCS).Qf.S).x(s}.t(S) ds + ZEa (si).Q(si) ; x(si) . Ay =0 41"
(™) i

1

#/ﬂ EbCSJ.KMS).y(S).t(SJ ds + :E: Ea(si) &Ksi) - y(s) . A, =0 42"
I i

[ E (s). As).t(s) ds +Z E (s)) . Q(si) LA =0 43"
£ B! ¥

La rigidité de gauchissement d'écrit

£
= _ 2 2 i
T, = J £.(s) . Q). (b(s) L ds + ) E(s) . QspP LA a4
1% i
Les déformations q:(s) se calculent toujours par l'expression 46) et les

contraintes dans le béton et les armatures par les expressions suivantes

1]

£ (s)

be Eb(s) - Ec(s)

45"

E%C(S) EE(S) . q:(S)
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2.2.1.4- Prise en compte du béton tendu

Si 1'on veut tenir compte de la contribution du béton entre les
fissures & la rigidité de la partie tendue, on peut procéder comme il a
été indiqué, pour la flexion, en WM.4.1. Il faut ajouter aux termes "béton"
1'intégration sur la zone tendue (™) des contraintes correspondant au mo-

dule fictif E On a donc les termes complémentaires suivants :

bt*

4" f Ebt(S) . Qs) . x(s) . t(s) . ds
™)

42" [ Ebt(s) « Us) . x(s) . t(s) . ds
(I‘ﬂl)

43" Ebt(s) . QUs) . t(s) . ds
aT)

4-4" f Ebt(s) . Q(s)2 . t(s) . ds
(PI!)

45" ebc,t(S) - Ebt(s) : E:C(s)

contrainte moyenne du béton tendu sur la fibre

d'abscisse s

Une autre fagon de procéder est d'attribuer aux armatures tendues un
*
module fictif Ea supeérieur au module réel, pour tenir compte de ce que 1l'al-
longement moyen €__ est plus petit que 1'allongement €, au droit d'une

am
fissure. L'expression du module est donc :
p

®oue 0 fa

Eam

le rapport Eé/ Eém peut étre calculé, par exemple, par 1l'expression propo-

sée en ML 4.2,



- 169 -

2.2.2- Application aux poutres OE

2.2.2.1- Position du centre de torsion

Aprés la fissuration de flexion, la section conserve 1l'axe de symé-

trie y. De plus, les contraintes dans le béton comprimé sont assez petites

our qu'on puisse admettre que le comportement reste linéaire, régi par le
q ’ ginp

module Ebo (*) ; les armatures ne sont pas plastifiées. On est donc dans le

domaine du comportement linéaire, aprés fissuration. Les variations de défor-

mations longitudinales dues 2 la torsion sont suffisamment petites pour qu'on

reste dans le domaine linéaire. La symétrie est donc conservée.

Par raison de symeétrie, le centre de torsion T est portée par 1'axe

y ; par rapport au centre de gravité initial 0, il est déplacé d'une distance

w vers la zone comprimée. Le point origine PO reste situé, pour chacune des

ailes, a l'intersection de la ligne moyenne de l'aile et de l'axe y.

On transpose ce qui a été fait dans le domaine linéaire avant fissu-

ration (**), en faisant 1'hypothése supplémentaire que le béton tendu est com-

pletement négligeable.

On suppose que les lignes moyennes des ailes sont paralléles. Celle

de 1'aile comprimée passe par le centre de gravité "homogene'" de celle-ci, situé

a une distance de 0 égale a :

sl
. XX
g = i B 5

avec :
B' = be + Blel = o)
2
2 : 7
g -be” _ble' -e) A [3e-a)+2(e-a)]

(*) La déformation extréme, em = a55.10‘°, correspond dans le calcul, & une

contrainte ﬂ; égale & 16,0 MPa. La déformation €= [_/E__ = 444 .10

différe de Sm que de 2 %.
(*) Cf. . CHAPITRE IL i & B2,

6!’18




Soit d' = 0,1755 m pour OE 1 et OE 2.

La ligne moyenne de l'aile tendue passe par le centre de gravité

des armatures seules situé & une distance de 0 égale a :
d" =0,181 m

Les expressions del'aire sectorielle sont alors les suivantes
(Fig. 74) :

- pour l'aile inférieure comprimée :
Q(xi) = (d' -w . x
- pour l'aile supérieure tendue :

Q(xs) = F (d" + w) . X

La position du centre de torsion estdéterminée par 1'équation 41"),

qui, transposée au cas ou Eb(s) = Vet Ea = n Ebo’ s'écerit

bo
b/2 2
— 2 2
2 (d' - w) [e X . dx +n A (x)"]
o] 1=1
2
-2 v s w)? A Z(xi)z =05
i=1
Soit :
i3
(d'-w) E%—-+2nﬂ [(d'-w) - (d"+w) ] (c2+c'Zy= 0 a7
On en tire : 3
, €b P 2
d' =5+ 2 nA (d'-d")(c"+c'")
= —3 5
E%r + 4 nA (cz+c' )
D'ol w = 0,139 m pour OE 1,

0,140 m pour OE 2.
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FIGURE 73

A

FICURE 74
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Pour tenir compte de la contribution du béton tendu dans l'aile
supérieure, il faut remplacer, dans le calcul ci-dessus, le coefficient

d'équivalence n = Ea/EbD par la valenr fictive :

*
Ao
Ol e T
Ebo
* €a
avec : = E — .
& T kg 4
L'équation 47 devient alors :
3
el 2
(d'-w) €24 [2 nA (d'-w)- 2 ¥A(d"sw) (e +e'%) = O 47
Soit : _3
d’ Eb° + 2(nd'-n*d") A(c2+c'2)
12 ot
w = 5 4-8
E%r+-2(n+n*) A(c2+c'2)

Afin d'éviter d'introduire des causes d'incertitude supplémentaires
dans l'interprétation des résultats, on prendra.pour €, la valeur maximale

mesurée par les jauges collées sur les armatures et pour €am la valeur expé-

rimentale déduite des diagrammes linéaires de déformation moyenne sur la

section.

L'ensemble des valeurs a considérer est alors celui du tableau

ci-dessous :

Phase A B E

0E 1 € (107°) | 1390 1920 2570
Eém(10“°) 1100 1900 2450

1,25 1,01 1,05

1110 1980 2570
850 1500 2050

OE 2 €, (10”

ea/g%m 1531 1,32 1:25
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Les rapports Sa/ eam devraient, logiquement, décroitrent lorsque le
moment de flexion croit. Compte-tenu de la dispersion des valeurs, cette ten-
dance ne se manifeste pas nettement. Cn ne considérera donc que la valeur moyen-
ne sur l'ensemble des cas

fa 1,20

E:1:'il'l'l

Pour 1'aile supérieure, le coefficient d'équivalence fictif prend entre les

valeurs

[0 %

pour OE 1,

(%]

pour OE 2.

3
1]
.

On en déduit la position du centre de torsion, par 1'équation 48'

0,132 m pour OE 1,
0,133 m pour OE 2.

=
il

1

La prise en compte de la contribution du béton tendu a une influence
relativement faible sur la position du centre de torsion (w varie de &%

environ).

Remargue 4

On peut relier aussi la position du centre detorsion aux déformations
longitudinales de gauchissement, de la fagon suivante. Les déformations maxi-

males au bord des ailes (x = 0,20 m) s'écrivent

- pour l'aile inférieure :

B
B €. Z e, (x. = 0,20)
ci,max Ebo'&1 1

- pour l'aile supérieure :

Cs,max = E .K1
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En faisant le rapport et en remplagant§2 par son expression, on obtient

Eci,max _ d'-w _ Je

€cs,max d=w
D'ou
N dl_pdn
= Spr =

2.2.2.2- Inertie de gauchissement

Dans ce cas particulier ol le comportement reste linéaire apres
fissuration, il n'est pas nécessaire d'évaluer le terme global de rigidité
EE1. La rigidité de gauchissement sera égale au produit du module Ebo du
béton par 1'inertie homogéne K1h' Celle-ci s'écrit, en négligeant le béton

tendu et par transposition de 1l'expression 44"

b/2 :
Kyp = 2 (d'—w)z[g [ xzdx + nA inz]
0 k=1

2
s 2
+ 2(d"+w) nA £ X7

Soit

2 Eb3
12

+ 2nA [(d'-—w)2 + (d"+w)2] (c2+c'2

Ky = (d'-w) ) 440
pour 0E 1,

3,83.10°° m° pour OF 2.

' A e k] -6
D'ou K1h = 3:92.190 ~m

v O

Si l'on considére la contribution du béton tendu, d'une part w

change légérement, d'autre part l'expression de l'inertie devient

-3
K1h = (d'—w)z [ 5?%-+2n A(cz+c'2)]
+ 20 Ale2ac®y (diaw)? 410
D'ol Kip = a,55.10'5 md pour OE 1,

4,50.10_6 m® pour OE 2.
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On constate que la contribution du béton tendu a un effet important
sur 1'inertie de gauchissement (+ 18 % par rapport au cas ol l'on néglige
cet effet). D'autre part, la fissuration entraine une réduction des trois quarts

par rapport a l'inertie de la section non fissurée.
Nota : La transposition de la théorie de la flexion des ailes utilisée dans
les calculs effectués dans le domaine non-fissuré, donnerait, en négligeant

le béton tendu :

Kqp = (3 + 30 (d' = w)? + 3g.(d"sm)?

avec Ja = 2 nA (cz + c'z} comme dans l'expression
(9) précédente
5 — 3
eb (e' - e)b i !
et Jb = =55+ 8 valeur legegement diffé-

rente de eb /12

2.2.3- Interprétation des mesures de déformations longitudinales Sc

2.2.3.1- Généralités
Un premier examen des mesures de déformations longitudinales SC
correspondant aux contraintes U; dues a la géne du gauchissement sous 1l'action

du couple de torsion, permet de faire les constatations suivantes :

- a couple de torsion égal, l'ordre de grandeur des déformations
reste le méme sous les trois niveaux de flexion A, B, C ;

- dans l'aile supérieure, les déformations EC sont, en valeur
absolue, beaucoup plus grandes que dans l'aile inférieure. Traduites en
variation de longueur Al sur 1a base de mesure £z 100 mm, elles restent
plus petites que 1'ouverture moyenne des fissures tm’ a chaque phase de
l'essai. Donc, du coté de 1'aile ol les déformations €. sont négatives,
le raccourcissement ne va jamais jusqu'a la refermeture compléte des fis-
sures. D'autre part, compte tenu de l'espacement des fissures, égal ou
inférieure 3 la longueur de la base de mesure, on peut admettre que la
valeur mesurée Eé correspond bien a une déformation moyenne, au sens uti-

lisé enII.2. ;




- 176 -

- malgré la dispersion des valeurs mesurées, on peut admettre
qu'en moyenne la distribution liénaire des déformations EE en foncfion
de l'abscisse x sur la largeur de l'aile est conservée. En conséquence,
on peut traduire toutes les déformations, en valeur absolue, en déforma-
tion maximale au bord de 1l'aile Eb,max’ en multipliant la valeur mesurée

par le rapport 0,20/x (en m) approprié.

Dans les deux sections les plus instrumentées de chacune des deux
poutres, on peut ainsi calculer une valeur moyenne de ec max® POUT chaque
valeur du couple de torsion appllque, correspondant a 2 mesures (& mi-épais-
seur de l'aile), 4 mesures (sur les faces internes) ou 6 mesures (sur les

faces externes).

Les mesures effectuées, a3 1'aide d'un extensométre mécanique de
100 mm de base, sous l'aile supérieure sont tres dispersées en raison d'une
part de l'incertitude de mesure propre & 1'appareil, d'autre part a la pos-

ture de mesure malcommode pour l'opérateur.

2.2.3.2- Cas de OE 1 - Sections z = 0,125 met z = 1,81 m

Variation de E%,max avec le couple C

Les figures 75,76 et 77 présentent, a titre d'exemple, les valeurs
experlmentales moyennes de Ec,max en fonction du couple dans chacune des
trois phases d'essai A, B et C (correspondant aux trois niveaux de flexion) et
dens la section d'abscisse z = 1,81 m. On trouvera en annexe les résultats rela-
tifs & la section z = 0,125 m. Ces figures montrent que la variation de SC =
avec C peut étre considérée comme linéaire pour les faibles valeurs du couple.

Pour les plus grandes valeurs, la déviation de la linéarité reste faible.

Pour chacune des ailes, on constate que les déformations sont plus

Fortes sur la face interne que sur la face externe, phénoméne déja observé

avant la fissuration.
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Gradient dans 1'épaisseur de l'aile :

Ayant tracé les droites Sc = k.C, on peut calculer, pour chaque

aile, la valeur de la pente k reiatiﬂzxé chaque niveau de mesures, rapportée
a la valeur moyenne kmCly sur tous les niveaux. La valeur de ce rapport k/kmoy
varie assez peu d'une phase 3 1l'autre, mais varie d'une section a 1l'autre.

La présentation graphique des valeurs, & la figure 78, met bien en évidence
le gradient de déformation dans les ailes. Il est plus grand dans la section
z = 0,125 m que dans la section z = 1,81 m. Il est nettement plus faible dans
11'aile supérieure fissurée que dans l'aile inférieure. Dans cette derniére,

le gradient est plus fort que ce qu'on avait observé avant la fissuration.
Rapport des déformations dans les ailes inférieure et supérieure :

A 1'aide des valeurs de k tirées directement des mesures et du
gradient supposé linéaire, on peut estimer les valeurs des pentes ki et ks
relatives a la déformation Eb,méx qui se produirait au niveau de la ligne
moyenne des ailes inférieure (& la distance d' de 0) et supérieure (a la
distance d") respectivement. Le rapport ki/ks est égal au rapport des défor-

[e =S

mations € .
CS ,max

ci,max

Lesvaleurs expérimentales de P ainsi obtenues sont indiquées au

tableau ci-dessous :

P= Eci,max Ccs,max expérimental
vhase A B G Moyenne
section
z =0,125m 0,186 0,215 0,185 0,195
z =1,81 m 0,205 0,171 0,165 0,180
Moyenne 0,196 0,193 0,175 0,188
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Ces résultats, trés dispersés, ne mettent pas en évidence de tendance
nette, sauf peut-étre une légere décroissance de P lorsque le niveau de flexion

croit. Ce sens de variation serait conforme a 1'évolution prévisible de la po-

sition du centre de torsion.

2.2.3.3- 0E 1 - autres sections et variations le long

de la poutre

On dispose de mesures en nombre plus limité sur les faces externes
des ailes inférieure et supérieure dans les sections z = 0,50 m et z = 1,45 m.
L'évolution des déformations € avec le couple C est présenté a la figure

c,max
79. On peut encore admettre une variation linéaire et la pente k dépend peu de

la phase considérée.

Dans la section z = 0,825 m, on dispose de mesures sur l'aile infé-
rieure seulement. Malgré leur forte dispersion (due aux trés faibles déforma-
tions mesurées, la moyenne ne dépassant pas a.1ﬂ_6) on peut estimer, sur les

trois phases une pente moyenne k ::3.1D_D/kN.m.

L'ensemble des résultats permet de présenter la distribution des
déformations ec,max le long de la poutre, aux figures 80 (pour l'aile infé-
rieure) et 81 (pour l'aile supérieure), sous la forme des valeurs de la pente
k en fonction de 1'abscisse zo*lth constate que l'allure de la variation reste
conforme 3 celle observée avant la fissuration. Ici encore, 1'influence du
gradient dans 1'épaisseur de l'aile introduit une difficulté d'interprétation

par rapport au calcul tiré de 1l'hypothése du profil mince.

22.3.4. - Cas de OE 2

Section z = 1,81 m :

Dans cette section, ol le gauchissement est fortement géné, le compor-
tement est analogue a celui observé pour OE 1. Cependant, la dispersion des
résultats est plus forte et l'incertitude sur 1'évaluation des pentes k plus
grande (les figures donnant ec,max en fonction de C sont présentées en annexe).

Par la méme procédure que précédemment, on peut évaluer le gradient
de déformation moyen dans les ailes. La figure 82 montre une tres bonne linéa-

rité dans l'aile inférieure. On aboutit aux valeurs suivantes du rapport

(*) valable en moyenne sur les trois phases A, B et C.
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P= gci,max/ ccs,max expérimental

Phase A B G

Pexp 0,177 0,151 0,188

On retrouve la méme valeur que la moyenne obtenue pour OE 1 dans la
pahse C ol les résultats de OE 2 sont un peu moins dispersés, donc plus signi-

ficatifs.
Section z = 1,45 m :

Dans cette section, la géne du gauchissement est faible donc les
déformations sc sont petites. Les valeurs mesurées présentent une dispersion
considérable (voir les figures en annexe). Dans la phase C, on peut cependant

tracer les droites EC s - k.C valablement pour l'aile inférieure.
,max

Sur celle-ci , en calculant a chaque étape de chaque phase
le rapport k d=s valeurs mesurées de gc,max au couple C appliqué, et en élimi-
nant les valeurs paraissant "aberrantes", on peut estimer des valeurs moyennes
de k. Elles sont portées a la figure 82 ; malgré la dispersion, on constate que
le gradient est trés faible, conformément & ce qui avait été observé avant la

fissuration.

Pour l'aile supérieure, on ne peut guére exploiter que les résul-
tats de la phase C, en estimant la pente k moyenne d'aprés les mesures
sur les faces externe et interne aux quatre dernieres étapes de couple. On
obtient le gradient, faible, indiqué a la figure 82. D'autre part, le rapport

P des déformations ¢ des ailes inférieure et supérieure peut étre esti-

c,max
mé a 0,25 environ...

Autres sections :

Les mesures dans les autres sections correspondent a une géne du

gauchissement faible ou treés faible, donc & des grandeurs mesurées tres petites.
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Leur dispersion est telle qu'elles sont inexploitables (*).
Déformations le long de la poutre :

_ Ne disposant de résultats valables que dans deux sections, on ne
peut en déduire 1'allure de la variation le long de toute la poutre. Ce-
pendant, la figure 83 montre que les résultats des mesures effectuées dans
les sections z = 1,81 met z = 1,45 m (en supposant le gradient nul dans
cette derniére) semblent assez cohérents avec 1'allure de variation avec

z déduites du calcul élastique avant la fissuration.

22.3.5. - Centre de torsion et inertie de gauchissement

"expérimentaux"

On peut conclure de ce qui précéde que 1l'influence de la fissuration
sur les caractéristiques de gauchissement des sections est uniforme le long
de la poutre et pratiquement indépendante du niveau de flexion. Ceci se justifie

par les raisons suivantes :

- d'une phase a l'autre, les fissures ne progressent que dans 1'ame
qui ne joue pas de rdle dans le gauchissement ;
- les matériaux béton et acier restent dans le domaine élastique
linéaire (cf.IL.2.) ;
' - les contraintes de compression dues au gauchissement géné ne sont
jamais assez fortes pour entrainer la refermeture compléte des fissures de

flexion.

Cependant, une cause de variation est que la contribution du béton

tendu doit décroitre lorsque la contrainte dans les armatures tendues croit.

(*) La dispersion, beaucoup plus considérable que dans l'essai OE 1, est
vraisemblablement due pour une part a de petites vibrations engendrées
par le dispositif d'asservissement en flexion.
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Compte-tenu des incertitudes expérimentales d'une part, de l'absence de
méthode 3 la fois simple et vraiment: fiable pour 1l'introduire dans une
interprétation poussée d'autre part, on admettre que cette contribution

est, en valeur relative, indépendante du niveau de flexion.

En conséquence, la posftion du centre de torsion est fixe. On
la calcule, a partir du rapport f des déformations EE s des ailes infé-
’
rieure et supérieure, par 1l'expression 49). On estime la valeur expérimen-

tale probable du rapport a :
9 ~ 0,19 pour OE 1 et OE 2.
exp

D'al w ~ 0,12 m pour OE 1 et OE 2.
exp

L'écart entre'la position expérimentale du centre de torsion et

la valeur calculée par 1'équation 4-8') peut s'expliquer pour une part par
la forte incertitude sur la valeur expérimentale de i) , d'autre part par

une contribution du béton tendu plus grande que celle estimée pour le calcul.

La cohérence de cette valeur avec le calcul est obtenue en tenant
compte d'une contribution du béton tendu qui d'aprés 1'équation 4-8) corres-

pond & :

n* = 8,85 = 1,63 n pour OE 1,
n* = 8,84 = 1,68 n pour OE 2.

Ces valeurs paraissent élevées par rapport au calculs antérieurs (2.4.2. et
5.2.1.), mais elles sont encore d'un ordre de grandeur acceptable si on consi-
dére 1la valeur maximale théorique du rapport Ea/ i juste au moment de

la fissuration Ea étant la déformation de l'acier seul au droit d'une Ffissure
et > la déformation du béton et de 1'acier homogénes avant la fissuration.
Ce rapport est de l'ordre de 10 mais, bien sdr, il décroit rapidement pendant

la phase de développement de la fissuration).




= "~

Les valeurs correspondantes de 1'inertie de gauchissement "expérimen-

tale" se calculent alors par la formule (4-10). On obtient :

K1h,exp

6,06.10"% m® pour CE 1,

6,05.10"% m® pour OE 2

2.2.4- Effet du gauchissement sur la fissuration

A chacune des étapes ol le couple detorsion était maximal, on a mesuré
1'ouverture des fissures aux bords del'aile supérieure, dans les zones voisines
des encastrements vis-a-vis du gauchissement. En regroupant ces mesures par

zones tendue ou comprimée par l'effet du gauchissement géné, on obtient les va-

leurs moyennes suivantes de tm :

zane zone

0E 1 comprimée tendue Hoysnne
Phase A - Non mesuré -

B 0,080 0,085 0,085

C 0,100 0,110 0,105

gE 2 ) cons Moyenne

comprimee tendue

Phase A 0,060 0,065 0,065

B 0,100 0,115 0,107

E 0,110 0,150 0,150

L'effet des contraintes EC de gauchissement géné sur l'ouverture des
fissures est nettement mis en évidence. La symétrie entre les deux cétés de
l'aile est parfaite pour OE 1, la moyenne étant bien lavaleur due & la flexion
seule. Par contre, pour OE 2, cette moyenne est supérieure & la flexion seule

ce qui provient sans doute d'une insuffisance de 1'asservissement des déforma-

tions de flexion.
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I1 faut noter de plus que, sous l'effet du couple de torsion, on a
observé occasionnellement 1'apparition de quelques fissures nouvelles, paral-

l2les aux fissures de flexion, dans l'aile supérieure au voisinage des encas-

- R T T 4 -
emonts vis-a-vis du Gaucnissemen

2.2.5 - Interprétation du comportement d'ensemble

2.2.5.1- Rotations de torsion

Les figures 84, 85 et 86 présentent a titre d'exemple, les résultats
des mesures de rotation © dans la section médiane (z = 1,95 m) de la poutre
OE 1, en fonction du couple C. On trouvera en annexe 1l'ensemble des résultats,

section par section, pour les deux poutres.

On constate que la variation de O avec C peut étre considérée comme
linéaire : O = kO.C. La pente l<D croit modérément lorsqu'on passe aux phases
successives A, B, C. La déviation de la linéarité ne se manifeste que lorsque

le couple devient élevé et surtout dans la phase C.

Les valeurs des pentes kD ainsi déterminées section par section per-
mettent de représenter l'allure de la variation expérimentale de la rotation
le long de la poutre. C'est ce que montrent pour chacune des phases, les points

portés sur les figures 87 2 89 et 90 a 92 pour OE 1 et OE 2 respectivement.

2.2.5.2- Rigidité de torsion pure (Eﬁ)o

La valeur de cette rigidité n'est pas accessible directement par les
mesures. On la détermine indirectement en cherchant la solution de 1l'équation
simplifiée de la torsion mixte. Si le probleme était réellement non linéaire,
on le linéariserait, pour une valeur donnée du couple de torsion C, en utili-

s'écrirait

3
s 4’0 = dO _
K1(C) .;—;—GK(C) 'E‘C
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Ici, la rigidité de gauchissement est constante, produit du module
et 1'on cherche, pour

Ebo par l'inertie homogéne "expérimentale" th exp
b
chaque phase, 1'inertie de torsion "a 1l'origine'" c'est-a-dire sous faible

couple, (ER)G. L'équation s'écrit :

b7
4’0 dO _
Boo K1h,exp : hzj 5 (GK)D ~az - C

La solution peut s'écrire sous la forme
cd ~2/d 2/d z
(z) = [k', + k', e """ + k', e -=]
£, .K 3 4 d
bo® "1h,exp

Les quatre inconnues k'1, k'S’ k', et d sont déterminées a 1'aide des quatre

conditions aux limites (*)

O(a) = 0
O 4 . -
T (€-a) =0
gga(vq) = 0 avec v, connu, pour 0E 1
2
2—53(v2) = 0 avec v, connu, pour 0E 2
dz

Eaﬁ‘g-a) = E%Bx (z) expérimental, connu

On admet que les abscisses particuliéres 2 et Vo sont inchangées

par rapport au calcul élastique avant fissuration. En raisonnant pour un
couple unité, C = 1 kN.m, la rotation Eamax au milieu de la poutre est égale

3 la pente kg déterminée expérimentalement (cf. 3.5.1.).

Ayant. déterminé la valeur de la distance caractéristique d, on passe

a la rigidité de torsion par
Ebo ) K1h,exp

(ﬁz)o = d2

(*) Cf.ANNEXE 3 .
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Les valeurs obtenues sont indiquées au tableau ci-dessous, oU 1'on rappelle

aussi celles de la rigidité de gauchissement :

0E 1 0t 2
B Kitr exp 218 kN.m® | 224 kN.m®
Phase A (éﬁ)o R ek
‘Phase B (E%)o sjzoﬁiié ] szzoﬁzig "
Phase C (G%)oh st it | 571 INAF

En valeur relative, rapportée 2 la rigidité de torsion pure élastique .

avant fissuration GG.K, on obtient :

(GK)O/GD.K 0t 1 0E. 2
Phase A 0,967 0,890
Phase B 0,865 0,829
Phase C 0,745 a, 761

On constate que la rigidité décroit lorsque le niveau de flexion
(donc 1'ouverture des fissures) croit. Ceci est illustré par la figure 93 ou
les rapports précédents sont portés en fonction de M/MU. On constate que la

valeur déterminée en phase A pour OE 2 parait trop faible.
Remarques :
1) Le rapport de la longueur L entre les deux sections ou le gauchis-

sement est parfaitement géné (L =~ 2,10 m pour OE 1 et 2,65 m pour OE 2) a la

distance caractéristique d prend alors les valeurs suivantes :

L/D ] élastique Phase Ai Phase B | Phase C
OE 1 22 3,80 ] 3,60 3,30
OE z 2,8 4,60 4,40 4,20
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Par rapport au domaine élastique avant fissuration, les valeurs sont
plus élevées, donc 1'influence relative du gauchissement géné par rapport a
la torsion pure a diminué . Il n'est alors pas utile de pousser la solution

de 1'équation de la torsion mixte & la deuxieme approximation.

2) Le fait que les phénomeénes soient pratiquement linéaires en fonc-
tion de C, pour un niveau de flexion donné, simplifie évidemment beaucoup le
probléme, car la rigidité CGK est alors constante sur toute la longueur de la

poutre alors gque le couple de torsion pure C1(z) est, lui, variable.

2.2.5.3- Comparaison des déformations mesurées et calculées

_La solution précédente a donné la valeur de la rotation O (z) le long
de la poutre. Les courbes calculées correspondantes sont tracées sur les figures
872 89 pour OE 1, 91 & 93 pour OE 2. On constate que 1l'accord entre les mesures

et le calcul est excellent.

On détermine aussi la distribution du bimoment B (z) le long de la
poutre, ce qui permet de calculer, en toute section les déformations dues au
gauchissement géné et, en particulier, les valeurs ec,max au bord des ailes.
| es courbes de variation de celles-ci avec 1'abscisse z ont été tracées sur les
figures 80et 81 pour OE 1, 83 pour OE 2. Pour une méme valeur du couple C, les
valeurs de EE,max croissent lorsqu'on passe de la phase A a la phase B et a la
phase C (cette croissance est plus faible pour OE 2 que pour OE 1). Ceci s'expli
que par le fait que, la rigidigé GK décroissant, la part C1 du couple décroit,

donc la part C2 croit.
L'accord entre les valeurs calculées et mesurées est assez satisfaisant.

2.2.6- Calcul des contraintes de cisaillement et des déformations

correspondantes, en élasticité non-linéaire

La variation du module de déformation transversale sécant G(s) ou tangen

Gt(s) est supposée connue sur la section.

2.2.6.1- Termes dus 3 la torsion pure (couple C1)

Pour un élément mince d'épaisseur t et longueur E , 1l'analogie de la mem

brane généralisée (*), considérant que la fléche maximale de celle-ci est proportionn

(*) CHAPITRE v, & 2.4.3.3 a



- 206 -

au module sécant de déformation transversale G(s) variable le long de 1'élément,

permet d'écrire la contrainte de cisaillement maximale sous la forme :

) Et' s

—

z 1 6
(S) = =
c1,max ‘£t2 T K T

expression ou intervient l'inertie K =a£t3/5 et le module sécant moyen

/
E:%- [ G(s).ds.
0

la distorsion locale correspondante s'écrit alors :

C1,max - C1't

cl,max -~ G(s) T.K

Elle est constante le long de 1'élément, alors que la contrainte est variable.

On aurait des relations analogues en ce qui concerne les variations de
contrainte et de déformation dues & une variation de couplezﬁc1, en y introdui-

sant le module tangent Gt(s) et sa valeur moyenne E} :

AE1.t Gt(s)

AiC-r_-1,ma>< =K T
t
AR AC, .t
c1,max E%.K

Dans ce dernier cas, on sait démontrer directement que la rigidité de torsion

globale est égale au produit du module tangent moyen par l'inertie :

GtK:Gt.K

Par analogie, la rigidité sécante globale s'écrit

GK = G . K

avec : K :?ft3
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Si la largeur de 1'élément est faiblement variable, on pourra écrire :

B (s) =

c1.max

I
avec : K :% f t(s‘.)3 ds
: 0

7
‘/;G(s).t(s).ds

et E =
ft(s).ds
0
. Si la section est un assemblage de plusieurs éléments, 1'inertie sera :

4
1 3
K:ZK1:3 Z[ t’ (s).ds
i i 0

En élasticité linéaire, le couple équilibré par chaque élément est proportionnel
a l'inertie

G C

11 1
K.
i

=

La contrainte de cisaillement maximale dans un élément et la distorsion corres-

pondante s'écrivent

i T

CE‘I,max,i L= K
< : Ci'ti v C1i'ti
clymax,i -~ G_.K = G_.K.
0 o' i

En élasticité non linéaire, cette derniére relation s'écrit :

% i Ci-tite)  Taphi'®)
cl,max,i - K i 74
i
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En écrivant que ;E:C?i = C1, on en tire :
i
e =Y w®, = Y5k
i i

Donc, sous la forme la plus générale, la rigidité s'écrit :

&

GK = % ZT;': 2 f t(s)j o= [4-10")
i 0

expression dans laquelle on peut aussi, le cas échéant, faire intervenir des
corrections pour tenir compte des effets de bord et des effets de pénétration

des éléments les uns dans les autres.

2.2.6.2- Termes dus au gauchissement géné (couple Czl

L'expression des déformations longitudinales & la géne du gauchissement
est, en élasticité non liméaire :
B.{Xs)

EK1

EE(S) =

Les contraintes correspondantes sont :
0 (s) = E(s) . €.(s)
{55 C

si 1'on isole un volume compris entre deux sections droites z et z + dz
et la portion de profil entre les abscisses s et L (figure 94), il est soumis aux

forces résultantes des contraintes normales :

A

F(z,s) = “[-OE(U) = Ela) « du
s
{
Sl fE(u) Q) .« E(w) . du
EK
1 S
= ?ﬁf) + EL(8)
EKT
et F(z+dz,s) = B(z) + dB(2) . EL (s)

EK,
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FIGURE 94
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expression ou intervient la '"rigidité statique sectorielle”

Z
EL(s) :[ E(u) . Qu) . t(u) . du
)

Ce volume est soumis aussi a un effort de glissement par unité de longueur
gc(s), s'exergant tangentiellement 3 la surface de coupure du profil a

l'abscisse s et tel que :

gu(s) .« dz = Flzedz, ) - F(z,8) = 2. Ei(s)

d
EK1

Soit, compte tenu de ce que dB/dz = CZ’

C2 et
g (S) = S EL(S)
£ X,

La contrainte de cisaillement correspondante, supposée constante sur 1l'épaisseur

du profil, est alors :

_ 72 ELls)
Tep(®) "~ Fg tls)
1
et la distorsion :
b (s) = €29 O Tie)
c? - G(s) ~ TR G(s).t(s)

Remarques :

1) Pour une valeur de EZ donnée, la contrainte 'tEZ ne dépend que del'état de
contraintes normales O et déformations longitudinales £ totales (dues & la
flexion et au gauchissement géné), car la position du centre de torsion, donc
1'aire sectorielle {l(s) et par suite EFH et EL(s) ne dépendent que de § et g.
Par contre, la distorsion 6c2 fait intervenir un module de déformation trans-

versale G(s) qui n'a pas nécessairement une relation connue avec le module
q

longitudinal E(s).




= P

2) L'expression de la rigidité de torsion sectorielle sécante Eﬁé ou tangente
Gth, doit étre établie en écrivant 1'équation exprimant que le travail du
couple C2 dans la rotation E)Z est égal a la somme des travaux des contraintes
ZEZ dans les distorsinns ﬁcz cerrespendantes. Cette équation ne peut étre, en
principe, explicitement résolue que dans la formulation tangente, et enccre
avec une tres grande complexité méme pour des cas simples, par exemple la théo-

rie simplifiée de la flexion des ailes.

A titre d'approximation,on pourra admettre :

4 5
1 3 Z_g_ f EL(s)®
B, Eyh =y e

2.2.6.3- Applications aux essais OE

. Le probléme essentiel est de définir le module G(s). Dans 1'aile compri-
mée, 1'état de contrainte est tel qu'on reste dans le domaine del'élasticité
linéaire, on a donc G = Go' Dans la partie fissurée, il faut définir un module
G(y) fictif qui tienne compte du cemportement moyen d'une zone qui, de part

et d'autre d'une fissure, s'étend sur une longueur égale 2 la moitié de 1'espace-
ment entre fissures (Z sm/z). Ce module décroit & partir de GO quand on s'éloigne
del'axe neutre des déformations de flexion ; 1l'hypothese la plus simple est que

cette décroissance est lindaire (* ).

Dans 1'aile supérieure, on peut admettre un module fictif moyen E}
constant dans 1'épaisseur. Dans 1'ame, en premiére approximation, le module varie
linéairement entre GD et EH. Connaissant la rigidité globale (EE)O expérimentale,
on peut écrire, d'aprés (4-107):
>

- 1 el 1 - ] r-:' I =3
(GK)O =3 [GO be * 5 (GO+GT) (h = 2e") ' + 51 be” ]

expression d'ol l'on tire une valeur approchée de E}/GU (unité, le metre)

(* ) CF. CHAPITRE Ly §2-4-34
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0 0
Soit les valeurs suivantes :
G1/G0 OE 1 0t 2
=
Phase A 0,88 0,75
Phase B 0,68 0,61
Phase C 0,45 0,48
° I1 faut aussi évaluer la rigidité statique sectorielle EL(s). Dans

l'aile inférieure, le module est constant, égal & Eb0 ou a Ea. La rigidité

s'éerit :
EL(X) e = By - L 40f

ou L(x&nfest le moment statique sectoriel "homogéne" calculé comme en élasti-
cité linéaire en tenant compte des armatures (*), mais en tenant compte, de

plus, de la nouvelle position du centre de tcrsion (w = 0,12 m).

En valeur absolue, il s'écrit :

2
. \ b“(e'+2e) e' 2  2(e'-e) 3 :
L(x)im.:(d-w).[T—-z—.x +—-3—6———.x]+nA(d—w) Exj
J

b
(x < xj < 50
soit un terme dd au béton égal a :

(53,67 - 1526 x° + 926,9 x°) . 10 m

2 . X 4
et un terme dd aux armatures égal i (en m’) :

p
nA (d'-w) (c+c') = 1,186.107° . n pour 0< x < ¢

€ nA(d-wc' =0,78.10"° . n pour ¢ < x <c'
0 pour x > c'

\

(*) Cf. chapitre II § 3.5.1.



Dans 1'aile supérieure, on ne tient compte que des armatures avec

le module fictif Ea*. La rigidité s'écrit

e *
tLLxJSUp = Ea F L(x)sup

avec :
4 -6
n*A(d"+w) (c+c') = 6,42.10 ~.n* pour 0 < x < ¢
" ¥ o -6
L(x)sup = £ n*A(d"+w)c' = 4,28.10 n* pour ¢ < x € ¢’
0 pour x > c'
\

2.2.7- Interprétation des déformations locales 8&5 dues au

cisaillement

2.2. 7.1- Présentation générale

Cas de (E 1

Dans 1'aile inférieure ou le béton reste comprimé, les mesures effectuées
par les jauges collées ont un sens indiscutable. Bien que les déformations mesurée
soient faibles,et que le nombre des points de mesures homologues permettant d'éta-
blir des moyennes,soit limité (de 1 a 4),on trouve une variation assez réguliére
de GﬂS avec le couple C, comme le montre & titre d'exemple les figures 94a et 94b

(d'autres résultats sont présentés en annexe 0 ).
p

Avec une incertitude plus ou moins grande selon le cas, on peut tracer

des droites de variation linéaire de la forme :

8&5 = k1 il =

Dans les différents cas, les valeurs de la pente k1 ainsi déterminées sont rassem-

blées au tableau ci-dessous :
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A AILE  INFERIEURE
€
5 FACE INFERIEURE
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%0
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phase C O // e
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/
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/
* e
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FIGURE 94 a
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k, (aile inférieure) en 10-6/kN.m

z X face phase pnase phase
(m) (m) A B C
0,125 0 inf 20,3 23557 23,3
0,975 0 inf 30,0 33,02 36,2
0,115 inf 29,0 31,3 7 33,8
0,115 sup 24,0 ? 26,6 1 28,0
1,81 0 inf 18,3 19,5 7 213

Dans 1'ame, malgré la présence des fissures, les jauges collées sur
le béton continuent 3 donner des indications cohérentes (bien que plus disper-
sées que dans l'aile comprimée) qui traduisent le comportement du béton entre
les fissures. Un exemple des mesures les plus cohérentes est donné & la figure
S4c. Par contre, on ne peut pas affirmer que ces mesures donnent une indication
valable sur le comportement moyendu béton armé fissuré. Les valeurs estimées

des pentes k, sont les suivantes :

1

| K, (4me) en 10°°/kN.m
z (m) A B E
;125 e 12:5 7 1153
0,975 24,0 28,8 34,0
1,81 ? ? 12,9

Dans l'aile supérieure, ou les fissures sont nettement plus ouvertes gue
dansl'ame, les mesures sont encore plus dispersées. Cependant, on peut encore

apprécier valablement la pente k, dans certains cas (exemple, figure94d). Les

1

valeurs sont portées ci-apreés :
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A
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k1 (aile supérieure) en 10-6/kN.m

z X face phase phase phase
(m) (m) A B C
0,125 0 sup. 14,7 ? ?

0,975 0 sup 15,9 ? 23,3 ?
0,115 SuD 23,3 23;9 7 24,4

0,115 inf 18,7 20,7 7 175 2

Dans la section z = 0,975 m, les mesures effectuées simultanément

sur les faces externe et interne (2 1'absicce x = 0,115 m) permettent, par

demi-somme et demi-différence, de séparer les termes dus a C1 et a CZ. On

agbtient les valeurs suivantes :

Pour la poutre OE 2, les mesures sont beaucoup trop_dispersées pour
étre exploitables.

2.2.7.2- Comparaison au calcul

Dans 1'&me, ou il n'y a pas d'effet de gauchissement, on a :

—

2

. = Phases
aile terme dd a A B8 C
inférieure CE1,max(G,115} 26,5 28,95 309
z,(0,115) 245 2,35 2,9
_________________ B2 e L o
supérieure ZE1,max(O’115) 20,7 22,1, 2 20,8
¢62(0,115) 2,0 1,4 355
Cas de OE 2
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Au milieu des ailes, oU la géne du gauchissement crée un cisaillement mais pas

de contrainte normale, on a
- - 1 - 2
€5 = z.LE;ﬂ,max(D) + 8 ,(0)]

Dans les ailes, 2 la distance x de l'axe, on a de plus l'effet de la contrainte

longitudinale (TE(x) qui crée des déformations :

longitudinale: €{x) = E{ggjil
EK
1
transversale :
Ec,t(x) = - Y. Eb(X) g

Le coefficient de Poisson ¥ est égal i wh dans l'aile inférieure. Dans 1l'aile
supérieure,il est plus faible en raison de la fissuration ; on le prendra égal

a 0. La déformation aa5 s'écrit alors :

Bs =3 (8 ) T 8,00 T (1-9) L g (0] .

Les calculs sont effectués avec les valeurs "expérimentales" de la
position du centre de torsion et du coefficient d'équivalence Fictif n¥ (cF.
2.2.3.5.). Les résultats en sont présentés sous forme de courbes tracéeé sur les
figures 9a a 95¢ ou ont été aussi portés les points expérimentaux valables pour
une valeur unité du couple, C = 1 kN.m, dans 1'hypothése du comportement liné-
aire de pente k1.

De fagon générale, le calcul confirme 1l'évolution croissante des
valeurs mesurées de la phase A aux phases B et C. Le terme prépondérant, dans
la déformation 6&5’ provient de la part C1 du couple équilibrée en torsion pure.
Le couple C., décroit d'une phase 3 la suivante, mais moins rapidement que ne
décroit la rigidité CK.

Compte tenu des diverses causes d'incertitudes et, en particulier, de
celles afférentes & la mesure de déformations trés petites, 1'accord entre
mesures et calcul est globalement satisfaisant. Dans 1'aile inférieure, les

mesures en diverses sections (fig. 999 semblent montrer que le calcul sousestime



-

AILE INFERIEURE
FACE INFERIEURE

t'C1{0) + CCQ (0)

pﬁ,cxbe. A »
phose B — — ¥,
phove C ————— L2

FIGURE 95-a




s

30

Phases
ABC

BT

an-«

Joo e

F IGURE 95.— b

OE1

AILE INFERIEURE

PHase A »
Puase B
' pHASE C%

1.95n

= ZiC =



- 223 -
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Figure 95-c
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la géne du gauchissement dans la section z = 0 par rapport & la section

z = 1,95 m (la valeur |v1[ serait surestimée).

Dans 1'ame (fig.9%c’), l'accord assez satisfaisant entre les mesures
locales sur le béton, entre les fissures, et le calcul qui tient compte du
comportement moyen, tend & montrer qu'il y a transmission des cisaillements
3 travers les fissures faiblement ouvertes. Les écarts les plus grands entre
mesure et calcul apparaissent dans l'aile supérieur (fig.9d) ; ils tradui-
sent la différence entre 1'état local de contrainte et déformation du béton
et le comportement moyen d'une zone di aux discontinuités que sont les fis-

sures nettement ouvertes.

2.3. - Conclusions relatives a4 la comparaison entre les mesures
et 1e calcul (domaine fissuré)

Malgré les difficultés expérimentales liées & la nécessité de mesures
de faibles ou trés faibles déformations de fagon fiable et stable sur des
durées de plusieurs minutes ou dizaines de minutes, cette étude a permis de

tirer des conclusions importantes.

La fissuration due & la flexion réduit de fagon importante la rigidite
au gauchissement des poutres qui, dans le cas présent, n'est plus que 35 %
environ de la valeur élastique. Mais elle a un effet nettement moindre sur la
rigidité de torsion pure qui, sous faible couple, est réduite a 75 % de la
valeur élastique lorsqu'on approche de la plastification des armatures longitu-
dinales. La rigidité de gauchissement ne dépend pratiquement pas de 1'ouverture
des fissures (dans la mesure ol les contraintes dues 3 la géne du gauchissement
n'entraine pas leur fermeture compléte dans les parties re-comprimées). Par
contre, la rigidité de torsion pure en dépend et, de plus, décroit un peu lors-

que le couple devient assez élevé.

I1 est possible d'interpréter le comportement en torsion des poutres
3 profil mince ouvert, fissurées en flexion, en généralisant les expressions
de la théorie élastique, dans 1'hypotheése d'un comportement élastique non-linéaire.
Dans le cas particulier des essais OE, les expressions se simplifient un peu
car on reste dans le domaine liénaire pour le comportement du béton comprimé et

des armatures. Mais on donne les bases permettant de traiter le cas général.
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A partir de 1'état de déformation longitudinale £ dd & la flexion,

on peut déterminer :

ia position du centre de torsion,

1l'aire sectorielle L (s),

la rigidité statique sectorielle EL(s),

la rigidité au gauchissement EK,

Pour une évaluation correcte de ces grandeurs, il est nécessaire de

tenir compte de la contribution du béton tendu dans la zone fissurée.

Pour évaluer la rigidité de torsion pure GK, on fait intervenir un
module de déformation transversale G variable dans la section. Pour la par-
tie tendue, il s'agit d'un module fictif permettant de traduire le comporte-
ment moyen du béton armé fissuré ; il sera relié de fagon empirique (*) au

paramétre de fissuration tm/sm.

Enfin, s'il était nécessaire de pousser la résolution de 1'équa-
tion de la torsion mixte jsuqu'a la deuxiéme approximation, il faudrait utiliser
une expression approchée de la rigidité de torsion sectorielle Eﬁé. I1 parait

impossible d'en établir une expression générale explicite.

(*) En anticipant sur le § 2.4.3.4. .




Courbes relatives aux mesures

effectuées dans le domaine
fissuré, sous couple

croissant.

ESSAIS OE 1, OE 2

Evolution des déformations longitudinales degauchissement

et des rotations de torsion en fonction du couple



A Couple /
/ Z-0.125m h

AILE SUPERIEURE ~

AILE INFERIEURE
-~
OET T
o

en KNm
I
o J i PHASE A .
12 ,
|
|
|
1.0 .,*
I
[
0.8] |
0.6._
0.4 | @ faces externes
B Mmi-epaisseur
/A faces internes
)i 2|
£:C,max
I [ : =
50 100 150 (10°°)

Annexe A 0.1



A OE

AILE SUPERIEURE

COUPLE
en KNm Z = 0125m
: PHASE B \
1-:2‘ /“i; A
/
/
§ A
- 2 /
i
// / / I
8 = ]

o F = o @ faces externes

_ - — m mi-epaisseur

> o A faces intemes

o il
¥
~ / -
/ A
A
et,ma;
I I T 6
50 100 150  (10°)

ANNEXE A 0.2




1.2
1.0_
0.8
0.6 !
4
|
!l
0.4 o sa
Fe

0.2_

OET

AILE SUPERIEURE

Z-0125m
pHASE C

@ faces externes

7o o
-
-
B . L
// -~ B mi-epaisseur
| 3
A faces internes

1(’)0

150

- 04 -

SC, max
(10°°)

ANNEXE A 0.5



A Couple en kN.m

/
/

/

O

/
1,0 4 /

/

|
08 = /. <.

[/
0,6+ -l O/

/

15
0,4

/ai].e inférieure

T~
>N
o

OE2
PHASE A
Z-1.81m

aile supérieure

@ races externes
B ni-épaisseur
A faces internes

130

€

= gd v

c,max

>

(107%)

50

ANNEXE A 0.4




A Couple en kN.m

/

OE2
PHASE B
Z :1_81m

aile supérieure//

/ /
/
/ aile inféfieure
/}/ 204.107°
O -
O /
|
~a
A
~a
1
O face externe
A m mi-épaisseur
A faece interne
A
SC,ITIaX
=
100 150 (107

ANNEXE A 0.5



A Couple en kN.m

ayle inférieydre

1,2~
N
1,0 | o 3 .
/I/ /
0,8 Cf '/ va
fowf
i

0,4 }é/

OE2
PHASE C
Z :1.81 m

aile supérieure -~

\

\

\
\

O face externe
B mi-épaisseur
A face interne

150 (1555)

100

ANNEXE A 0.6




1,2

1,0

0,8

0,4

0,2

% Couple en kN.m

i I aile’, inférieure aile supérieure
n® A/ / . A
/ / Essai OE 2
4 / / Phase A
7] /? zZ = 1,45 m
S
m [I @A e A
! /
[
[/ .
/ o
[ 1
[/
|/
| & s
l/ @® face externe
./ ® A :
=z l/ B mi-épaisseur
f/ A® P A face interne
/ SC,max
| I : -4
0 50 100 150 (107°)

ANNEXE A 0.7



A Couple en kN.m

| ailel;inf‘érieure aile supérieure
| /
em A
1,0 - | / essai OE 2
‘7[ ! ! phase B
I : z=1,45m
= ® A °
0,8 — /
l /
b oy |
Iy 4
0,6 - m\ o
i
[ 1
[/
0,6 o [/
L
I 4 @ face externe
® /ﬁ ; i
0,2 ¢/ M mi-épaissseur
, : A face interne
” mA@
8[Z,max
| I I o
0 50 100 150 (107%)
ANNEXE A 0.8




A Couple en kN.m

aile inférieure e aile supérieure Essai OE 2
// // Phase C
4 ~ « z =1,45m
o/ 7 A
7 /
17 /
// 4
7
» A // :
4 P
4 s
7 //
/ 1
/ v "
ZEnaTs s
e e |
7 e
7 Ve
Ve
Ve
24
o A
1 @ face externe
M mi-épaisseur:
A face interne
A 3
et,max
| ] ! 3
100 150 (107°)

50
ANNEXE A ‘0.9



- 547 =

Ao

10-4 RADIANS
4 /
/!
* .
2 /7
f’i( 7
7 /
’ W ,’
rd
rd
F 4
rd
F 4
/
,f
3— rd
S A
2_]
OE1
z=0,475 m
PHASE A ¢
pHASEB x
pHaseC %
1.0
*
sk
f‘ couple
£4§> P(hh11
914 T I | I — T
02 0.4 0.6 0.8 10 1.2

ANNEXE A 0.10




o]

‘:\EJ—‘.

Ae_

10~*RADIANS
5 _]
OE1 .
Z=1.025m
PHASE A «
pHASE B «
pHASE C &
-
o
%
*
couple
KNm
T
0 0.2 04 0.6 0.8 1.0 12

ANNEXE A 0.11



- 239 -

A

10'4 RADIANS
’
F 4
7
/
!f
/ "‘
%* (‘ "'
2 %L
15_ y 2
r rl
¢ ’
J' .r"'
’ ’
e ok
Fl »
I’ a'
, rd
* ’
”
» .r’
*
C
10
. A
OE1
PHASE A »
pHASE B =
_ pHASE C *
P2
5_] -~ : L2
Lo
couple
KNm
0 T [ I T T 1 >
0.2 04 0.6 0.8 1.0 1.2

ANNEXE A 0.12




- 240 -

b o

10" RADIANS

10_

7.9_

/ OE2

* 7 s
%* PHASE A <=

25 - mast B x
PASE C »
»

0 I | | i | !
02 04 06 08 10 12

ANNEXE A C.13



- 241 -

O
10™* RADINS
20_
15
: OE2
0.
Z=
PHASE A (CAPTEURS H.S)
pHaSE B =
pHASE C *
s
COUPLE
KNm
| T T T T T )’

02 04 0.6 0.8 1.0 1.2

Annexe A.0.14




_AL_ e e _..2&5 :_ et ._.,,‘___,._._._._. L

10-4RADIANS
X POTENTIOMETRES ¥
% CLINOMETRE
® Cor'r-l'se
o
20 _
2
*
15_ .
X
*
[ ]
10_
%
OE2
pHASE A
*
L ]
5 | / %
%
[ ]
/ J
¥
5 couple
' KNm
05 I I T T I I >
0.2 04 0.6 0.8 1.0 12

ANNEXE A 0.15



‘\ E; | - 243 -

10'4RADIANS
+« POTENTIOMETRES
X CLINOMETRE
® corriae
26_] 3
15_
10
X
OE2
pHASE B
22::15355rn
*x
[ ]
q
5_]
*x
[ J
4
*
L ]
& couple
KNm
0 >
02 0.4 0.6 0.8 1o 12

ANNEXE A 0.16




- 244 -

Ao

-4 x
10" "RADIANS
¢ POTENTIOMETRES .
20 +% CLINOMETRES
. ® corrige 3
*
®
15_
3
x
L ]
10 R
®
N OE2
"~ PHASE C
.:. 2:::1£9£5ﬂn
.ﬁ
¥
X
couple
KNm
0 0.2 0.4 0.6 o's 1.0 1la

ANNEXE A 0.17



40

30 —

20

- 245 -

(*) nombre de jauges : 1

7554166/9 X
phase B %
ARose C

AILE  INFERIEURE
FACE INFERIEURE

ANNEXE A.018




- 246 -

(#) nombre de jauges : 2

AILE INFERIEURE
Ae, FACE  INFERIEURE

OE | ¥
40 _| Z = C.S7 / //,//,q
(X =0 ) ' .//
/
ﬁﬂmﬁ u ////
8 r
fpﬁsze, 4 /
/7
/!
/
30 //
/
20 _|
10 _|
c
(KN.m)

| T T { ] l
G2 0,4 0,6 0,8 1,0 12

ANNEXE A.0.19



A

= DhT =
(*) nombre de jauges : 1

2:45

AILE - INFERIEURE
FACE INFERIEURE

OE |

[ = A84im

(Xz0 )

ANNEXE A.0.20



10 _

- 248 -

(*) nombre de jauges :2

AME

OE1 /?’

Z = 0,425771. d
/ /E
/

(kN.m)
I I T T T T -
04 0, 0,6 09 40 12
;:Eaae A B
ANNEXE A.0.21 phase B X

phase C O



- 249 -

(*) nombre de jauges 2

Ac..

15 _| Z-481m
© =
CJ
O
40 | = °
®
O
Sl
O C
(AN.rm)
O' | I | | T !
02 O/4 0,6 08 10 %2

(mauvawe ,dgmeéw:) 75/?.4:&}? o |
prateB O
ANNEXE A.0.22 pﬁa&ec @



- 250 -

20 |
10_ : AILE SUPERIEURE
: / FACE SUPERIELRE
N - Z[-]Ele
5] a / (‘X ; o )
' G
0 i F 05 08 10 12 =

ANNEXE A.0.23



AILE SUPERIEURE
FACE SUPERIEURE

ANNEXE A.0.24




ar’
u‘,_’y:r'_._.,

- 252 -

* 7952Lé€ ~ (*) nom
* 75/?0,0815
% pﬁma &

bre de jauges : 4

Ac.

30_
UE 1 / )
(Xo 9::553 /// |
¥ S

AILE  SUPERIEURE
FACE INFERIEURE

10 _|

s
e
A (k)
. J ’ /] F} ’

ANNEXE A.0.25



- 253 -

2.4. - Approche du calcul de la rigidité de torsion a l'origine

(rigidité tangente) d'une section en béton armé

2.4.1. - Contribution des armatures & la rigidité de torsicn

2.4.1.1. - Généralités

a) Les armatures longitudinales continues et adhérentes au béton
contribuent directement a la résistance & l'effort normal et au moment flé-
chissant. Leur contribution se calcule facilement & partir desaires Ai de
leur section traitées comme des éléments dX de la section droite ne différant
de ceux du béton que par leur module. Cependant, avant fissuration, la contri-

bution des armatures est faible et souvent négligeée.

Les termes dus aux armatures dans le calcul des contraintes et des
déformations se transposent alors facilement en élasticité non-linéaire. Par
exemple, aux termes dus au béton dans les rigidités, il faut ajouter les termes

suivants dus aux armatures

- dans EA
5 W
ai i
i
- dans EI
2
ZEai'yai 'Ai

i
b) Vis-a-vis de la torsion, 1'influence des armatures, aussi bien
longitudinales que transversales, est généralement négligée tant que le béton
n'est pas fissuré. CependantKarlsson [60] a trouvé, par un raisonnement qu'il
conviendrait de vérifier, un accroissement notable de la rigidité de torsion
dd aux armatures (par exemple, prés de 15 % d'accroissement par rapport au bé-
ton seul, pour une section carrée armée longitudinalement aux quatre angles,

avec un pourcentage géométrique de 2 %).

Aprés fissuration, les armatures transversales et longitudinales
jouent un réle fondamental lorsque les fissures sont inclinées (mécanisme du
treillis). Dans le probléme gui nous préoccupe, les fissures sont droites et

seules les armatures longitudinales peuvent jouer un réle, par effet de joujon.



= ‘P5k: =

Les essais montrent cependant que c'est le béton qui joue toujours le

plus grand rdle.

c) Compte-tenu de la contribution essentiellement discontinue
des armatures (aire discontinue et intervention éeulement dans les sections
de fissures) on ne peut pas reprendre les raisonnements précédents, dans
1'hypothése d'un milieu continu fictif de module G variable représentant le
comportement moyen d'une zone de poutre fissurée, en y incluant des termes
dus aux armatures. I1 faut un raisonnement spécifique qui va étre développé

ci-dessous, de fagon & donner une base logique 2 la recherche d'expressions

semi-empiriques.

2.4.1.2. - Raideur due a 1'effet de goujon

a) Ordre de grandeur de la rotation et du glissement

dans une section de fissure

la rotation concentrée dans une section de fissure peut étre

estimée, certainement par exces, par l'expressiocn :

60 (- -l) C s (4-11)
= GK m
GK 0
En appelant r la distance & 1'axe de rotation de l'armature qui en

est la plus éloignée, le glissement maximal au niveau d'une armature sera :
g=r .06 (4-12)

A partir des valeurs expérimentales connues de Sh Go’ K et GK
(rigidité sécante) on peut calculer le glissement dans les différents essais
réalisés. On se place dans la phase de développement maximal de la fissuration
et sous une valeur du couple C égale au tiers du couple CD qui provoquerait la
fissuration inclinée due au cisaillement dans la poutre homogéne (élasticité

linéaire).



(%)

repére 38 GOK2 phase s, C - ER'Z afé % 5
(KN.m) (KN.m™) (mm) (KN.m) (KN.m“) (10" rd) i) (10_3mm)

KE 10 41.3 52700 C 64 13.8 18700 30 240 7.3
KE 11 27.6 39300 C 74 09.2 10800 46 240 11.0
KE 12 32.0 45200 B 76 10.7 18200 27 240 06.4
KE 13 25.6 35200 C 71 08.5 16800 19 240 04.5
KE 14 39.9 52600 C1 78 133 18900 35 240 08.4
KE 15 29.2 39700 B 104 09.7 21600 21 240 05.1
KE 16 19.9 26000 D 220 06.6 15200 40 208 08.3
KE 17 37.3 50800 C 103 12.4 19000 42 240 10.1
KE 18 26.6 34800 C 89 08.9 7800 79 240 18.9
KE 19 37.9 54500 C 63 12.6 27100 15 240 03.5
KE 20 312 39200 G 63 10.4 13200 33 240 07.9
KE 23 09.41 7300 C 99 3.14 3270 52 184 09.7
KE 24 04.74 2750 C 84 1.58 1440 44 181 07.9
KE 25 1.12 340 C 51 0.373 205 37 181 06.7

(*¥) rigidités sécantes

tableau 6 (Glissement maximal au niveau de 1l'armature, dans une section

de fissure.

= 66C -
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Pour différents essais relatifs ades sections pleines ou creuses,
le tableau ( 6 ) présente les résultats de ce calcul. En moyenne, le glisse-
ment est d'environ 8 millieémes de mm, ce qui est trés petit. La valeur maxi-

3 mm) pour le

d'armatures et une section creuse, la valeur minimale (3,5.10°
plus grand pourcentage d'armatures et une section pleine. Ceci met bien en

évidence 1'influence de 1l'armature.

Des glissements aussi petits, de 1l'ordre d'un centiéme de mm, jus-

tifient bien 1'hypoth&se du comportement linéaire vis-a-vis de l'effet de

goujon.

b) Relation entre la force transversale et le glissement

Sous sa forme générale, le probléme peut étre posé de la fagon sui-
vante : un plan de glissement sépare deux milieux élastiques semi-infinis qui
sont traversés par une barre élastique perpendiculaire au plan précédent.
Quelle est alors la relation entre la réaction transversale a la barre et le

glissement relatif ?

Ce probléme a été résclu pour 1'application, en mécanique des sols,
au comportement d'un pieu sous l'action d'une force transversale, ou au com-
portement d'une barre de clouage du sol. La solution en est rappelée par
Schlosser [93].

b1) Réaction normale sol-inclusion (selon Schlosser)

La présence d'inclusions horizontales dans un massif de sol frottant,
a parement vertical et a surface horizontale, a pour effet de modifier la forme
de la surface de rupture potentielle et de la rendre perpendiculaire a la direc

tion des inclusions.

Lorsque ces dernieres ont une certaine rigidité (rigidité résultant
soit du fait qu'il faille les battre, soit du fait qu'elles soient entourées
d'une épaisse couche de coulis, dans le cas de barres scellées au terrain),

elles sont sollicitées en plus de la traction, par des efforts de flexion et de
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cisaillement, & la maniere d'un pieu soumis a une force horizontale, et a
un moment en téte. Ce probléeme de pieu sollicité en téte a été étudié et

expérimenté par les Laboratoires des Ponts et Chaussées a Paris.

Le calcul fait en élastoplasticité par la méthode du coefficient

de réaction du sol, conduit & la résolution de 1'équation :

ks —>» coefficient de réaction du sol
y —» déplacement latéral du pieu

B —— largeur du pieu

la solution de cette équation introduit la notion de "longueur

de transfert'". Cette longueur est donnée par l'expression :

‘80 =\7 k;E.I B

Dans le cas d'un pieu fonctionnant comme un pieu infiniment long

(L. 3 ,ED) et libre en téte, on obtient :

2 MD
=y =z —= . (T +=)
max 0 ks'B'Eo o} é%

Remarque : Cette méthode n'est
valable que lorsque les dépla-
cements en téte ne dépassent

pas quelques centimetres

SURFACE DE CISAILLEMENT
POTENTIELLE

Fig.96 Déformée schématique d'une
barre sollicitée au cisail-
lement le long de la surface

de rupture potentielle.
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b2) Relation effort transversal T équilibré par une

armature - glissement relatif g des deux parties

de béton séparées par la fissure

Notones

T ——» Effort transversal équilibré par une armature de diamétre @ traversant
perpendiculairement un plan de fissure

g —— Glissement relatif des deux parties de béton séparées par la fissure.

La transposition des résultats précédents & notre probléme, permet

d'écrire la relation :

E_.g 4
b Ea .
e o

bo

avec les notations suivantes :

Ebo ——> Module de déformation longitudinale a l'origine du béton
EEI —> Modude de l'acier de la barre

9‘ ——» diamétre de 1'armature.

Pour vérifier la validité de cette formule, confrontons la & différents

résultats d'essais

b3) Comparaison de la formule empirique T = f(g) avec des

résultats expérimentaux

Nous disposons, pour la littérature, de plusieurs résultats d'essais.

Ceux-ci sont poussés jusqu'a rupture, donc bien au-dela du domaine linéaire.

- Essais Hamadi - Regan [47]

-

Ce sont des essais de résistance & l'effort tranchant. Il s'agit de
poutres ou la charge est appliquée directement sur les armatures principales
de flexion, par l'intermédiaire d'un bloc de béton désolidarisé du reste de
la poutre (disp. exp . fig.97 ). La rupture se produit par éclatement dubéton

d'enrobage des armatures.
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I: End supporns (steel chanmels) &: Timber suppons

2: Hollow rem jack 9: Rods tightened 1o the verical channels by nuts. The lower

J: Plate rod passes through the dmber support (8)

4: Load-cell (25 kN capaciry) 10: Honzontal plain bar fired 1o the channel 1o hold the

3: Rollers axsembly (2, 3 and 4}

4: The specimen 11: Laborawary floor FIGUHE 97

.7: Demec crosres
Figure  Push-off specimen (700 x 300 x [50 mm) o be tested.

load appked via sleel plale
épening fwough beam  passing Bvough opensng

| i
e
i i

e precasi

La figure ( 98 ) présente les résultats expérimentaux sous la
forme de la force transversale T, rapportée a la force de rupture Tu, en
fonction du glissement g. Les résultats concernent deux bétons (un normal,
un léger) et trois diametres d'armatures (on a exclu le diameétre @ 16 avec
le béton normal, car sa résistance est bien plus élevée que dans les
autres essais, et les résultats divergent notablement de l'ensemble des

autres essais).

BETON fe barres | 21U
MPa KN

® | NORMAL 30 2¢20 6.00
I 3 29 2020 5.60
@) LEGER 20 29 20 5.00
* » 21 2020 475
O » 21 2¢ 20 465




34 85 % de la résistance mesurée sur cubes, on peut évaluer le module (en
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A partir de la résistance en compression du béton FC, prise égale

MPa) par :

présentative de la formule (4-13). On constate (Fig.98) qu'elle représente

M
1]

=1
-
o
o
o
-h

0

bo

pour le béton normal

3
. 3 . P
Ebo = 1650 . A\/ ps.f’c pour le béton léger,

en admettant pour sa

densité séche ps
1,55.

A partir du module Ebo moyen, on peut alors tracer la droite re-

convenablement les résultats expérimentaux moyens tant que le glissement

reste inférieure a 0,01 mm.

‘ Charge relative

Ty
1.0 [ | i
/ A
// FIGURE 98
[ e
[ O
| 9O
0.5 = {__,———""’*- calcul par la formule (4-13 )
e
Fo
|'_ﬂ./
/
/
: v/ glissementg

L] ] 1 1

0 0.01 0.02 0.05 0.10 (mm)

Jiw=-




psi

stress

shear
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- Essais de Paulay et Park [84 et 89]

Ce sont des essais de résistance au cisaillement des joints de

reprise de bétonnage.

Pour étudier l'effet de goujon, cette surface est lisse et grais-

sée.

barre (Fig.99).

\ = :
B A ¢
300
{ﬁQ.Smm f—'l——;_‘ 50
1.5
T ' e 1.8
= {ﬁ635nm1 1 e
n:22 = s
— ,/ e Q512.7mm Ligs
.'{H:G %
l =
%:®=A/B=1.23% o
beton: fc =27.6 MPa L0.8
==t L0.6
-004
"0.2 g
e
0.02 004 006 08 1.0 en mm
glissement ——
A FORCE T
en KN
relation (4-13)
- AAT
".A--
FIGURE 100

barre:g127mm
beton:fo=276mra

GLISSEMENT g
en mm
B

T
1.0

T
1.5

Des courbes force-glissement sont présentées pour divers diametres de

FIGURE 99
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11 est difficile d'évaluer leur pente 3 l'origine ; par contre
on peut comparer la pente de sécantes reliant l'origine & des points plus

précis des courbes :
a - pour un cisaillement moyen T= 0,6 MPa
b - pour les intersections avec la droite passant par les

points (g = 0,5 mm ; T=0) et (g=03; T=1 MPa).

On obtient alors les valeurs du tableau suivant :

@(mm) 6,35 9,5 12,7
(a) L (MPa)| 4120 4290 4130
g9
(b) ?15 (MPa) | 3200 | 3460 | 360

Ces valeurs permettent devérifier la proportionnalité de T ak

et a g.

Pour le diametre 12,7 mm, on dispose de résultats un peu plus précis
dans le domaine des faibles glissements, reportés a la figure (100, sur la-
quelle on a porté aussi la droite représentant la formule (4-13), le module

étant calculé a partir de la résistance par :

3

Ebo = 11000 .4J fc (en MPa)

On constate encore que cette formule donne une évaluation correcte

de la pente a l'origine de la courbe force-glissement.

- Essais H.P.J. Taylor [100]

L'essal proposé par Taylor met bien en évidence 1l'effet de goujon
des armatures. Cet essai est poussé jusqu'a rupture donc bien au-dela du

domaine linéaire.
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La charge totale P est appliquée sur la partie centrale du corps

d'épreuve ; donc la fraction reprise pour chaque barre est P/4 comme indi-

qué ci-dessous :

A’I lP ‘A-A”
"

AN 4 |

P/2 P/2 P/2 P/2 P/4

P/4

“—.

La figure (101) présente les résultats expérimentaux sous la forme

de la force transversale T = P/4 en fonction du glissement g.

A
=
0.75-
4/ failure load
FORMULE (4-13) */
050 ol
Fig101- Relation force-glissement
z * o expérimentale d'aprés
c H.P.J. TAYLOR
Q
0.25 +
*f e
L ]
g
T >
9 10 25 io 3

Displacement across the crack mm 10
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Ces résultats concernent le micro-béton ayant les caractéristi-

ques suilvantes :

Agrégats 1 2,4 = 1452 MMeevaesnmenon smmues 58 %
142 = 0516 Mllese:n simsiace minmn agmivisinss 20 %
0,6 - 0,3 mm..... G ST 15 %
0,3 = DS MAts s : 7%

Rapport % = 0,4 et i = 4,5,
A partir de la résistance en compression FC, on évalue le module

Eo (en kg/cn’) par la relation suivante :

3
Eb0 = 50 000 . [4/ FC - 1,5 + log D]

D : diamétre du plus gros agrégat employé (en mm)
‘Fc : résistance en compression (en kg/cm’)

-

Pour D = 2,4 mm et f_ = 241 kg/or, on obtient :

Ebo = 28870 MPa
Le tracé de la droite T = g. g (formule 4413 donne encore une treés
bonne approche de la courbe expérimentale. Cela vient donc confirmer plus
sérieusement la validité de 1'analogie proposée, traduite par la formule 4-13,
qui permet de connaitre pour un glissement donné la valeur de la force trans-

versale correspondante.

- Essais de Soroushian, Obaseki, Roias et Sim [113]

Ces essais étudient l'effet de goujon d'armatures au niveau de
liaisons poutre-poteau dans une structure, en présence d'une fissure dans

la zone de contact poutre-poteau.

Le dispositif expérimental et le spécimen d'essai sont rappelés

respectivement aux figures (102) et (103).
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- - ™ 1.5" l’-{ 5 .
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E § . A == . é /I/‘I: ]2'0 =t
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! I b
= .27 &F
. :1_ ]-v——[ Bearing Plate = o
A-A ]-_._.{
.4" ; 4.0" 217 2. 0"
| 4.3" , 3.2" 2.0r ] 4.4 | 4.0 211 2.07 -
I ! L 1 12.5" _
‘ I 1
b = - (a) (b) :
: FIG 103 Test specimen: (a) dowel bars, and (b) Section
FIG 102 -Dowel test specimen A-A

Quatre essais ont été réalisés ; les caractéristiques des maté- .

riaux employés sont les suivantes :

F 3 E 7
Repere e bo 2
MPa MPa MPa cm
1 44,16 | 38400 | 2,10.10° 1,27
2 44,16 | 38400 | 2,10.10°| 1,90
3 44,16 | 38400 |2,1.10° | 2,54
4 31,55 | 34280 |2,1.10° | 0,99
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Des courbes force-glissement sont présentées pour divers para-

meétres de barre (Fig.104).

Sur celles-ei, nnus avone aussi reperté la droite représentar

la relation (4-13).

Dans le domaine des faibles glissements, on constate que la cor-

respondance est encore treés bonne.

A2t
FORMULE (4-13) l
e 27 ( )
FORMULE (4-13
£
- < e
x c
215 Y
w
i £
S 8 2
o o
w i &
L 4 Z 4- €) fig 104-b
S a
g
g
(0] 0 r : e
0 0. 0.2 0.3 0 0.* Q.2
SLIP in IN SLIP in IN
) 27
2
O P4
o £
124 w 3-
= FORMULE (4-13) £ - FORMULE (4-13)
= ) g
£l 8 b
w '
) : 3
- i
w44 fk;104-c 9 1 i
z @ @ fig 104-d
o
0 g 0 g
I T T T I T
0 0.1 0.2 0.3 Y 0.02 0.04
' SLIP in IN
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c) Calcul de la raideur

Dans une section fissurée, la rotation "concentrée" 363 se
' 1

fait autour de l'axe longitudinal z passant par le centre de torsicn.

Le glissement au niveau de chaque armature, dont la distance

au centre de torsion est Tis est donné par :

la force transversale équilibrée par chaque armature est, d'aprés
la formule (4-13) :

elle est perpendiculaire a la droite passant par le centre de torsion et
1'armature considérée. La part Ca du couple de torsion équilibrée par les

armatures est donc :

= 3 14
ca-ZTi.ri,Ra.aQ 4

ou @

E 4 E L
_ _bo a 2
Ca-*ﬁ'-\/ Tt 3. ) g
bo $1

D'aprés (4-14), la raideur est donc :

n
E 4 E
et e 8 S 2 a5
a 8 55 T i i

[=h
—

Dans cette approche considérée, on a comme inconnue la position
du centre de torsion(*) autour duguel se fait la rotation (nécessaire pour

évaluer r.).
i

(*) Ce probleme a été résolu pour les sections minces en double Té OE 1
et OE2 (cf. §223§. Pour les sections creuses, aprés fissuration de

flexion, le déplacement du centre de torsion par rapport a sa posi-
tion initiale est treés f° ble.
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2.4.2. - Tentative de calcul de la rigidité de torsion

3 1l'origine (Modeéle proposé et formulation

générale)
On considére une zone de poutre de longueur-g, comportant n fissures

identiques, soumise & un couple de torsion constant C.

On décompose la rotation totale sur la longueur-f en deux termes
(un raisonnement du méme genre, mais pour les poutres présentant des fis-
sures inclinées dues & la torsion, donc non transposable ici, a été utilisé
par Walsh, Hall et Archer [105]

Y n
8:[(%9& + Z GJ. 4=16
0 J=1
RO Ll
intégration des Somme des rotations
rotations dans concentrées dans les
le béton non section de fissures
fissure
Ceci s'écrit encore :
C
e=%+n.ae=_§_§

(GK) étant la rigidité moyenne du béton entre les fissures, 96 la rotation
concentrée a chaque fissure (égale pour toutes les fissures) et GK la rigi-

dité moyenne globale cherchée.

Supposons d'abord le béton non armé. Le couple est équilibré, en

toute section, par le béton seul : C = C_. L'expression précédente s'écrit

b
alors :
. _CE 447
eo—m +ﬂ.aeo__§_-K—

b
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ERE étant la rigidité moyenne globale due au béton seule, que 1l'on suppose
connue a partir d'une hypothése convenable sur le module fictif G (x,y)
[d'apres les méthodes évoquées ultérieurement (§ 1.1.3.3.)].

On en tire la valeur de la rotation concentrée :

U ——
Kb

L 1 4-18
ge = n [ - (GK) :[ C‘g
0
Supposons maintenant la poutre armée longitudinalement. Le couple
C est équilibré par le béton seul en section courante (C = Cb), par le bé-

ton et les armatures dans les sections de fissures. La rotation s'écrit :

cl 4-19

(GK)T étant la rigidité moyenne du béton entre les fissures, différente de
(GK)O parce que l'action des armatures dans les fissures modifie certaine-

ment la distribution des cisaillements en zone courante. On a donc :
(GK), = AL (GK) 4-20
0]
[ Aest probablement proche de 1]

ae% est la rotation concentrée en chaque section de fissure, inférieure &
af% par suite de la présence des armatures, et GK est la rigidité moyenne

globale (béton + armatures) cherchée.

Dans une section de fissure, la part Cb du couple équilibré par le
béton est donction de la rotathm1a€3, mais on n'a pas la proportionnalité
de88au couple :

4 %,
C

car l'action des armatures modifie aussi la contribution du béton. On peut

simplement écrire :
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381 = }_1 ae . -CE 4-21

Par ailleurs, la part Ca du couple équilibrée par les armatures
ect preporticnnelle & la rctation 3(3 et & la raideur de torsion Ra dans

1
1'hypothese ou la comportement est élastique et linéaire pour l'effet de

goujon :
) G, 4-22
91 = =
a
On a bien sdr :
C=C +C 4-23
a b

Les relations (4.18) (4 .21) et ( 4.23) permettent de calculer

les inconnues aeo, ae i Ca’ Cb. En particulier, la rotation concentrée

s'écrit :

I, 4 4

K A O ]
381= T 40 c

T+ n [E?_"-EGKE ] Ra

Les relations (4.19 ) et ( 4,20) permettent alors de calculer la
rigidité moyenne globale par : )

i A(E;K) * 7 . s
o 1 +HM[ - ]%R
oK, K n

Le terme dd aux armatures fait intervenir une rigidité Ra.s
(homogeéne & GK) qui est le produit de la "raideur concentrée" Ra d'un
ressort spiral équivalent aux armatures par la distance moyenne S entre

deux ressorts consécutifs ; ceci est logique.




-

2.4.3. - Application aux essais OE (sections en double té

minces) et KE (sections creuses)

2.4,3.1. - Déformabilité du bétcn en compressicn

et cisaillement combinés

la déformabilité du béton en compression et cisaillement combinés

a fait 1'objet d'une étude expérimentale au niveau du Service d'Etude des

Structures du C.E.B.T.P. [40].

les figures ( 105) et ( 106 ) rapportent 1'évolution de la défor-

mation longitudinale et de la distorsion 8 en fonction de la contrainte
g 1t

0 ou T dans le cas de

nel [courbe (P)].

chargements séquentiel

[courbe (S)], et proportion-

€ 16° FIGURES 105
P / * -6
= ‘. Y, 10
Tujq.l"oa z’ It
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J |
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C'est toutefois les résultats schématisés par la figure ( 106 )
ou le rapport 1fﬁ-estrelativement faible, qui permettent de tirer quelques
hypothéses sur la variation du module de déformation transversale dans le

cas ol la secllicitation de flexion ect prédominantc devant celle de la tor-

2.4.3.2. - Hypotheéses sur la variation du module

de déformation transversal G

En élasticité linéaire, le module de déformation transversal G
est toujours supposé constant dans toute la section droite, et 1ié au module

de déformation longitudinale (lui aussi constant) par 1'expression :
GO = E0/2(1 +%)

Apres fissuration de flexion, le module de déformation G(x,y) est
variable dans une méme section droite, il est essentiellement fonction de

deux paramétres :

- 1'état de fissuration (fissures droites) dd a la flexion

- 1'intensité de la contrainte de cisaillement existante

I1 est toutefois possible, dans le cas d'essais conduits a niveau
du couple C assez petit (donc une distribution de T a faibles valeurs ; cas
des essais OE 1 et OE 2), d'envisager le calcul de la contribution du béton
2 la rigidité de torsion (terme EKb) par l'intermédiaire d'un module de dé-

formation transversale fictif G(x,y), tel que :

- dans la zone comprimée : il reste constant et é€gal a Go sur
toute la hauteur de la section comprimée ;
Le cadre de notre présente recherche, étant un probléme de dé-
versement (ou plus généralement de flambement en flexion compo-
sée déviée), les contraintes de cisaillement restent faibles,

donc assez éloignées de la contrainte de rupture.
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L'analyse de la figure106relative é@ = 0,1 permet d'envisager
un module de déformation transversale“constant et égal a GO sur
toute la hauteur de section comprimée.

- Dans la zone tendus : on suppose gue le module fictii décroit

linéairement et proportionnellement & la distance a 1'axe neutre
de la valeur Go jusgu'a une valeur particuliére G,I au niveau de

l'armature la plus tendue.

2.4.3.3. - Evaluation de la rigidité de torsion

tangente 3 1'origine (terme béton)

a) Rigidité de torsion tangente d'une section rectangualire

mince

al) Expression de la rigidité de torsion d'une section

rectangulaire en fonction du module de déformation

transversal moyen

Le module G est variable en fonction de l'abscisse y sur la ligne

moyenne.

On peut encore admettre que chaque section de la membrane déformée
par un plan perpendiculaire 3 l'axe y est un arc de parabole. On fait de
plus 1'hypothése (valable & une certaine distance des petits c6tés) que la
fléeche maximale de la membrane est proportionnelle & la pression p(y), donc

au module sécant G(y).
L'équation de la membrane peut alors s'écrire :
2% .
wix,y) = w . (y) (1 =) ]
avec :

wmax (y) = k. G (y)

Le volume sous la membrane se calcule de la fagon suivante :
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b
/i
2V = ig-k G(y) .dy =C
0
d'ou, en posant :
b
= 1
Gz —Ef G (y) . dy (module sécant moyen)
] .
ke = 3[:_ = X B
4beG

Les contraintes de cisaillement sont :
ow _ 2x,2+ dG
—= k1 = (7;0 ] a;

zx - 3y
O 8k
lZT;Z[ - 521 "2 FROUEE

Nous avons besoin aussi de 1'expression de 1l'accroissement de
contrainte ATda0 & un accroissement du couple AC auquel correspond 1'ac-
croissement de rotation A(d©/dz). Cette expression n'est pas évidente

car celle de T dépend du module G (y) par 1l'intermédiaire de k.

On a admis que la fldche de la membrane est proportionnelle a la

pression totale p, donc au module sécant G et & larotation dO/dz :

(y) _ dO
ETX“ =280



< 975 =

On doit admettre que l'accroissement de fléche est proportionnel

a 1'accroissement de pression Ap, lui-méme 1ié 3 1'accroissement de rota-

tion A(d©/dy) et du module tangent G,

Ap(y) _ a6
W.gg . ASB
On reprend alors le calcul de la fagon suivante

2

Aw (x,y) :Z&wmax (y) . [1 - (%;% ]

Awmax (y) :Akt . G, (y)

A, = JAE . on A
abeﬁt

AW (2x)%, 9G¢

ACZX T -Akt 5 Lt 5

_ BQﬁw)’_ B'AWT
ZNC;Z = S & ez " Gt Ey) « %

Aﬂ:ivé&: 2 + AT %
ZX yz

Faisons 1'égalité des travaux virtuels, comme en 2.4.3.3. (§ ¢1), en

remplacant A(d®dz) par AC/G,C_K :

:ft.ms.dzzjc_g@.dz
) ©

I

tK

[*p]
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m
=]
[
ot

i 9ﬂ (o) d
0%

Pour un rectangle mince, on peut admettre en premiére approximation
que les termes provenant de t;x seront négligeables.

En posant z.zx =AT -0, on a alors :

ZX
jf (s34} dbs (6 () xS . x]dD
(D > e e
e/2 b s
:% xzdxf G(y)dy:%?—zbﬁ-
€ el 0 .

d'ou ¢ —_— = 3

(Etp( o (3t .!2!2.

3

La rigidité tangente est donc, en premiere approximation
égale au module tangent moyen multiplié par 1'expression classique de 1'iner-
tie en élasticité linéaire.



- 277 -

a2) Module moyen sur une section rectangulaire mince

[variation linéaire de G(y )]

~~

e 0 —f G,

B h y
1_d’ '''' G,

sur la partie comprimée (hauteur xm) PN e GP

sur la partie tendue (hauteur h - xng :

ST ( s ye =
Gly) = GO Gy G1) h-d'-x
m
G = G1 au niveau de 1l'armature tendue
xm - h
6'1 = GCI + (G - G,) m———— sur la fibre inférieure

o] 17 h-d'-x
m

Module moyen sur la partie tendue

]
[*p]
1

T - 1 |
G—z[GO-l'G,]]

~ h-x
m
Module moyen sur 1l'ensemble :

G = —-[Goxm + E“(h—xm)]
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5] h -x

s -bs— (G.h - (GD—G,I)E] avec 4= i

d'
2(1- h-x )
m

37
o G, (h B o+ [31.2

h h - x

37 m
Gy == -G (5-1) avecf:——,-—-
e L 2( 1= —I)

h=x
m

ou

-~

_"|=1+___3__Z___h
G5 b3£GO ?

a4) Remarque - Application & une section & profil

mince ouvert

-

Un profil mince ouvert peut étre assimilé a un assemblage de
rectangles minces de large bi, d'épaisseur ey (ei <K bi)’ de module de

—

déformation transversal moyen Gti'

Par conséquent, conformément au résultat du § al précédent, la
rigidité de torsion tangente globale d'un profil mince ouvert peut étre

calculée, en premigre approximation, par la relation suivante :

=== | E a_— e 3
GtKN 3' Gt,i‘bl- el

i
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1 Pi
avec Gt,i =5 - ‘/. Gt (si) . dsi
0

b) Cas de la section en double té (OE 1 et OE 2)

A partir des hypothéses précédemment admises (§ 2.4.5.2.), il peut
étre envisagé dans le cadre de la section en double té, la variation schéma-
tique suivante du module de déformation transversale G(x,y) sur la section

droite :

| "_* L

Par ailleurs & niveaux de fissuration voisins (A, B et C), on montre
une forte similitude des rapports (GK)O/GDK calculés respectivement pour la

section en double té mince et la section rectangulaire la plus mince (KE 25).

Ce rapporchement permet d'envisager un calcul de la régidité béton
de la section en double té, comme une combinaison de rigidités de rectangles

minces sans pénétration, soit :

a

= = T = 4-25

GtK = (GKt)&"Xp = Z GiKi = Z
i=1

Le calcul de la rigidité d'une section rectangulaire mince ayant déja

été établi (§ 2.4.3.3.a), la rigidité de la section en double té peut s'écrire :
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(h-2e)

_s
c 26, +4—— . (5,
h-2e
=8
(h-78 x' }11 , dhege)s

2 2 m :J 5

I I
W=t [ L5 +{1_[(h-23)

0 h-2e
1 81
i E— —\—5
0 -, (h-2e)€
S, (h-2e-x m)]} ———
La rigidité GK = Z étant supposée connue (expérimentalement), on
cherche 81
=3 3 =3
z be e — e s
g, [ -3 -7 (h-2e) +  (h-zex' ) ]
il g 4-26
b ke & —
[T +—6— (h—ZE—X'm)]

les valeurs ainsi calculées sont consignées au tableau ( 7 )
o e G1
Remarque : La rigidité Z a prendre en compte lors du calcul de E—-représente
un pourcentage % de la rigidité expérimentale Z. Ce coeFFicient'g tient
compte des corrections & apporter au calcul, inhérentes aux hypothéses admi-
ses-{§ 2.4.3.2.).

En posant :
G1 = GO , la relation ( 4-26) s'écrit
—3 -3
2be = €
- (h= —
(32) = G, - [|5—+ (h-28) . 3 ]
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B -1
Ly | o bel = B 4-27
%. (GO) = [2 3+ (h-28) . 5]

L'inertie exacte (calculée avec toutes les corrections) est :
K = £ = 4810 cm4
-rou

alors qu'en assimilant la section & une combinaison de rectangles minces

sans pénétration, 1l'inertie est :
K = 4942 cmé4

La valeur du coefficient ¥ est donc :

6:%%: 1,025

(soit un écart de 2,5 %).

On peut donc prendre trés justement 3 = 1.

! * ' *
o ‘f X m( ) 31/{30 Phase 70 X m( ) G,[/[:Cl
(cm) (cm)
A 0,967 2 0,990 A 0,890 1,75 |0,866
B 0,865{ 1,5 | 0,815 B 0,829| 1,75 |0,756
C 0,745 71,25 | ;559 e g,761; 1,75 [0,591
ESSAI OE 1 ESSAI OE 2

Tableau 7 : Essais 0OE - Calcul du modulefictif G1

(*) x'm x -e (en cm)

m
(6K),

GoK
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c) Cas des sections creuses (essais KE 11, KE 13, KE 15
KE 18 et KE 20)

des données expérimentales essentielles est apporté

a 1'annexe 4.

c1) Généralisation de la formule de Bredt

Nous admettons les hypothéses suivantes :

- le milieu est supposé continu ;

- la relation U= f( D) reste liénaire (mais non réversible).

En supposant la pression p{x,y) (non uniforme) qui agit sur
la membrane, comme toujours proportionnelle au module de déformation trans-
versale G (x,y), il est possible d'envisager une formulation tangente du

probléme.

L'égalité du travail du couple de torsion C dans un accroissement

virtuel de rotation unitaire lk@—- , et du travail des contraintes T dans

A¥ - zﬂﬁ
t

4y> T . A5. dX-= yln q. Ab. ds
(X (D '

_ B.AC ds
- (zﬂl)z R o Gt(s) . e(s)

des accroissements virtuels des distorsions : , s'écrit :

c‘.zkég%

dz

avec :
= %%2 (flux de cisaillement constant dans un tube)

AL = —KZ-TT_T (la variation de la contrainte de cisaillement)
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A(% = A—C (accroissement virtuel de rotation unitaire)
G, K

t

1 une généralisation de la formule de Bredt sous

la forme :

2
TK Y 4-28
ds

Gt s).els

D

Gt(s) représentant le module de déformation transversal tangent, variable

[7p)
s
n

le long de la ligne moyenne du tube.

c2) Expression du module de déformation transversale

sur la section droite

Les hypothéses admises permettent d'envisager la variation G(y)

suivante :

Y A -~ I
' C

G

1 "
T - — G,

La formule de Bredt généralisée [relation ( 4-28)] permet

d'écrire :
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- 4 Q2 wlnle -
K = = 4-29
1 ds ~ b'+2.c 2(h'-c) lo b bBf
2 I8 T8 TG Gy B
0 o 1 1 1
La rigidité GK étant supposée connuc (expérimentalement), et
en posant : GK = Z et Q = 4 b'z.h'z.e, l'équation ci-dessus permet de
déterminer le paramétre G, soit :
[b'+2c 2(h'-c) i _Eg +‘§L] 7= 0
R e e e
0 o 1 1 1
ou :
Q 2 Q e 2
' put = St [E=) — - b! =
(b +2c—Z.GD) . G 2¢ Z.G0+2(h c) .1c.g|G1 ] G, G; - b'G, =0
En posant x = G1/Go , la détermination de G1 se ramene a la
résolution par approximations successives de 1'équation suivante :
Q 2 Q \ L= 4-30
(b'+2c - 7 GO) . X - [2e =¥ 4 G - 2(h'-c) . Log x] . x - b' =0

Remarque : De m&me que pour les sections minces en double té, la rigidité
(Z) figurant dans 1'équation (4-30), représente une partie §Z de la rigi-
dité expérimentale. En effet, les calculs respectifs d'une inertie exacte

KI (tube de c6tés b et h) et d'une inertie K (en assimilant la section

II
a celle d'un tube mince de dimensions b'=h') permettent de mettre en évi-

dence un rapport 3= KH/KI = 0,892
C'est précisément ce rapport b= KII/KI que l'on admettra tou-
jours subsister entre la rigidité non-linéaire calculée par la formule

(4-29) et la rigidité réelle.

2.4.3.4. - Contribution du béton seul a la rigidité de

torsion tangente initiale

Les formules (4-25) et ( 4-29) permettent le calcul des valeurs

G1/GU pour les différentes phases de rhaque essai (en négligeant la contri-

bution des armatures).
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Ce calcul est rapporté (Tab. 7 ) par les essais OE 1 et OE 2) et

Annexe 5 pour les sections creuses.

La figure (10 ) ci-dessous rapporte 1'évolution de ce parametre
G1/G0 en fonction d'un état de fissuration moyen symbolisé par tm/sm, rap-
port de 1'ouverture moyenne tm au niveau de l'armature la plus tendue et

de la distance moyenne so entre deux fissures successives.

FIGURE 110

KE1l ==-—-
KE ﬂS}

KE 15

KE 18 e

¥Oedr>mO
m
3
I

tm/Sm

Pour une section ne dépassant par un certain niveau de "dégradation"
o -3 e
(voisin de tm/ n < 1,5.10 ), la variation de GT/GD = F(tm/sm) peut étre tra-

duite de fagon significative par des courbes hyperboliques du type :
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G1 a

G, 5
S

3

.

Par ailleurs, on peut remarguer, sur la figurc (110 ) gue l'on
passe progressivement de la courbe supérieure extréme (essais OE 1 et OE 2)
3 la courbe inférieure extréme (KE 13) par une diminution progressive du

parametre Ra/GoK symbolisant 1'importance du phénomene de goujon.

C'est pour cette-raison, que pour les différents essais (KE et
0E), nous allons essayer de relier, ci-dessous, la constante a au parametre
Ra/GOK (Fig. 11 ).

10 .a
2.54° 10°a =24
2,04 /
- |
1.5 4 FiGURE 111
1.0
005-__’_.'./
Ra/GOK
O 1] ¥ L] L) —h

9 0.5 1.0 1.5 2.0

Par extrapolation de la courbe, il est possible d'en déduire la
valeur de a_correspondant au cas oU il n'existe par d'armatures au niveau
de la section (Ra/GOK-—bﬂ). Cette valeur a = a_ = 0,4, correspond a la

valeur de la constante permettant d'obtenir la contribution du béton seul

a l'origine.

On peut ainsi résumer la contribution du béton seul a l'origine

par l'expression :



= 287 <

L [ 1 . | 4-31
1 + 2500 . —=
S
m

2.4.3.5. . Coefficient d'influence ¥ cu "coefficient

dans 1'expression générale (4-24) permettant le calcul de la rigi-
dité globale d'une section quelconque a 1l'origine, figurent deux coefficients

a priori inconnus : 1 etw

11 sont essentiellement fonction de 1'importance de la fissura-

tion et de la quantité d'armatures tendues présente au droit de la fissure.

Une premiere tentative (annexe ) a consisté & envisager une

définition séparée de chacun des parameétres Aet u .

Celle-ci n'a pas permis de donner une concordance trés satisfai-
sante, du fait qu'il existe en permanence une intéraction entre ces deux

parametres.

En remarquant qu'a faible niveau de fissuration (tm/smﬁ—pﬂ), on a
Aet u trés proches de 1, on peut envisager un parametre correctif ¥ qui
ne soit fonction que de 1'état de '"dégradation" de la section, c'est-a-dire

du parametre de fissuration moyen tm/sm.

Ce coefficient ¥ représente 1'erreur relative commise en prenant
A=z M= 1 dans 1'équation (4-24), au fur et a mesure que la fissuration dans
la section évolue. Les valeurs de ¥ calculées (au niveau du tableau 8 )
sont reportées (Fig.112 ) en fonction du parametre tm/sm. On peut y mettre en

évidence une tendance de variation traduite par des droites du type :

:
Vs 44 g . [4D° S—‘“] 4-32
m

avec, en moyenne :

e a =+ 0,05 pour les sections minces en double té
(ou d'une maniére générale les sections minces).

e a = - 0,250 pour les sections creuses
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Fig 12: Evolution du coefficient de "dégradation" de la section : ¥

(cas des sections creuses et en double té minces).
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On pourra calculer la rigidité globale d'une section fissurée,
a l'origine par :

1 1
1 W R
i ) [G % + T = ] ( 4-33)
0 = [—GKb —G-;k—] . Rasm

Notons ci-aprés les rapports des rigidités expérimentales et

calculées [par la relation (4-33)] :

Essai Phase cal/exp écart en % (GK)Cal (GK)exp
(KN.mz) (KN.mz)
0E1 A 0:96 -4 678.4 707.5
B 0.94 - 6. 592.5 652.5
C 1.04 + & 564..8 sS4, s
DE2 A 1.00 0 670.4 668.1
B 1,00 0 625.2 524..9°
C 1.02 + 2 S84 , § 571,21
KE11 A 1.03 + 3
B 1..50 + 30
KE13 A 1.02 + 2
B 1-12 + 12
55 1.20 + 20
KE1S A 1.02 + 2
B 1.02 + 2
KE18 A 0.95 -5
B 1.00 0
KEZ20 A 0.93 -7
B 0.87 - 13
B 1:.22 22

_— o . —— o —— S —— T —— — — ——— —

A priori, la relation ( 4-33) établie, permettant le calcul de la
rigidité tangente & l'origine d'une section quelconque en béton armé en
fonction des paramétres qui la caractérisent devrait étre aussi valable pour

le cas des sections rectangulaires minces.
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En effet, nous avons déja fait remarquer qu'a niveaux de fissuration
identiques (rapports tm/sm trés voisins), la dégradation de la rigidité (symbo-
lisée par le rapport (GK)U/(GOKD), GOKoétant la rigidité de torsion en élasti-
cité linéaire) était analogue pour les sections en double té minces (Essais CE1,

OE2) et les sections rectangulaires minces (KE 25).

par conséquent la formule établie pour les sections minces & profil

ouvert, devrait encore étre valable pour une section rectangulaire mince.

C'est ce qu'on se propose devérifier sur la section rectangulaire

mince (KE 25) et la section rectangulaire KE 24.

Les essais KE 23, KE 24, KE 25 ont été réalisés au Service d'Etude
des Structures du C.E.B.T.P. sur des sections rectangulaires de hauteur h =
0,40 m et de largeur b variable, chacun des essais étant caractérisé par le

rapport b/h défini ci-apres :

Repere b/h Classification
KEZS5 0,45 épaisse
KE24 0,30 mince << épaisse
KE25 0,15 mince

Le tableau (9 ) présente pour les essais KE 24 et KE 25, les résul-
tats expérimentaux et une comparaison des rigidités tangentes a 1l'origine cal-

culées et expérimentales.

La concordance est satisfaisante, notamment pour la section rectangu-

laire mince KE 25 (écart d'environ - 6 % entre le calcul et la valeur expéri-

mentale).



3
I-’f\. ~ Y
Repére _utK) 107, tm/s GDK2 Ra'sy X G, y G1/h0 (Ftk) Cal/Exp
et Phase (KN.m"™) (KN.m"™) (KN.m"™) (m) (KN/m™) (KN.m"™)
(**) (*)
KE 24 A 2530 0.45 2750 1025.8 0.110 1&9.105 0.470 2164 0.86
B 2320 1.36 n B36.1 0.090 i 0.227 1817 0.78
C 1920 2.74 Y 724 .1 0.082 " 0.127 1594 0.83
KE 25 A 283 0.41 340 562.4 0.090 143.105 0.494 281.4 0.99
B 262 1.20 o 370.8 0.086 i 0.250 246 0.94
C 235 1.80 i 315.2 0.077 L 0.182 229 0.97
(*¥) valeurs calculées
(**)valeurs expérimentales
Tableau 9 : Comparaison des rigidités & 1'origine calculées (par la relation (4-33)) et

expérimentales- sections rectangulaires minces

- 260 -
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2.4.3.7. - Généralisation au cas des sections

a) Généralités

Pour des sectionsrectangulaires plus épaisses (ou le rapport de
la plus grande dimension h et de la plus petite dimension transversale 2
devient élevé), la formulation proposée pour la rigidité a l'origine dans
le cas des sections minces (relation 4-33) n'est plus directement applicable.
Elle reste malgré tout valable dans la démarche et dans les principes déve-

loppés.

Pour ces sections, la difficulté essentielle provient du fait qu'aon
ne connait plus, a priori, l'allure des lignes de cisaillement aprés fissura-
tion. Une illustration en est donnée par la figure ( 113 ). Par ailleurs, le
centre de torsion doit se déplacer notablement vers la zone comprimée (Fig.

114), ce qui a pour effet de modifier considérablement la valeur de la

raideur de torsion Ra due aux armatures, en modifiant les bras de levier T, -

|
Torw comprimee
F"-‘mﬂﬂ“a - T " e B G TR P ERND
| T ¥2¥ zone comprimée dans ’
- e :
i (kA 1'état fissuré 1
B o Rk TN, e
Tone Esmurve
st centre de torsion
pression p<p, -
J s aprés fissuration
-
v \\\\<
centre dt' torsion \
= avant fissuration ”' i
T>T,
G<T, i
Ty <T,

—Ti

_______ i g
—— forsion pure B = d:j::::,

— fexion{cvec
fissuration ) g -
+lorsion - P

FIGURE 113 FIGURE 114
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b) Formule de calcul de 13 rigiditsé de torsion 2 l'crigine d'une

section pleine

Dans les principes développés, la démarche de calcul utilisée pour
les sections minces reste encore valable pour les sections épaisses, en envi-
sageant toutefois une réévaluation du coefficient de dégradation ou de correc-

tion ¥ pour ce type de sections.

b1) Contribution du béton

A partir d'un module moyen a l'origine (E;)O calculé a partir de
la valeur particuliére (Gt1)o donnée par 1'expression (4-31)en fonction de
1'indice de fissuration IF = tm/sm, et de la valeur de 1l'inertie de torsion
K en élasticité linéaire, nous pouvons calculer en premiére approximation

la contribution du béton seul par l'expression :
(G K.) = (ﬁ;) . K

Les valeurs ainsi calculées sont reportées au tableau ( 10 ) ol
1'on a porté aussi les valeurs de la rigidité en élasticité linéaire GDK,
et du produit R_.s_ (la valeur de Ra étant celle obtenue en supposant tres
injustement le péle principal occupant toujours la méme position, quelque

soit 1'état de fissuration).

b2) Coefficient de dégradation et de correction ¥:

Ce coefficient englobera 1'influence concomittante des paramétres
?tetﬂ{ et la validité critiquable de certaines hypothéses. Il sera calculé
par la relation (4-33) dans laquelle OK représentera la valeur expérimentale
de la rigidité de torsion. Les résultats de ce calcul sont portés au tableau
( 10 ) et présentés a la figure ( 115 ) en fonction de 1'indice de fissuration

moyen de la poutre I. , tel que I, = tmfsm.
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f (‘J Essai symbole

1.30 KE 24 L]

KE 23 .

KE 19 =}
1.20 KE 10 &

KE 12 .

KE 14 o
1.10 | KE 17 +

-+
® 10° ¢ /
0 | o’ Sm
, =
. + 1.0 2.0
[}
? 090 4 ——————— e e — _ ———
moy ot o b e =
[ ]
]
0.80
FIGURE 115
a

0.70

Pour les sections de faible raideur relative (Ra/GOK), et pour
-3
N?
les grandes valeurs de tm/sm (tm/sm) ~2.10
rable.

), la dispersion est considé-

Pour des valeurs de tm/sm, telles que 0 < t_/s_ < 1,3.10_3, la
dispersion des résultats n'est pas forte, et on peut alors traduire une
tendance générale par la valeur moyenne suivante :

¥ - 0,90

b3) Comparaison des rigidités expérimentale et calculée

A partir de cette valeur particuliére de QF, on peut, pour chague
phase de chacun des essais relatifs aux sections pleines, recalculer la ri-
gidité globale par la relation (4-33), toujours selon les hypothéses admises,

et la comparer & la rigidité de torsion expérimentale.

Cette comparaison est donnée au tableau ( 10 ) sous la forme du

rapport (GK)cal/(GK}exp'



Référence | Phase 105t /sm (GtK)D exp (GDK)CalC Ra/G K (Gth)o cale ¥ GK)exp
. kN . KN . kN . calculé

A 1,04 41900 52560 0,626 56700 0,881 1,02

KE 10 B 1,21 55000 52560 0,626 55400 1,018 0,88
C 2,57 28500 52560 0,626 52500 1,144 a,79

KE 12 A 0,25 41800 45360 0,459 59800 0,955 0,95
B 2522 25500 45360 0,459 51000 15325 0,68

A 0,28 48900 52560 0,447 45800 0,958 0,96

KE 14 B 1,74 28700 52560 0,447 56600 1,281 0,70
C ,90 26600 52560 0,447 55900 1,381 0,65

A 0,29 47500 50760 0,264 41600 0,880 1,082

KE 17 B 0,47 40200 50760 0,264 58800 0,968 0,95
C 1,04 52200 50760 0,264 54400 1,073 0,84

A 0,25 53000 54360 0,844 46500 0,879 1,02

KE 19 B 0,92 52000 543560 0,844 58800 0,751 1520
C 1,51 40600 54560 0,844 55900 0,892 1,00

A 0,49 6650 7500 1,589 5640 0,857 1,05

KE 25 B 1,18 5850 7500 1,589 5010 0,876 1,05
C 2,72 4600 7500 1,589 4510 0,895 1,00

A 0,45 - 2550 2742 5,144 2170 0,874 1,05

KE 24 B 1,56 2520 2742 5,144 1860 0,836 1,08
C 2,74 1920 2742 5,144 1720 0,944 0,95

TABLEAU 10 - Sections pleines - Comparaison des rigidités expérimentales et calculées

=: 98% =



o EM

Sur les 20 cas, ces rapports ont une moyenne de 0,95 avec un coef-

ficient de variation de 13 %.
Les résultats scnt donc assez sati

Une récapitulationgraphique des ccmparaisons rigidité expérimentale-
rigidité calculée est apportée par les figures (116 ) et (117 ). On y cons-

tate que la concordance est trés satisfaisante.

la rigidité de torsion a l'origine peut étre évaluée par la démarche

11lustrée ci-dessous

GK],

FIG 118: DETERMINATION DE LA RIGIDITE A L'ORIGINE D’UNE SECTION
EN BETON ARME

-

( ) Sections double té minces V-1 . 50
Sections rectangulaires minces - ' '

Sections creuses VY- 1 - 250 =

|57 5°
3 |3 =3 |3



@
A GKexp
35000 300 650 "N m? .
A gt —— SECTIONS MINCES s————=
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* & (I). ' OE:1 L
W ¥ 8 a
OE2 .
KE25 O
30000 250 550- KE( 131518 20) o
@O.
* q O \I"B
v W w ‘ @
5 @) I
oy 4
2
25000 200 450 Gﬁt_:al L
450 OF ———— mb0 OE > 650
200 KE25 250 ke2s — 300
25000 KE® 30000 —— KE* —— 35000

FIG 116 : Sections minces - Comparaison des rigidités tangentes & l'origine, expérimentales
et calculées (par 1la relation 4-33).
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2.5. - Proposition d'une loi de variation semi-empirique de la

rigidité de torsion tangente d'un profil mince ouvert

2.5.

t= = otroduct Lun
Soit la courbe ci-aprés représentant la variation de la rotation
de torsion par rapport au couple de torsion, lors d'un chargement de flexion

et torsion combinées.

Notons

(ﬁf)t : la valeur expérimentale de la rigidité de torsion tangente dans
une phase quelconque du chargement

(EE)D 3 la valeur expérimentale de cette méme grandeur quand le couple
de torsion est voisin de 0 (Ce=»-0)

moy la valeur moyenne du couple de torsion entre deux chargements
consécutifs

CF s la valeur du couple de fissuration en gauchissement géné (cf.

§ (1.3).A3 ).

C.1 palier de chargement (i+1)
Mmp———————————; _

o DR 1= =
moy p?., i+l

Gl — ___palier de chargement (i)

(a0), AB
-
Mo qlpb

~ A Tl 1 Fw _\]
Pi = Pj.q % connaissant EK1——1~(GK,t

connaissant EKq—a—(GK)O
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Dans la mesure ol nous recherchons une généralisation de la loi

de comportement de la rigidité tangente quand le couple de torsion croit,
il est nécessaire d'envisager celle-ci en examinant la variation de gran-
deurs relatives (GK)t/(GK)0 et Cmoy/cf'

Par ailleurs, on rappelle que notre étude se situe dans le cadre
d'un probléme d'instabilité (en flexion composée déviée). Par conséquent,
le domaine oli la connaissance d'une loi de variation [(GKt/(GK)o] = f
(Dmoy/tf) est recherchée, se situe approximativement dans la fourchette de

valeurs suivantes :
u<(Cmoy/CF) < 0,25

2.5.2. - Proposition d'une loi semi-empirique de variation

de la rigidité tangente (GK)t

Pour les diverses phases A, B et C des essais OE 1 et OE 2, les
valeurs du rapport expérimental (GKt)/(GK)o (tableaux 11 et 12 ) sont res-
pectivement reportées sur les figures ( 118 et 119 ) en fonction des valeurs

correspondantes de Cmoy/tf'
D'une manigre générale, on constate que la dispersion des résultats
n'est pas importante (sauf toutefois pour la phase A de l'essai OE 1, ou celle-

ci est quand méme assez forte).

Cependant, on peut traduire une tendance générale par une courbe

du type :
(6K), ¢ Cmoy
TRy, = © Ce

Par une méthode de régression, on peut déterminer ume valeur signi-
ficative de K pour les essais OE 1 et OE 2, dans les trois phases de flexion
A, B et C. On trouve alors K = 4 pour OE 1 et K = 1,5 pour OE 2. Au-dela d'un
couple Cmoy’ tel que Cmoy/cf > 0,25, la dégradation moyenne de la rigidite
tangente par rapport & sa valeur initiale [valeur a 1l'origine (GK)D] est voi-

sine de 60 %.
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Nous pouvons proposer une relation générale pourl'évaluation de

la rigidité tangente d'une section quelconque fissurée en flexion (fissu-

res droites) :. C
Y i .25 mov
=] 7 “r 1 . — < 0,25
T si0<°C
\ [L Rt f
(T
1 ” b
G~K 1 1
G ot 2% bge - 5 ket
I‘,_ b 0
t
0,60 1 Cno
0 ai | == DS9S
¥ e R I Ce
W G
1 i b
G-K 1 1
Uikt [GK_b - 5 1RaSn
o

La démarche générale de calcul proposée est rapportée a l'annexe
A.8.0.
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e1are|  Croy AEMQ&- [AC/AB-E N o, T(E%)i Phase
(kN.cm) | x 10° x10 KN, m* o)

49-50| 6,696 | 6,5771 | 7,2470 0,672 | T
51-52| 355,91 | 6,155 | 6,9725 0,605 | -2
52-55| 54,72 |6,2509 | 7,1055 s | 0,636 3
ss-s4| 82,58 |6,2720 | 7,1275 Flo662 | ¢
s4-55| 111,67 | 5,760 | &,5455 0,49 | %
; L
{1
64-65| 7 7 7,9545 | 0,948 ﬁ
67-68| 54 5,6 6, 5656 0,502 | 2
68-69| 54,75 | 6,70 | 7,6136 ~ |0,85% | ©
69-70| 81,5 | 5,200 | 5,9091 @ |o0,s74 c
70-71| 107 5,208 | 5,9182 10,377 g
2
L
81-82| 6,75 6,1564| 6,9752 0,744 |
82-85| 20,25 | 5,6250| &,3920 0,564 | S
85-84| 35,50 | 5,417 | 6,1557 0,490 | @
84-85| 55,50 | 5,190 | 5,8977 3 |o,410 | =
85-86| 78 5,640 | 6,409 = o s |8
86-87| 100 4,889 | 5,5557 .| 0,504 g

TABLEAU 11 : Essai OE1 - Evaluation des rigidités tangentes

expérimentales
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noy | 4C/A8 | F(a) Y o | (K% | phase
(kN.cm) | x 107" | EK(AC/AB) | ¥N.m" (GK),

41-42| 6,5 6 |s5,1198.1077 1,00 | <
42-45| 18 5,455 | 5,615 " 0,85 | S
45-44| 50 5,0 6,1458 " 0,75 | ®
44-45| 48 5,0 65,1458 " 2 0,75 2
45-46| 72 5,0 6,148 " i 0,75 | §
45-47| 98,5 | 4,85 |6,56 " 0,68 g
55-54| &,5 | 5,455 |5,6515 0,95 | o
54-55| 18 5 6,148 " 0,79 | §
55-56| 50 4,615 | 6,6565 o,e7 |l @
56-57| 48 4,8 56,5997 % 0,75 *E
57-58| 72 4,64 |6,9186 " 0,62 | S
58-59| 95 4,68 | 6,568 " 0,69 g
65-64| & 5,217 |5,8882 0,95 | <
64-65| 18 4,615 | 6,6565 " 0,75 g
65-66| 30 4,464 |6,9124 " '_ 0,69 | o
66-67| 48 4,664 |6,9124 " 5 | 0,69 c
68-69| 90 5,750 |8,1917 " 0,46 'g

—

| .

- ,--

TABLEAU 12 : Essai OE 2 - Evaluation des rigidités tangentes

expérimentales
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3. - SYNTHESE DES RESULTATS OBTENUS ET APPLICATION A LA THEORIE DE
L'ELASTICITE NON-LINEAIRE

5.1. = Introduction

L'instabilité en flexion compbsée déviée est un probléme trés
complexe. D'aprés la littérature, la seule méthode de résolution exis-
tant & ce jour pour les matériaux béton armé et précontraint, est celle
de Menegotto et Pinto ([97] et [98]). Toutefois, celle-ci ne s'applique
qu'aux éléments a section pleine massive ou & section fermée creuse, car
elle ne permet pas d'introduire les effets de la torsion qui ne sont plus

négligeables dans le cas de profils minces ouverts.

Dans 1'hypothése de la constance des rigidités le long de 1'élé-
ment considéré (confirmé par 1'expérimentation), les expressions del'élas-
ticité linéaire restent valables, & condition, en sus d'hypothéses complé-
mentaires, de pouvoir redéfinir convenablement les rigidités (qui inter-

viennent dans ces expressions pour tenir compte :

- de la fissuration introduite par la flexion ;

- de la contribution des armatures ;

- du comportement du béton du point de vue déformabilité hors
du domaine linéaire, sous un état de contrainte biaxial de

compression et de cisaillement.

Ce travail a donc recherché une meilleure connaissance de 1'évolu-
tion des rigidités de torsion GK et de gauchissement ERH, pour permettre
la détermination directe de 1'état de contrainte et de déformation d'un élé-
ment fissuré en flexion, au fur et & mesure que 1'état de fissuration (sym-
bolisé dans le manuscrit par 1'indice de fissuration IF).T&es m%trodesﬁsemi—
empiriques développées lors de cette étude, dans le cas ou l'inflpence de
la torsion n'est plus négligeable, permettent de calculer directement cet
gétat de contrainte et de déformation dans une section guelconque. Les vérifi-
cations expérimentales effectuées sont trés satisfaisantes. Elles permettent
de juger de la validité des diverses hypothéses faites pour aboutir & ces

relations semi-empiriques. =



- 308 -

5.2. - Principales simplifications et hypotheses admissibles

Celles-ci sont essentiellement basées sur les résultats des expé-

a) Pour les sections massives ou les profils minces fermés, on
néglige toujours l'influence de la torsion et du gauchissement géné.
Pour les profils minces ouverts, pour lesquels, l'effet de
la torsion n'est pas négligeable, il faut adapter au probléme du béton
armé, la théorie de 1'élasticité linéaire dont les principaux points sont
rappelés § 2, et généraliser ainsi les expressions classiques de 1'élasti-

cité linéaire au domaine de 1'élasticité non-linéaire.

b) Dans 1'étude d'un probléme d'instabilité en flexion composée
déviée, on reste toujours dans le domaine des petits déplacements, ce qui

est bien confirmé par 1'expérimentation.

c) On néglige les fleches dues & l'effort tranchant devant celles
dues au mement de flexion, la probabilité de rencontrer des éléments élancés
fortement sollicités a 1'effort tranchant étant tres faible. On élimine, ainsi
le risque de développement d'une fissuration inclinée, qu'il serait treés dif-
ficile & prendre en compte en méme temps qu'une part de fissuration droite de
flexion. Cette difficulté est due au fait qu'on se situerait hors du domaine
d'application du modele de calcul de poutre en treillis, et du modele de fis-

suration droite développé dans cette theése.

d) On peut négliger la rotation de torsion due au couple Cz devant
celle due au bimoment B comme dans la théorie linéaire. Ce point est confirmé
par la comparaison des rotations entre la premigre et la deuxiéme approxima-

tion (cf. Annexe 3).

e) Aprés fissuration totale de 1'aile tendue (dans le cas d'une
section en double té), le centre de torsion sereplace définitivement a une
position indépendante de 1'évolution de la fissuration, position qui d'ail-
leurs est trés voisine de celle du centre de cisaillement aprés fissuration
(conformément & la comparaison faite entre les déformations de cisaillement

calculées et mesursdes).
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f) Apreés fissuration, dans le cas d'un profil mince ouvert, les
distorsions associées au gauchissement sont constantes sur 1'épaisseur et

celles associées a la torsion pure varient linéairement sur 1'épaisseur.

g) Le domaine auquel nous devons étendre les intégrales, défi-
nissant la position du centre de torsion et la rigidité de gauchissement,
est défini par l'aire du béton comprimé et de toutes les armatures longi-

tudinales ;

3.3. - Transposition des résultats en élasticité non-linéaire

Notations :

Section droite : (X))

Aire du béton comprimé et de toutes les armatures longitudinales ( Y')
Contour d'une section droite simplement connexe : (C)

Ligne moyenne d'une section tubulaire (I')

Aire de la section droite : A

Aire intérieure au contour (I') :

Moment statique : S

Moment d'inertie : I

Tracé du plan moyen de la poutre : axe vy

Abscisse curviligne le long du contour : s

Modules sécants E et G, tels que : 0= E.£ et T= G.%

Modules tangents E_ et G, tels que : 0= Et.AE. et T-= G, A¥

3.3.1. - Rappels concernant 1'action de 1'effort normal et

du moment fléchissant

a) Formulation "sécante" - Effet des sollicitations N et M

totales

L'origine des axes x et y est au centroide C, remplacant le centre

de gravité, tel que :

J[ E( ¥) « % . dil= j ECy) .y .dX=0
(X

(3% 0



= 30 =

Les rigidités "normales", "statique" et de flexion s'écrivent :

A = E( y) . do  (indépendante de 1'origine)
J(E')
ES = jf E(y)y . dl= 0 (par définition de C)
)

BT EC y) . y* . dE
)

Les déformations longitudinales sont définies par deux parameétres :

- la déformation au centroide E = N
€ IR

=

- la courbure B = :C

(le moment MC étant calculé au centroide).
E

—

Les relations sollicitations-déformations s'écrivent donc :

N EA 0 &
M, =0 EL 1]

et 1'expression des contraintes normales est alors, dans le cas général :

N MC
0.( Y) =E(y) . [__—_+:. Y]
EA EI
b) Formulation "tangente" - Effet d'un accroissement AN, AM des

sollicitations

L'origine est au centroide tangent Ct tel que, les ordonnées étant

notées Yy
[ Et(y) .y .da=0
")

On peut définir les rigidités :

-Et_A-= f Et(yt) . dE
o)



4

- 311 -

2
BT = J[ Ec(yy) - v - d
(3))

L'accroissement des déformations est défini par

(1'accroissement des moments étant calculé en Et).

Les relations entre accroissements de sollicitations et de
déformations sont donc

AN EA 0 A?.C ¢

Amct 0 ﬁ Ag

L'expression de l'accroissement des contraintes est alors

AM
A{T(y) = Et(y) . %+ _Ct . Y]
EtA E, I

c) Expressions en axes quelconques

Sous leur forme, les expressions précédentes ont pour intérét

essentiel de mettre en évidence la transposition des expressions del'élas-
ticité linéaire.

Dans le domaine des faibles déplacements, la position des centroides
C et Ct étant trés peu variable avec les sollicitations, il est toujours pos-

sible de passer des expressions ci-dessus, valables avec origine des axes en
C ou Ct’ aux expressions dans un systéme d'axes fixe dans la section.

3.3.2. - Action de 1'effort tranchant

il est possible de généraliser aussi les expressions de 1'élasticité
linéaire dans 1'hypothése du module G(y) variable dans la section. Cette dé-

marche n'a que peu d'intérét, ls littérature fournissant des méthodes de réso-

lution plus simples et plus proches de la réalité physique (modéle du treillis
..... REf 76).
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a) Equation de la torsion :

En négligeant d'une part la rotation correspondant aux distorsions
dues au couple Cz (Cf.A.3), devant la rotation & laquelle correspond le
bimoment B, et d'autre part la fleche due a 1'effort tranchant devant la flée-
che due au moment de flexion, l'équation de la torsion mixte s'écrit, sous

forme simplifiée :

3
= 408 = dO._
EK,. o K .= =C (2)

avec : GK et ER&

élasticité non-linéaire.

respectivement rigidités de torsion et de gauchissement en

Comme en élasticité linéaire, cette équation s'intégre facilement,
et on obtient finalement une solution de la forme :

o- ky(Lyd) + k (L,d) . e * (l.d) « e

3
avec d la "distance caractéristique" rapport des deux rigidités del'élastici-
té non-linéaire, a savoir :

EK

al
"
—

GK

par ailleurs concernant ces deux grandeurs, il a été mis en évidence

les résultats suivants :

Rigidité de gauchissement EK1 : elle se calcule par une relation

de forme analogue a celle de ['élasticité linéaire avec un domaine d'intégra-
tion composé des armatures longitudinales et du béton comprimé de 1'aile
comprimée. Elle reste donc constante aprés fissuration totale de l'aile ten-

due, malgré un état de fissuration qui lui, évolue.

Rigidide de torsion GK : elle a fait 1'objet d'une étude particuliére

(chapitres II et IV) qui a permis de mettre au point une relation semi-empiri-

que donnant celle-ci dans un état de fissuration et de chargementquelconque.




e
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b) Contraintes et déformations de cisaillement, de torsion et

de gauchissement géné

Ayant étendu les intégrales de calcul au domaine (¥') précédemment
défini, on peut déterminer simultanément la position du pdéle principal, et
la valeur de la rigidité degauchissement non-linéaire EKT

Position du centre de torsion, telle que :

f E(s) . s) . x(s) . t(s) . ds = O
)

J/P E(s) . Q(s) . y(s) . t(s) .ds =0
O

rigidité de gauchissement, telle que :

K, = f B&) [QT(S)]Z . dS
)

les grandeurs E;} Eg'et B se calculent comme des dérivées de la

rotation

2
= e d8  w s -2 — dO
Bia=BR e § T, =0-T 3 2

Le gauchissement géné se traduit par des déformations longitudinales

&2 et des contraintes normales Ué

a l'effort normal et au moment de flexion.

Celles-ci peuvent se calculer par 1'expression :

5.0
g b o

EK1

la distribution des distorsions n'est pas, dans le cas général, régie

par une hypothese simple, valable quelque soit la forme de la section, comme

l'est 1'hypothése de la planéité des sections pour les déformations longitudi-

nales . Toutefois, dans le cas d'un profil mince ouvert, 1'expérimentation montre

(Essais OE 1 et OE 2) que les distorsions associées au gauchissement géné sont

constantes sur 1'épaisseur et que celles associées 3 la torsion pure varient li-

néairement sur 1'épaisseur.

qui s'ajoutent algébriquement & celles dues
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par ailleurs, la comparaison des déformations de cisaillement cal-
culées et mesurées (essais OE 1 et OE 2 ) s'avére trés satisfaisante
avec les hypothéses envisagées, et permet de généraliser les expressions des
déformations de cisaillement et des caractéristiques qui interviennent dans

leur calcul, par les relations ( *) (¥*), soit :

-C,:t(s)
£ S g AITEENE) »
cl 2 cl 2 m
EL(s)
1 1 3 e
€2 2% 77> )

521 G(s).t(s)

avec :
t(s) : épaisseur & l'dbscisse s.

G (s): module de déformation transversale a l'abscisse s

Dans un cas général de sollicitation, pour un profil mince, la con-

trainte de cisaillement totale & 1l'abscisse s le long du profil d'épaisseur
e(s) (supposée parallele & la tangente & la ligne moyenne), s'écrira comme la

somme algébrique :

- des composantes dues a 1'effort tranchant et au gauchissement geéné
(supposées constantes sur 1'épaisseur) ;
- celle due au couple detorsion pure (supposée nulle surla ligne

moyenne et variant linéairement dans 1'épaisseur) soit :

CT(S) s o 4 . X
EL e(s) EI .e(s)
C, . e(s) ©C, EL(s)
+ f i K ! == e 2 (*)
GK Eﬁa.e(s)

( f , compris entre - 1 et 1, indiquant la position dans 1'épaisseur du profil).
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Dans ces expressions :

- —§§ et EE; sont les rigidités statiques par rapport a Cy et C
ezpectivement ;

X

Lo

- EL(s) : la grandeur géométrique telle que :
s
EL(s) = - “[. E(s) .(ZT(S) . e(s) . ds
o}
- ET et f;, les fractions du couple C appliqué qui sont éguilibrées

en torsion pure et en gauchissement géné respectivement.
4. — DETERMINATION DES RIGIDITES TANGENTES PAR UNE METHODE GRAPHIQUE

1'étude suivante réalisée au C.E.B.T.P. qui a fait 1l'objet de la
présente thése, s'est attachée 3 la mise au point deformules semi-empiriques
de calcul de la rigidité de torsion d'une section en béton armé, de forme quel-
congue, sous chargement combiné de flexion et torsion avec fissuration de fle-

xion.

Basées sur un modele physique de fonctionnement de la section, sous
ce type particulier de chargement, ces relations peuvent permettre la détermi-
nation de la rigidité de torsion en fonction des caractéristiques mécaniques et
géométriques de la section, et d'un indice de fissuration (défini comme le rap-
port de 1l'ouverture de la fissure au niveau de 1l'armature tendue tm et de

1'écartement entre deux fissures successives sm).

Dans l'attente de la mise a terme d'une recherche actuellement réali-
sée au C.E.B.T.P. (*) (relative & la détermination d'une loi reliant le charge-
ment a la variable de fissuration sm) qui permettra un calcul automatique de la
rigidité de torsion, en fonction du chargement en présence d'une fissuration
droite, nous, proposons une synthése graphique des différents essais réalisés,
3 ce jour, dans les laboratoires du C.E.B.T.P. En effet cet outil graphique
rapporte pour deux familles de sections (creuses et pleines) la dégradation
de la rigidité de torsion tangente par rapport & la valeur qu'elle aurait en

gélasticité linéaire, en fonction du rapport C/Co’ avec :
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C : Couple de torsion agissant ;
CO : Couple de fissuration en torsion pure, calculé en admettant
que la contrainte de cisaillement maximal atteigne une va-

leur éyale & la résistance a la traction,

par interpolation, pour un type de section donné (Fig.120et121),
et pour un couple donné, on pourra obtenir (avec une erreur maximum de

1l'ordre de 10 %) la valeur de la rigidité de torsion tangente.




L (GK),
(GK), i, G.K Wi,
GCIK o 044 % |aaas |2:0.83 |a3:079 a0k |hioes latom beion
2.30% |p1:0.22 |B2:0.48 |B3:0.81 i a 101% 813027 |823050 |magore
T 130% 2034 |czgo053 |cazosl

—~——
—— -

= oG o=

fIG 121

| sections pleines |

FI6 120

| sections creuses | CICD
! ‘- T T oh ;
0.20 0 040

¢ 0.10

: 0.20 030 G40
Détermination des rigidités tangentes par une méthode graphique

0
0.0
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CONCLUSION

Ce travail développe une méthode originale de calcul pour un profil mince
ouvert, de la rigidité de torsion et de la rigidité de gauchissement, apres
fissuration de flexion.

Les rotations de torsion, les déformations de cisaillement et de gauchissement
observées lors des essais, semblent également un meilleure concordance avec
les méthodes de calcul proposées, qu'avec les quelques théories simplifiées
existant dans la littérature. '

En élasticité linéaire (avant fissuration), une contribution importante a
été apportée pour tenir compte de la contributiondes armatures dans les
expressions des rigidités de gauchissement et de torsion d'une section mince
ouverte en béton armé.
Un travail de dépouillement important (180 points de mesure environ) a permis
une confrontation détaillée de la théorie au comportement expérimental.
En élasticité non linéaire, 1'interprétation des essais est basée sur une gé-
néralisation de la théorie classique (dans 1'hypothése de 1'élasticité non
linéaire).
On peut ainsi généraliser les expressions qui définissent :

- la position du centre de torsion

- l'aire sectorielle
la rigidité statique sectorielle

- la rigidité de gauchissement.
Aprés fissuration de flexion, on montre que la positionducentre de torsion
est indépendante du niveau de chargement et du niveau de fissuration de la
section droite.
La rigidité de gauchissement étant alors constante le long de la poutre, on peut
"remonter" a la rigidité de torsion expérimentale qui n'est pas directement cal-
culable.
Par une méthode semi-empirique qui permet de relier le module de déformation
transversal G fictif & 1'état de fissuration de la poutre, et en tenant compte
de 1'influence des armatures longitudinales (par effet de "goujon), on dévelop-
pe une méthode semi-empirique de calcul de la rigidité de torsion.
Cette recherche, qui a fait parallelementl'objet d'un contrat industriel, est
d'une grande utilité pratique, notamment pour le calcul et l'utilisation de
préfabriqués de grande dimension.
En Algérie, ou l'utilisation de ce type d'éléments s'est rapidement développé
au cours des derniéres années, ce probléme est de premiére actualité, notamment
en vue de 1l'élaboration des régles de construction relatives a ces ouvrages nou-
veaux.
Par sa contribution importante, ce travail ouvre la voie & des recherches nou-
velles de la solution plusgénérale et plus rigoureuse du probléme de 1'état
ultime de stabilité d'éléments en béton armé ou précontraint.
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