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RESUME

Ce travail est divisé, dans sa présentation, en deux parties
distinctes,

La premigre partie est consacrée & 1'exposé de la méthode de
caicul développée pour la simulation du compbrtement au feu des structures
mixtes acier-béton., On y examine tout d'abord 1%&18ment fini de type
poutre plane sur Tequel est hasée la résolution pas-3-pas. Ensuite, on
aborde les relations uniaxiales qui existent au sein des matériaux entre
.contraintes, déformations et températureé. Le fiuage ¥ est intégfé de
manitére impiicite. On explique également la fagon dont les températures
sont calculées au sein des matériaux, par une méthode explicite aux

différences finies. Enfin, on donne guelques informations sur le code
de calcul numérique dans lequel sont intégrés les éléments théorigues
cités ci-dessus. N
ia deuxieme partie illustre, grédce & quinze exemples concrets,
la maniére dont 1'application de cette méthode de calcul permet de
retirer des enseignements précieux sur le comportement des structures
soumises & Vfincendie. On examine ainsi successivement ;
- deux essais sur des colonnes massives en acier, soumises 3 un
effort norma']'excentréS '
- sept essais sur des colonnes mixtes acier-béton, avec différentes
conditions d'appuis et des efforts normaux centrés ou non,
- quatre essais sur des poutres mixtes (deux poutres simpiement appuyées
et deux autres gui étaient encastrées-appuyées},
- deux essais sur des cadres hyperstatigues composés chacun d'une
colonne et diune poutre mixte,



ABSTRACT

This thesis is divided into two different parts,

The first part is dedicated to the calculation method that
has been developed for the simulation of the behaviour of composite
steel-concrete structures submitted to fire. At first, the examination
is made of the plane beam finite element, on which the step-by-step
solution is based. Then, the uniaxial relations within materials between
stresses, strains and temperatures are described. The creep effect
is taken into accbunt in an implicit manner. The way temperatures
within materials are calculated is also considered ; by an explicit
finite difference method, At last, some informations are provided
about the numerical code in which the above-mentioned theoretical

elements are incorporated.

The second part illustrates, by means of fifteen real examples,
how the application of that method Tet us draw some important informations
on the behaviour of structures submitted to the fire, One after the
other are discussed ;

_; two tests on heavy steel columns, submitted to an eccentric load,

- seven tests on composite steel-concrete columns, with different
support conditions and centric or eccentric loads,

- for tests on conposite beams (two simply supported beams and two
beams with an end fixed) ,

- two tests on frames, each of them made of one composite beam and

one composite column.
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NOTATIONS

Avant de présenter les notations, nous devons attirer 1'attention
sur deux points particuliers.

Tout d'abord, certaines notations vraiment particuliéres ne sont
pas reprises ici car elles sont d'un usage trop restreint etfou contredi-
sent celles des autres chapitres. Elles sont alors définies dans Te
texte Jors de leur emploi.

D'autre part, nous avons classé les différentes notations reprises
ci-dessous par ordre aiphabélique et nous avons indiqué en regard de
-chacune d'elles le numéro de la page ol ce symbole apparait pour la
premigre fois. De la sorte, le Jecteur qui se véfére a

5

cette partie
pour connattre la signification d'une notation pourra également se
reporter a la page indiguée et obtenir des informations supplémentaires.

SYMBOLES
'X- : matrice %E' T dérivéé totale
¥t vecteur %;- : dérivée parfie1]e
X .o vectéur disposé en colonne T : température en degré Kelvin
x ¢ vecteur disposé en ligne T : température en degré'CeTSius
dx : différentielle . o AX s accroissement
3 : variation
INDICES:
a : acier
b : béion

.8 . eau



Fij
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KO

: facteur d'amplification de 1'erreur

: exprime la partie linéaire du tenseur de Gréen
: largeur d'une maille de la section droite

: chaleur spécifique d'un matériau

. terme de capacité dans 1'équation de la chaleur
: excentricité d'une charge

: épaisseur d'une maille de la section droite

: module d*élasticité tangent

: module d'élasticité a 1'erigine

: module d'écrouissage

: module de la branche des;endante du béton

: force de volume

: facteur de forme

charge thermigue

: coefficient d'échange par convection
: fonction d'interpolation

: terme de conductivité dans 1'équation de la chaleur
: matrice de rigidité infinitésima]e

: matrice des contraintes initiales
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CHAF’ITRE I - INTRODUCTION |

I.1 - NATURE DU PROBLEME

La manidre la plus efficace de Tutter contre les effets néfastes
d'un incendie est d'éviter son déclenchement. Lorsque, maigré les
mesures de préventibn, un incendie survient, il impofte que Ta détection
et 1'alarme soient aussi rapides que possible. Dans ce cas, une extinc-
tion automatique du foyer naissant peut Btre envisagée (sprinkler).
Malheureusement 1'expérience montre que, maigré toutes Tes précautions
prises; ces trois stades (prévention-détection-extinction) sont trop
souvent dépassés, Des incendies se déclarent malgré tout.

Lorsque cette éventualité néfaste se produit, un compartimentage
adéquat permet de Timiter Te développement dans 1'espace de 1'incendie
qui fait rage, La conception du bdtiment doit, & ce moment, permettre
de Timiter les effets dangereux 1i&s au feu, notamment grdce au choix
de matériaux ne dégageant pas de fumées nocives ou 3 la présence
dfexutoires pour ces fumées. Bien sCr, une &vacuation rapide des

personnes est abselument essentielle.

Cependant, pour gue les mesures qui concernent Je compartimentage,
1a nocivité et 1'8vacuation puissent produire leurs effets, i1 est
nécessaire que 1'intégrité de la structure portante soit maintenue
durant un temps suffisant. Bien siir, la majorité des décés survenus
aux occupants de batiments incendiés sont dus & 1'asphyxie (voire aux
briilures) plutdt qu'd un effondrement de ta structure. Cependant les
personnes gui se sont retrouvées bloquées aux étages supéfieurs dtun
jmmeuble-tour dont la base &tait en flammes ont bien compris que leur
survie dépendait, autant que d'un bon compartimentage et d'une possibilité

“de Fuite, aussi de la stabilité des &tages inférieurs. Les pompiers
également qui, grace & leur équipement sp&cial, sont amen&s & intervenir
dans des bitiments en proie aux flammes, doivent pouvoir compter sur
une bonne résistance au feu de la structure. Enfin, méme en dehors de
toute considération relative aux personnes, on peut avoir intérét &
éviter 1'effondrement d'un batiment afin de permettre des réparations

et ainsi de réduire le colit 1i& & 1'incendie (cas des entrepdts industriels).



Ainsi donc, une bonne résistance au feu de la structure est une
condition non suffisante mais nécessaire pour limiter les effets néfastes

d'un incendie.

On n'imagine plus aujourd'hui de concevoir un bidtiment sans se
soucier de sa résistance au feu, ou de se Timiter & ce propos a 1'utili-
sation de régles empiriques. La premiére méthode scientifique destinée
a prévoir la durée de résistance au feu d'une structure fut la réalisation
d'essais en vraie grandeur, A 1'heure actuelle (1985), cette méthode
est en principe Ta seule qui soit admise légalement dans notre pays.

Elle est donc encore trés employée.

Si les tests en vraie grandeur possédent des avantages irrempla-
¢cables, surtout en ce qui concerne 1'observation de désordres locaux,
ils ont aussi- certains inconvénients. Le premier de ceux-ci est 1ié
& la taille des fours d'essais. Le plus souvent, on reste limité &
des &léments de structure simples : une poutre, uné'co10nne, voire
un cadre simple pour les plus grands fours. Des limites physiques
existent aussi concernant la capacité portante des ponts levants dans
les Taboratoires, la grandeur des charges a appliquer ou le type
de condition d'appui & réaliser. Enfin, des impératifs de délais et
de colits rendent impossible 1a conduite d'une étude paramétrique comme,
par exemple, 1'influence de la Tongueur de flambement sur la charge

portante d'une colenne.

I1 est donc nécessaire de disposer de méthodes théorigues
basées sur le comportement réel des matériaux et permettant de calculer
la résistance au fey des structures. Ll'objectif fixé pour Ta présente
gtude est 1'éTaboration d'une méthode de calcul de la résistance au
feu des ossatures planes qui, tout en ayant un large domaine d'applica-
bitité, permette en particulier de traiter le probléme non encore
résolu des é&léments mixtes acier-béton,



1.2 - ETAT DE LA QUESTION

Certains types de matériau ou de structure se prétent mieux
5 1'établissement de méthodes de calcul simples,grdce & certaines de
Jeurs propriétés physiques.

C'est notamment le cas des structures en bois dont on peut
calculer directement 1a charge de ruine grice notamment au fait que
1'allongement thermique de ce matériau est nul, La connaissance de la
vitesse de panétration de la carbonisation et de la variation avec la
température des proprigtés mécaniques permettent un calcul sembliabie
3 celui qui serait conduit 3 température ordinaire. En effet, 1'allon-

gement thermique inexistant entraine 1'absence de contraintes thermigues
sur 1a section droite ainsi gue 1'absence de variation des soliicitations
méme dans tes structures hyperstatiques. On consultera & ce propos [B6}
et [7].

Dans le cas des structures en acier, la grande conductivité
thermigque du matériau permet de considérer i'hypothése de température
uniforme sur la section droite des &léments. Ainsi donc, il n'apparait
pas de contraintes thermiques sur la section droite sutres gue celles
qui sont dues sux variations des réactions d*appuis dans le cas des
structures bridées. Dans ce cas, les soilicitations de bridage doivent
Btre calculées par une wéthode classique de résolution des structures.
i on connait la manidre dont s'échauffent les différentes sections
ot 1a variation avec 1a température des caractéristiques mécanigues de
1'acier, on peut egalement effectuer un calcul plastique d'une structure
en acier. Dans ce type de zalcul, on néglige habituellement Tes non-
lingarités géomélrigues, Des incertitudes demeurent,notamment en ce
gui concerne Te flambement des colonnes sous comprassion et flexion

combinge. A propos du calcul des &léments en acier, on consultera [1].

Le béton guant & Tui, est caractérisé par une faibie conductivité
thermique, Dansz les &léments ol ce watérisu intervient, e champ thermigue
#3t fortement non uniforme et transitoire, [T ne peut Btre déterminé
que par des techniques numérﬁqueég fans ie cas du beton arm@, les sections
d'acier sont faibles devant la guantité de bétonm, et on les négiige Jors
du calcul des températures. Pour les sections de formes simples {(daiies,
poutres rectangulaires ou en té), on présente tes résultats types sous



forme de graphiques ou de tableaux, Ceux-ci peuvent étre utilisés pour
effectuer un calcul 3 la ruine qui n'est possible gue moyennant certaines
simplifications {par exemple la capatité portante du béton est intégra-
Tement maintenue aux températures inférieures @ 500°C, alors qu'elle
disparait totalement pour des températures supérieures),

Le plus souvent, toutefois, la rupture des structures en béton
armé survient par allongement excessif de 1'armature de traction., On
a ainsi développé le concept de température critique dans 1'armature
et des indications pratiques sont données a propos des enrobages
d'armature et des dimensions de la section gqui assurent telle ou telle
résistance au feu. Ces recommandations pratiques sont déduites des
champs thermiques calculés numériquement puis confrontés a des essais
réels, Si elles s'appliquent assez simplement dans le cas des structures
jsostatiques, celui des structures hyperstatiques est en gé&néral beaucoup
plus complexe, A propos du calcul des &léments en béton armé, on pourra
consulter [D6]. h

Dans le domaine des constructions mixtes, la présence dans une
méme section de deux matériaux différents comme 1'acier et le béton,
chacun en quantité importante, rend la solution du probléme encore
plus difficile. Ces deux matériaux possédent des caractéristiques
thermiques différentes. Le champ de température sur Ta section droite
est fortement non-uniforme et transitoire. I1 ne peut &tre déterminé
que par des techniques numériques., Le calcul de la capacité portante
relative & ces &léments est compliqué car chaque point de la section
droite posséde & chaque instant sa propre température et donc ses
propres caractéristiques mécaniques. Le concept de température critique
n'est plus valable puisque, méme dans 1'acier, Ta température n'est
pas uniforme, Des méthodes de calcul simplifides ont toutefois été
développées pour certains types de sections particuliéres,

1. Pour ses colonnes et poutres AF (chap.YII) ARBED a développé une
méthode de calcul & la ruine basée sur des réductions de la section
résistante et sur la diminution des caractéristiques mécaniques des
matériaux {8-9 ]. Cette méthode simple donne de bons résultats
dans son domaine d'app]ﬁcation. Elle posséde cependant de nombreuses
limitations : dans les colonnes, la charge doit &tre axiale et la
hauteur est limitée, la section droite ne doit pas &tre trop petite.



On se Himite aux &léments simples (poutre ou colonne).

Pour ses colonnes composées de tubes en acier remplis de bdton,
COMETUBE a mis au point une méthode de calcul de Ta charge critigue.
Cette méthode impose 1'utilisation de coefficients mingrateurs

pour les colonnes peu armées, de faible Elancement ou fortement
chargdes, Les moments de flexion sont introduits sous la forme
dfun coefficient de majoration de la charge qui est fonction de

1'excentricité, On consultera & ce propos [G1],

Un type particulier de poutre esi constitué par un profil en acier
laming, au dessus duquel se trouve une daile en béton, Les deux
matériaux acier el béton sont présents en quantités importantes et
agissent en collaboration pour 1a reprise des charges extérieures,

11 s'agit donc bien d'une structure mixte, Cependant, les deux
metériauz ne soni pagrméﬁés intimement ot e champ theymioue ss
détermine fecilement i on considére que dang ?a”p@u&va?§é gn acier

iz température est uniforme ei gue dang Ta dalle en béton 1'&coulement
thermigue sst unidimensionnel, Pour ce tvpe narticulier de struchure,
un calcul & 1s ruine est aussi possible,

=

Gutre Te fadt qu'elles sont Timitées & un type particulier de

matériay ou de geciion drofte, ces méthodes & Ta ruine négligent deux

shénomines importants

I

Les ellongements thermigues diTTérentiels dans yne section draite
ot un effet inportant au aivean des defor
o G

i inTluence

ations de la structure,

#

des 56T Hicitation contraintes. Lag contralntes thermigues aui

apparatssent gins it e capacité portante diune strurtire

wt 31 hports d'en fenir Compte.

trés gran +]
de service, Ces changements de afométrie moditient Tes collicitations
gt 41 dmporte d'en fenir combis fqalemant,



Comme les contraintes thermiques et Tes déformations de la
structure varient au fur et & mesure du déroulement de 1'incendie
{ou de 1'essai), une solution satisfaisante 4 ce probléme ne peut étre
obtenue que par la simulation numérique, grdce & une technique pas a
pas.,de 1'essai permettant de décrire correctement 1'&tat de la structure
a chaque instant et retracant ainsi tout 1'historique de 1'&lément
testé ou incendié. I1 est généralement admis que cette voie est la
plus porteuse d'avenir et c'est dans celle-13 que se dirigent la majorité

des recherches entreprises dans le domaine.

Des programmes numériques ont déjd &té développé par ailleurs.
Les premiers travaux sur le sujet sont généralement attribuésd 1'équipe
du Professeur BRESLER qui, a Berkeley, développe en 1974 les programmes
FIRES-T [B7]et FIRES-RC [B3] permettant 1'analyse thermique (&1ément
fini a deux dimensions) et le calcul statique des &léments en béton
armé, Une matrice de rigidité sécante est utilisée et e moment de
flexion est constant sur 1'&lément. En 1977, IDING, BRESLER et NIZAMUDDIN
présentent une version modifiée des programmes précédents : FIRES-T3 [I1]
(trois dimensions) et FIRES-RCII [IZ]. On utilise cette fois une matrice
de rigidité tangente et le moment de flexion peut varier lindairement
sur 1'éTament. Plus récemment, le programme FASBUS-11[13] a &té

développé pour 1'analyse des planchers 3 ossature en acier.

Prenant comme point de départ le programme FIRES-RC, ANDERBERG
réussit en 1976 3 introduire dans le calcul numérigue des &léments en
béton armé Tes résultats de ses travaux sur Te comportement mécanigue
des matériaux [A4, A5]. En 1982, FORSEN utilise le programme thermique
TASEF-2 de WICKSTROM [W1] et poursuit le travail d'ANDERBERG en intro-
duisant 1a prise en compte des &léments précontraints et les effets de
changement de géométrie [F2}. Son programme CONFIRE ne s'applique qu'aux
sections rectangulaires de béton armé.

Une autre école igportante en ce gqui concerne le calcul numérique
des &léments soumis a 1'incendie est celle de 1'Université de
Braunschweig en’A]]emaghe. En 1976, KLINGSCH [K2] simule des essais au feu
sur colonnes élancées en béton armé., Les cas Etudiés sont bi-cu tridi-
mensionnels et les effets des grands déplacements sont pris en compte,
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Une année plus tard, HAKSEVER [HB] &tend cette méthode des forces au

cas des cadres en béton armé, Par la suite, ces travaux ont éfé poursuivis,
simultanément aux recherches entreprises & Liége, par QUAST, HASS et
RUDOLPH [Q1] pour permettre 1'analyse d'&iéments mixtes lingaires (une
colonne ou une poutre), A Braunschweig galement, WALTER gwé} a conduit,

3 partir de 1981, des recherches théorigues dans le but de déterminer

les forces de blocages et les déplacements horizontaux de dalles en

béton armé,

En ce qui concerne 1'application des éléments finis & T'ana]yse
d'éiéments en écier soumis 5‘1‘incendie, on peut citer_les pub1%cations
de CHENG en 1975 [c4],de HARMATHY en 1976 [H9], de FURUMORA en 1978 [F7]
et de BABA.en 1981 [B9].

Lorsque cette étude a débuté (1982), le probléme du calcul
numérique de la ré&sistance au feu des &léments mixtes acier-béton
n'était donc pas résolu, '

La présente &tude trouve sa filiation dans les travaux de
J.C. DOTREPPE. Celui-ci, dans le cadre de sa thése d'agrégation de
1'enseignement supérieur [D2] a développé un code de calcul permettant
1'analyse de la résistance au feu d'éléments fléchis, sans tenir compte
des changements de géométrie. Bien que son programme ne s'applique '
gu'aux sections en acier ou en béton armé, le printipe de 1a division
de la section droite en un maiilage rectangulaire (voir § 11.2.3) est
d&j& appliqué. Ces travaux constituait donc une base idéale pour les
développements envisagés,

La connaissance de la température i chague instant en tout point
de T'8lément est nécessaire pour permettre le calcul de la stabilite
d'une structure soumise au feu., La détermination d'un champ thermique
transitoire, méme dans le cas de solides hétérogéneé dont les propriétés
thermiques dépendent de la température, a déja fait 1'objet de nombreux
travaux précédents. Des modéles mathématigues et des'méthodes de
résolution existent, Celles-ci peuvent &tre appliquées aprés quelques
adaptations d'ordre pratique destinées 3 mieux rencontrer certaines
exigences posées par le type particulier d'@1&ment que nous voulons
analyser 3 1'&lément mixte acier-béton,



La situation est moins claire, par contre, en ce qui concerne les
propriétés thermigues des matériaux (acier - bé&ton - isolant). En effet,
malgré les trés nombreux tests qui ont 6té conduits afin de déterminer
ces caractéristiques, on ne peut pas considérer & 1'heure actuelle(1985)
gue des recommandations précises et acceptées internationalement aient
pu &tre dégagées, I1 importera donc d'effectuer un choix & ce propos et
de vérifier 1a bonne concordance entre la réalité et les températures
calculées sur base de ces hypothéses,

En ce qui concerne les lois de comportement des matériaux,
c'est-a-dire les relations existant entre température, contrainte et
déformation, on cobserve une situation & peu prés semblable. De trés
nombreux tests ont &té effectués tant sur-1'acier que sur le béton.

Sur base de ces observations expérimentales, plusieurs auteurs ont présenté
des modéles théoriques susceptibles de représenter le comportement
mécanique des matériaux. On citera, par exemple, les importants travaux
de ANDERBERG [A2, A3, A4, A5], ou bien ceux de SCHNEIDER [s4, S5, S7) .
Hélas, comme pour les propriétés thermiques des matériaux, aucun modéle
n'a réussi a s'imposer sur le plan international. I1 semble plutdt

que chacun reste farouchement attaché a son propre modéle et que chaque
auteur de programme utilise ses propres lois de comportement des matériaux
qui présentent toujours 1'une ou 1'autre particularité par rapport aux
lois des autres chercheurs. I1 importera donc, dans ce domaine également,
d'examiner les différentes solutions qui ont &té proposées et de juger

si 1'une d'entre elles peut &tre adoptée ici. On notera cependant que

les mod@les "b&ton”" ont &té développés en vue d'applications pour le

b&éton armé et que les modéles "acier" ont &té développés en vue d'appli-
cation pour des structures en acier ou en béton armé. 11 n'est pas
certain que la juxtaposition d'un mod&le "acier" et d'un modéle "béton"
développés dans ces conditions, fournisse un modéle satisfaisant pour

1a construction mixte acier-béton.
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1.3 - APPORTS PERSONNELS

Au terme de cette &tude, on peut considérer qu'un pas décisif
g 8té franchi en ce qui concerne 1'étude du compartemeht au feu des
structures mixtes acier-béton. En effet, on dispose maintenant d'une
méthode_numérique qui, &tant basée sur les propriétés caractéristiques
des matériaux et sur la réalité des phénoménes physiques, permet de
déterminer de maniére réaliste la résistance au feu dune siructure,
La méthode de calcul développée dans le cadre de ce travail se distingue
de toutes les méthodes existant jusqu®id ce jour pour le caicul des
structures mixtes soumises au feu. '

En effet, les méthodes manuelles ne fournissent comme résultat
qu'une valYeur de ruine, ¢’est-a-dire la charge maximum que peut suprrter
un &1ément” pour atteindre-une résistance au feu déterminée. Au contraire,
grace au calcul numérique, i1 est maintenant possible de simuler, minute
aprés minute, tout le comportement de la structure -au cours de 1%incendie.
C'est ainsi que, & tout instant, on connait 1%état de déformation de cette
structure et les contraintes qui existent au sein des matériaux.

I1 sfagit 1a d'un apport essentiel pour deux raisons principales.
Tout d'abord, 1'existence des grandes déformations et la présence des
contraintes thermigues influencent la durée de résistance au feu, et
donc la charge de ruine. C'est ainsi, par exemple, que la prise en
compte des changements de géométrie a permis T'analyse de colonnes
avec grande Tongueur de flambement, un domainevqui 8tait inaccessible
aux méthodes manuelies développées pour ceriaines colonnes mixtes.
Ensuite, la connaissance de Ta durée de résistance au feu n'est pas
toujours suffisante, Dans le cas des poutres notamment on désire
souvent obtenir des renseignements sur la déformation ou sur la vitesse
de déformation. Ceux-ci ne sont accessibles que par une méthode pas-
d-pas.
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" L'intérét de la méthode proposée réside également dans le fait
que son application n'est pas limitée d un seul type de section droite,
comme c'est le cas pour la plupart des méthodes manuelles,

Le code de calcu) €laboré dans le cadre de cette étude permet
de considérer différentes configurations de la section droite, repré-
sent&e par un maillage réctangu1aire. Une lipitation trés sévére

a donc été abolie.

C'est ainsi que, dans le cadre de cette étude, on a pu pour 1a

premiére fois étudier de maniére scientifique le comportement de certains
gléments (colonnes hexagonales, colonnes comprenant des demis té)
qu'il était impossible d'appréhender jusqu'a ce jour, a cause de la forme

de leur section droite,

On remarquera également que les méthodes existant jusqu'a ce
jour étajent limitées chacune a un seul type de so]}icitation : flexion
ou compression, 11 est maintenant possible d'étudier, a 1'aide d'une
seule méthode de calcul, des structures soumises a différents types de
sollicitations combinant la flexion et la compression. C'est ainsi
que des colonnes soumises & flexion composée ont pu gtre analysées avec
succds dans le cadre de ce travail alors que, jusqu'a présent, ce
probléme n'était qu'imparfaitement résolu a 1'aide d'artifices plus .ou -

moins valables (chakge centrée "équivalente" le plus souvent).

Enfin, la modification des sollicitations, qui résulte surtout
des contraintes thermiques et qui est particuliérement importante pour
les structures hyperstatiques, est prise en compte autcmatiquement
par cette méthode de calcul. Les effets de bridage sont gvalués tout
au long de 1'essai et on connait & chaque instant la valeur des réactions
d'appuis et des sollicitations en chaque point de la structure., C'est
i cette condition seulement que le calcul des poutres encastrées -
appuyées et des cadres une fois hyperstatiques a pu étre effectué,

I1 s'agit 14 d'une amélioration importante par rapport a ce qui existait

jusqu'a présent comme méthode de calcul.
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=

Pour arriver a ce résultat, on a repris le schéma d*intégration
numérique'sur les deux dimensions de la section droite (quivavait déja
8té utilisé par certains auteurs) en adaptant, en améliorant ou en
corrigeant certains schémas théoriques. La facette la plus originale

-

de notre code numérique réside dans le Tait que, 3 cause de la présence
de matériaux différents, & cause des contraintes thermiques et & cause
des différences de température, chague point matériel suit en fait une

Toi de comportement différente (voir chapitre III).

Comme i1 n'existe pas de soluticn universellement admise pour
Tes lois de comportement des matériaux, nous avons entrepris une étude
bibliographigue concernant les résuitats d'essais et Tes modéles
théoriques proposés. Nous avons ainsi défini des lois uniaxiales
de comportement pour les matériaux acier et béton (voir chapitre III).
Nous avons montré par expérimentation numérique que, si Ta prise en
compte de 1'écrouissage de 1'acier est essentielle, i1 est possible
d'obtenir des résultats satisfaisants lors de 1'anéiyse des structures
mixtes, méme si on ne censidére pas les effets du fluage de maniére
explicite.

L'application des théories sur la stabilité des schémas
d’intégration numérique nous a permis de définir de maniére exacte
Je critére du pas de temps lorsque, dans 1'analyse thermique par une
méthode explicite aux différences finies, différents matériaux et
différentes dimensions du mailiage sont présent$.. Le pas de temps
exact qui est ainsi calculé est, pour Tes types de sections que nous
avons étudiés, couramment supérieur ou &gal a 1,5 fois le pas de
temps fourni par le critére approché qui est généralement proposé
(voir chapitre IV},

Lors du calcul des températures, 1'influence de 1'eau libre
est prise en compte, non seulement Tors de son gvaporation, mais
dgalement lor's de son éventuelle recondensation dans les zones plus
froides (voir chapitre IV)., A notre connaissance, c'est la premiére
fois qu'une tentative de ce genre est appliquée au calcyl des
structures soumises a 1'incendie.
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A cause des différences qui existent parfois entre les valeurs
recommandées dans la littérature pour les propriétés thermiques des
matériaux, on a di effectuer certains choix et vérifier la validité
de ceux-ci par la comparaison entre températures calculées et tempéra-
tures mesurées.

=

La réalisation de 15 essais en vraie grandeur Tiée 3 cette
étude constitue un apport original des plus importants. On peut
signaler que certains tests effectués lors de cette campagne d'essais
constituent de véritables premiéres : colonnes trés massives en acier;
colonne octogonale, poutre mixte & dalle non collaborante, cadres mixtes,
Les enseignements d'ordre pratique et les informations sur le comporte-
ment de ces structures constituent un apport trés important {voir
deuxiéme partie).

Si cet apport expérimental est essentiellement original, il
faut signaler que ces essais ont eu lieu dans le cadre d'une recherche
ARBED-CECA et qu'ils ont &té réalisés en étroite collaboration avec
Monsieur SCHLEICH, Chef du Service R.P.S. de ARBED-Recherches Luxembourg.

Par 1'application du code de calcul développé dans le cadre de

cette 2tude, on a pu dégager des essais réels certaines indications

qu'on n'‘aurait pas pu obtenir par la seule expérimentation :

- Echanges radiatifs moins importants dans certaines parties des sections
concaves,

- Validité de 1'hypothése de température uniforme dans le cas des sections
trés massives en acier, '

- Influence assez limitée de la teneur en eau libre.

- Grande importance des gradients thermiques.

- Extréme sensibilité des résultats & la déformée initiale du profil et &
1'excentricité accidentelle de la charge, dans le cas des colonnes soumises
a compression pure.

- Importance du refroidissement axial sur le gain de résistance 1ié 3 1'hyper-

staticité d'une poutre.
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PREMIERE PARTIE : LA METHODE DE CALCUL

Ce travail est divisé, dans sa présentation, en deux parties
distinctes. La premiere partie est consacrée & 1'exposé de la
méthode de calcul développée pour 1'évaluation de la résistance au
feu des structures mixtes acier-béton, alors gue la deuxiéme partie
illustre par quelques exemplies la maniére dont 1'application de cette

méthode permet de retirer des enseignements précieux sur le comporte-
ment des structures soumises au feu.

Dans la premiére partie, on examine successivement la méthode
des éléments finjs sur laguelle est basée la résolution pas-3a-pas,
puis les relations qui existent au sein des matériaux entre contraintes,
déformations et températures. On expligue également la fagon dont
les températures sont calculées au sein des matériaux. Enfin, on
| donne quelques informations sur le code de calcul numérigue dans
Tequel sont intégrés les é1éments théoriques cités ci-dessus.
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CHAPITRE 1II - EQUATIONS DE RESOLUTION DU PROBLEME STATIQUE

Dans ce chapitre, on présente 1'égquation générale d'équilibre
basée sur le principe des travaux virtuels. Aprés avoir décrit e type
d'élément choisi et les hypothéses qui s'y rattachent, on donne }a'forme
que cette &quation présente lorsque le champ de déplacements est discré-
tiséd. On particularise pour le calcul de la matrice de rigidité et des
forces hors équilibre. Enfin, on aborde le probléme du processus de
convergence vers 1'8quilibre ainsi que le test qui lui est associé.

Toute cette étude se place dans le cadre habituel du référentiel
cartésien et de la description de Lagrange, c'est-a-dire que le mouvement
d‘un corps est décrit en suivant les trajets des différentes particules
qui forment ce corps, & partir d'une position de référence. Cette
description lagrangienne est celle qui convient le mieux pour &tudier
les problémes des structures de 1a construction parce que les &quations
non lingaires d‘équilibre s'y formulent et s'y résolvent mieux et parce
que la configuration de référence revet une signification naturelle,
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11.1 - EQUATION GENERALE D'EQUILIBRE
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_ L‘équation générale d'équilibre d'un corps déformable peut s'écrire
sur base du thdoréme des déplacements virtuels.

$i un corps déformable en equilibre dans Ta configuration Yoo
par'rapport i 1a configuration initiale T, est soumis & un champ de
déplacements virtuels et cinématiquement admissibles,le travail virtuel

des forces extérieures et celui des forces internes sont &gaux

S, ©6E., d¥ = jPF. su, dvV + JﬁT. su. dA (I11.1)
‘/;'ik ik y d o J " d
Sig ¢ contrainte dans la configuration'yn (%)

F. : force de volume
T. = traction de surface
su. : déplacement virtuel & partir de la cbnfigufation Yn

SEik: variation du tenseur de Green correspondant & la variation
~du champ de déptacement du,

Uk 85,4)

=1 5u19k +oSuy oot Uy 6Uj,k

51 y est le champ de déplacement réel depuis T vers yn(figure 11.1)

Ce théoréme est &tabli & partir des équations d'équilibre du corps,
i1 exprime cet équilibre et est indépendant du matériau constituant. Pour
sa demonstration, on consuliera par exemple [F1].

Le mode de représentation utilisé ici prend constamment comme
référence la configuration initiale I du corps. On 1'appelie Description
Lagrangienne Totale (DLT). |

(x) I1 s'agit des contraintes de Piola-Kirchoff n°2 définies par
exemple dans [F1}, . :



L'application du théoréme (I
équations hautement non lindaires.
dite sécante du corps, ainsi que 1'i
cas a une dimension,

I1 est prefitable dans beauc
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I.1) ci-dessus, conduit & des
Celles-ci définissent 1a rigidité
Mustre 1a figure 11,2 dans un

oup d'applications d'établir une

version linéarisée des équations mentionnées au paragraphe précédent,

Pour ce faire, on considérera une position d'équilibre du corps
PS Y

et une position trés voisine incrémentée y

nep (Figure I1.3).

On passe

de la position Y a yﬁ+1 par une variation du mouvement qui est supposée’

suffisamment petite pour que les produits des composantes du déplacement

soient négligeables devant ces compo

En écrivant Je théoréme des

santes elles-mémes,

travaux virtuels dans chacune des

deux positions voisines, en soustrayant celui relatif 3 ?n de celui

établi en Yne1? et en négligeant les
obtient 1'expression incrémentale du

,/\:(Sik Su g+ Ry Bgyqy) dV =

produits des accroissements, on
principe des travaux virtuels,

Cevg v [T o
JCﬁFJ 5VJ Vv + A ATJ 6VJ dA

(11.2)

Sik : contrainte de PioTa-Kirchoff n°2 dans la configuration \r

Rik : accroissement des con

forces de volume

tractions de surface

traintes de PK2 entre Yn et Tnsl

n "

: partie non Tinéaire de 1'accroissement du tenseur des

ik partie linéaire de 1'accroissement de la déformation.

AF- : 11 n 1]
J
n n [[]
ATj -
Vi oo variation du mouvement
]J .
ik déformations.
=1v, . v,
5 V3.1 ik
=1 . R T
’2' (ZJ:k VJ’1 st1
zj : coordonnée de la confi

Yi.k

)

guration Y, par rapport ar.

La démaonstratian de ce principe se trouve dans [Fl].
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Les équations que 1'on peut déduire du théoréme (I1I.2) ci-dessus
sont Tinéaires. Elles permettent de caiculer, par applications successi-
ves, la positicn Yol i partir de la position Yﬁ et de ses caractéristigues,
Elles définissent la rigidité dite tangente du corps, ainsi que 1'illustre

Ta figure 1i.4 dans un cas & une dimension.

L'expression incrémentale développée dans ce paragraphe se situe
toujours dans ie cadre de la D.L.T. puisqu'elle résulte de 1z différence
entre deux expressions &crites par rapport & la configuration d'origine r,

Les deux expressions précédentes du théoréme des travaux virtuels

~ sont étabiies'én prenant constamment comme référence la configuration
jnitiale T du corps. La description lagrangienne n'oblige pas & se reporter
3 la configuration initiale, mais c¢'est Ja méthode la plus utilisée,
peut-8tre parce gue 1°'état initial d'un corps parait &tre une référence
naturelle. '

Fn fait, on peut utiliser comme ré&férence tout état connu de la
structure. Dans T'optique d'un principe incrémentiel, ol 1fon veut
trouver une configuration voisine & partir d'une configuration donnée,
i1 sembie logigue d'employer comme configuration de référence cette
derniére situation donnée. On se situe alors dans Te cadre de la Descrip-
tion Lagrangienne Relative {D.L.R.} et 1’expression incrémentale linéa-

risée du principe des travaux virtuels est la suivante [Fl]:

f(o_ik Su g+ Py Sngy) V= [oF vy dve faToevida (113
v v A
Uik - contraintes vraies dans Y

Pip contraintes incrémentielles Tin&aires

AFj : accroissement des forces de volume enire Y et Yne1

ATy . " des tractions de surface " u

vy champ de déplacement " "

T partie quadratique du tenseur de Green correspondant & v

an

Nag partie lingaire . N o " .
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Si 1'on compare ce formalisme & celui de 1a D.L.T., on constate
que cette fois, le champ incrémental g'est le seul qui apparait. Le
champ total y est absent et le terme de couplage

AR R RN

a disparu. . C'est 1'un des gros avantages de la D,L.R. sur la D.L.T.

Dans 1a suite de ce travail, on appliquera 1'expression incré-
mentale des travaux virtuels en description lagrangienne relative,
c'est-da-dire 1'expression (I11.3} ci-dessus.

I1.2 - FORMULATICON DE L'EQUATION D'EQUILIBRE APPLIQUEE AUX ELEMENTS FINIS

Selon la technique habituelle des éléments finis de déplacement,
on fait choix d'un champ de déplacement sur tout le domaine occupé par
1'élément. Ce champ y(e), desting & représenter au mieux le champ réel ¥
est une combinaison des N inconnues nodales, déterminée par les fonctions
d'interpolation, Les inconnues nodales sont en fait les valeurs des
déplacements aux différents noeuds de ]'élément. On écrit

v.(e) = h, g ' (11.4)

o

vi(e) : iéme composante du champ de déplacements discrétisé
q, : (e =1,2,...N) Tes N inconnues nodales de 1'&lément

¢ fonction d'interpolation montrant 1'influence du
déplacement nodal q, sur Ta iéme composante de y(e)

ia

L*&lément fini qui est utilisé dans cette étude est un &lément
du type poutre et posséde un noeud & chacune de ses extrémités. On
appellera "axe de référence” de la poutre la ligne droite joignant les
deux noeuds de 1'é&lément. I1 s'agit donc d'une ligne fictive de
1'espace au contraire de la "fibre moyenne" qui est le lieu des points
matériels de 1'é7ément qui joignent Tes deux noeuds lorsque la poutre
n'est pas déformée. A ce moment, 1'axe de référence coincide avec la
fibre moyenne mais cette derniére est la seule qui se déforme avec
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1'élément (voir figure 11.5),

On se Vimite 3 1'étude des forces et des déplacements situés
dans un plan qui comprend 1'axe de référence de 1a poutre. Le nombre
de composante du champ de déplacement discrétisé est donc réduit & deux :

vl(e) : composante du déplacement paralléle a 1'axe moyeh
de la poutre

vz(e)': composante du déplacement perpendiculaire & 1'axe
moyer.

Les degrés de liberté de chacun des deux noeuds sont au nombre
de trois : deux translations et une rotation. Las 6 inconnues nodales
de 1'é&lément sont représentées a la figure 11.6.

Comme nous nous trouvons dams la cadre de la description lagran-
gienne relative, le champ de déplacement que nous devons® décrire est le
champ incrémentiel y obtenu & partir de 1a position d'équilibre précédente,
Or, dans cette position, et en toute généra?ité, la poutre avait déja
gté daplacée comme un corps rigide, mais elle avajt également subi des
déformations. De la sorte, les fibres de la poutre n'étaient pas
nécessairement paralléles & V'axe de référence. La poutre présentait déja
" une certaine courbure, Le champ incrémentiel exact est donc le champ v
représenté sur la figure II.5, Afin d’'obtenir une expression plus simple
du champ discrétisé y(e), nous utiliserons 1'approximation

A
et décrirons le champ incrémentiel & partir d'une position rectiligne
de 1'8lément. MNous nous placons ainsi dans le cadre de la description
lagrangienne relative approchée, appelée aussi Description Lagrangienne .
Actualisée Approchée {D.L.A.A.}.

Cette simplification n'est bien entendu valable que si Tes défor-
mations sont suffisamment petites, ce qui impose une discrétisation assez
fine, c¢'est-a~-dire un plus grand nombre d'@léments (voir figure 11.7).
Dans le cadre de la présente &tude, cette restriction n'a pas une portée
trés importante, En effet, & cause du comportement hautement non lingaire



_20-

des matériaux, il est de toute fagon nécessaire de discrétiser assez fine-
ment si 1'on veut, par exemple, décrire correctement 1'apparition et
1'extension progressive des zones de plastification,

Par Ta suite, nous utiliserons la notation v(e) pour le champ
approché, 1'approximation ayant &té bien définie.

On suppose que, dans 1'élément, 1'hypothése de Bernoulli est
respectée, c'est-d-dire que les sections pTanes perpendiculaires & la
fibre moyenne restent planes et perpendiculaires a la fibre moyenne
au cours du processus de déformation. On dira que 1'&lément est du
type "poutre d'ingénieur”, par opposition & la "poutre de Hencky"
dont les sections droites peuvent subir une rotation par rapport a

la fibre moyenne.

Une des particularités de 1'&lément poutre est de présenter un
niveau supplémentaire dans la discrétisation du champ de déplacement.
En effet, on décrit d'abord la facon dont les déplacements de la fibre
moyenne sont influencés par les déplacements nodaux, aprés quoi il
reste @ décrire les déplacements d'un point quelconque de 1'&lément a
partir des déplacements de la fibre moyenne.

lére €tape : déplacements de la fibre moyenne = f (déplacements nodaux}.

Si x et y sont les coordonnées des points dans 1'élément (fig.II.6),
Uo(x) est le déplacement Tongitudinal de la fibre moyenne

Ve(x) est le " transversal " " "
eo(x) est Ta rotation " " " (fig.I1.8)

2éme Etape : déplacements d'un point quelconque = f (déplacements de la
fibre moyenne).

Le champ de déplacement devrait donc s'écrire, d'aprés les

considérations géométriques qui résultent de la fig.II.8,

1]

U (x) -y sin @O(x) (II.é)
Volx) =y (1 - cos o (x})

Vl{e)

Vg(e)
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Cependant, on sait que les déplacements de la structure lors de
son chargement ou pendant 1fincendie seront décrits pas i pas en une
succession d'incréments qu1 font passeir la structure d'un état Y vers
~un état voisin Yoe1® Si on suppose que deux états successifs sont
suffisamment proches pour que Tes incréments de déformation restent petits
et que les incréments de rotation soient modérés, c'est-a-dire si

sin eo(x) = ao(x)
cos 0 (x) = 1

on peut utitiser comme champ de déplacement incrémentiel le méme champ
qgue lors d'un2 analyse infinitésimale :

vofe) = U_(x) -y o_(x)
1 ° ° (11.6)
vo(e) =V (x)
'$i, enfin, on introduit.1*hypothése de Bernoulli,
' . . dVO
o dx_
dy (x)
aiors,vl(e) = Uo(x) -y Er____ (11.7)

vy(e) =V, (x)

Si maintenant nous exprimons gque, aux noeuds
vie) = a
ye) = g

clest-a-direspar exemple,en x

t
[=]

U, (%)
v, (x)

i
-
n
£
ot

en X

1}
L
o

nous pouvons expliciter 1'expression (II.4) de la maniére suivante :

.g_h
i ou

1, 2
1,...00560
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] | _
avec hll =1 1 : h21 0
2 2,3
L. _5x 6x _ X 2x
hp =y Ot E) =l T T
.2 2 .3
o U 3X _ X X
hyg = -yt ) ho3 =X " Tt 7
X _
Ma= T hog = 0
2 2 .3
- 6x _ 6X xS 2x
hg =y (75 has = 77T 3
| | 2 3
2 -X X ;
x| 3« hoe = X+ X (11.8)
h16 = -y ( Tt [7—) 26 L L2

Par la suite, dans un souci de clarté, nous noterons simplement
v le champ de déplacement discrétisé en omettant la notatien (e). La
distinction entre v(e)} et v a &té clairement définie dans ce paragraphe
mais, & partir d'i:i, il n'zxiste plus aucun risque de confusion puisque

le champ réel ne sera plus utilisé,

Donc : ¥ = champ de déplacement discrétisé.

Dans le plan, les expressions du tenseur de Green des déformations

sont :
3V [ /av 2 o [av 2 1
A S O I ids ) T (i
XX 3X pd ax _ EF
év ~ /3V 2 av 2 -
yy 8y ZLay C\ay
E -1 .B_V_1+S’_2_+E.\ilm+i\igi\iz_ (II'Q)
Xy 2 3y ax 3X oy 3X 3y
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Si on appiique ces.opérateurs au champ (II.5), on péut vérifier que la
composante Ey est identiquement nulle. La composante Ex s elle, n'est pas
identiquement nulle mais, pour conserver Ta cohérence avec les hypothéses de

rotation modérée, de Bernou111 et de Von Karmann (voir ci- dessous), elle doit
gtre négligée. '

Retenons donc uniguement :

_ 2
IS N SR WAL AN W
X 1 2 X 7 \ax

Si, suivant 1'hypothése de Yon Karmann, et puisque les déformations
dncrémentielles restent faibles, nous négligeons 1 Eﬁi devant 1'unité,
nous obtenons : ax

il oo
e -1 (e (11.10)
CUxx T Bx 0 2 \&X o

Telle quelle, 1'expression {(II.10) n'est pas satisfaisante. En
effet, dans le cas trés simple d'un matériau lindaire &lastique et d'un
éTément dont la fibre moyenne co¥ncide avec le centre d'inertie de 1a
section droite, on peut montrer que 1'effort normal n'est pas constant
le long de 1'&iément,

2
G99 1 (¥
= EA {“’T“ + 5 (W (11.11 )

L'examen degvfonct1ons d'interpelation h2 "o =1l,..., 6 montre
bien que le terme ( " ) dépend de la quatriéme puissance de x. Cela ne
~correspond.guére & la perception intuitive que 1’on 2 de 1'&quation
d*équilibre le long de 1'@lément. En effet, si on recherche cette équation
d'équilibre suivant 1'axe x par voie analytique, en exprimant que la
premigre variation de 1'énergie totale est nulle quelque soit le champ
. de déplacements discrétisé cinématiquement admissible que 1'on adopte
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on trouve [Nl]

dN _
x -0

Or, si 1'expression (I1,10) est utilisée, cette propriété n'est
réalisée qu'en moyenne, ce qui est le propre d'un &lément fini de type
déplacement. C'est-3-dire que si P{1} et ??4) sont les deux forces
axiales nodales, on aura :

P1) + Pl4) = 0O

mais dN 40

Sur base de cette constatation, de Ville et Frey [D4] [D5] géne-
ralisent 1'é1ément proposé par Jennings [J1] en adoptant pour les défor-

mations 1'expression suivante :

2

AL IV T ok U A A ™ (11.12)

xx  ax T 2 \3x

0

En considérant ainsi une valeur moyenne du terme quadratique,
on conserve une déformation constante le long de la fibre moyenne.
L'importance de cette hypothése, que nous avons adoptée, sera mise en
évidence par la suite Tors du calcul des forces nodales (§ I11.3.1).
N.B. : On gardera a 1'esprit que Vis Vo et Exx désignent des grandeurs

incrémentieiles décrivant le passage de Yo VErs v .-

Nous sommes maintenant en mesure de reprendre 1'équation d'équi-
libre (1I.3), pour examiner la fagon dont chacun de ses termes se
transforme lorsqu'elle s'applique au champ discrétisé (II.4).
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La partie linéaire du tenseur de Green n vaut d'aprés (11.12)

BVI o

. On
STCD>=<Chie Mo P13ax M Msx Mk >
et {q2>=<Cd 9 G 9 GG G >

La variation est
.. 26V, s
6 = 5 =B g-aqg (11.14)

si <8q> =< 5q1 ‘Squ 5Q3 5‘-]4 5q5 89, >

On suppose qu'il existe une éguation constitutive Tingaire iiant
les incréments de déformation aux incréments de contraintes entre yn‘et Ynel®

Celie-ci prend la forme trés simple

Aoy, = F = E‘t n | (11.16)

ol E, : module d'élasticité tangent de la loi ¢ ~ ¢ du matériau.
Donc, par (I1.13),

r o= Et <bo>gq$
=<a>fp €, (11.17)

puisque r est un scalaire.
Enﬁn,j; Fip Snsy AV =_j; r n dv
| - j\} <a>{b} Ectfeal oV
;<q§a/:’ §6°} E,b™>av fsal
-<a> & {oa} (11.18)
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EO est la matrice de rigiditéd infinitésimale classique, mais calculée

dans la configuration courante.

[ ='/:l {7} £, <b°> v

%L[IA (6%} £y <b°> dA] dx

La matrice apparaissant dans 1'intégrale de surface et résultant
de Ta multiplication des deux vecteurs, comporte des termes proportionnels
< - s L2
a Et » @ y.Et et & y 'Et‘
Comme d'une part le module tangent n'est pas constant sur la section
{comportement non lingaire des matériaux) et que d'autre part 1'axe moyen
ne coincide pas nécessairement avec le centre d'inertie de la section,
il n'y a aucune raison pour que J; y.E, dA soit nul.

Corme nous voulons étudier des structures compo?fant différents
types de matériaux dont les caractéristiques mécaniques ne sont pas uni-
formes sur une méme section droite (& cause des températures différentes},
il est impossible de réaliser 1'intégration des propriétés de la section
droite par une méthode analytique. Une méthode numérique d'intégration
par la méthode de Gauss n'est pas davantage applicable, si ce n'est en
apportant de sévéres restrictions sur la forme et le type de section
possibles. La seulg facon de procéder est de discrétiser la section
droite en un nombre de mailles rectangulaires de 1argeur.bj et de hauteur e;

(cfr. fig.11.9). D'une maille & 1'autre, le type de matérizu (acier,
béton, isolant), Ves caractéristiques mécaniques (rigidité, lTimite é&lastique,
contrainte, déformation), et la température peuvent varier,

Si on considére que ces propriétés sont uniformes & 1'intérieur
de chaque maille, on peut transformer les intégrales de surface en somma-

tions effectuées sur les mailles.
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i i
[;Etd'“wﬂ?‘ft & b
Jg y Et dA =

2
yoE, dA = %

Jar e ons

‘L'originalité du programme réside donc dans la possibilité d'étudier
n'importe quel type de section comportant différents types de matériaux,
simplement par Ta définition du mailiage. Bien sir, par commodité, ce

]
-t M

ied 20, b.
§ Ey Iy & by

maillage est identique & celui qui permettra le calcul des températures.
Ces prbpriétés de la section droite sont &valuées dans deux
sections différentes_(fig. [1.6) et 1'intégration longitudinale est réa-
lTisée numériquement par la méthode de Gauss,
Le reste des calculs est méthodique et est doﬁﬁé & Ttannexe 1.

11.2.3.2. Matrice des contraintes initiales.

l.a partie quadratique du tenseur des déformationsu vaut
d*aprés (II.12} :

| 0 2 {3x
' ) 1‘ L 3\!2 86V2
b =g ﬁ wx ow =

%gi <g>  dx gdqi . (11.19)

A
AV
e .
ﬂ\.

s K92 = hyy y hogp o Moy hog o Bog o Pog x>

La matrice résultant du produit des deux vecteurs taf et <g> ne comporte
que des termes dépendant de la seule coordonnée x (voir (II.8)).
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Tous ces termes peuvent donc &tre intégrés analytiquement sur la
longueur de 1'élément. On constate donc que la matrice notée

L .
G = ./; fo} <9> dx - | (11.20)
est aisément calculable et que ses éléments sont indépendants de x.

Finalement,

JC Tik 6uik dv = JC. Tyx Su dvY
= [ ox <a>p & feaj
=<q>% E./; o, 4V foq}

= <q> «! joq (11.21)

51 est la matrice géométrique ou des contraintes initiales, également

calculée dans la configuration courante.

jf

_ "
(ol
Hr)

L
L
o]
De nouveau, 1'intégration sur la section est &valuée par sommation
sur les différentes mailles et 1'intégrale de longueur est estimée numéri-

quement par évaluation de 1'effort normal en deux sections différentes
et application de la méthode de Gauss.

| &

dA  dx

Oy x dv
T A XX

Le détail des calculs est présenté 3 1'annexe 1.
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11.2.3.3. Forces nodales appliquées

S1 on groupe dans deux vecteurs< aF>> et < AT les composantes
des forces de volume et de surface, dans une matrice H les fonctions
d'interpolation et dans le vecteur< sq_>la variation des déplacements
nodaux, on peut transformer comme suit la troisiéme partie de 1'&quation(11.3)
aprés ‘introduction du champ, discrétisé '

f\l AFj 6Vj dv + f ATj (SVj da

a
'=f < aF > 36v§ dv + f<AT> 36\;2 da
v a
=[./; CHE>h AV o+ .f; <oaT> h da] sq
= <aP> foq} | | (11.22)

<AP>est le vecteur des forces nodales appliquées.

Le calcul détaillé du vecteur<aP™> pour les différents types de
charges appliquées ne sera pas donné ici en raison de son caractére fasti-
dieux et peu original. '

Signaions cependaht que Ta construction du vecteur des forces
nodales appliquée a &té programmée dans le cas (trivial) des forces
ponétue11es appliquées aux noeuds et dans le cas de forces linéiques

“appliquées & 1'axe moyen et variant linéairement d'un noeud & 1'autre.

La direction de ces charges reste constante tout au long
du calcul . Le processus de chargement qui précéde 1'incendie est de
type radial, c'est-a-dire que toutes les forces appliquées croissent
simultanément et suivant Te méme facteur multiplicatif,
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Lors de 1'élévation de la température, les charges appliquées
restent constantes, & 1'exception d'une seule force concentrée qui, elle,

peut varier 3 chaque instant.
11.2.3.4. Equation finale

Grice aux expressions (I1.18), (I1.21) et (I1.22) développées aux
paragraphes précédants, 1'expression incrémentale du principe des travaux
virtuels (II.3) peut, aprés introduction du champ de déplacement discrétisé,

"s*écrire de Ta maniére suivante :

<a> K fea} +<a> K fsq} = <aP>{sal

OU_
<> [5" + 51] = <>

puisque ce principe est vrai quelle que soit la variation ¢&q.
Par symétrie des matrices de rigidité, on retient la forme classique

EREI RN

S5i finalement on note

K=k k!

la matrice tangente de 1'&lément, on cbtient 1'équation matricielle lindaire
Tiant les déplacements nodaux incrémentiels aux accroissements de charges

extérieures,

g} = fer} (11.23)

Les techniques habhituelles de localisation, de rotation et
d'assemblage sont utilisées pour former 1'équation d'équilibre d'une
structure comportant plusieurs éléments. Ces procé&dés ne présentent
aucun caractére particulier et ne seront pas développés ici. L'Equation
finale posséde une structure tout & fait semblable &(I1.23), si ce n'est que
la dimension des vecteurs et de Ta matrice de rigidité est plus importante,
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11.3 - APPARITION D'UN PROCESSUS ITERATIF

o B D o T T e B ok O D I O e e

Comme on 1'a indiqué au § 11.1.3, 1'équation (I1.3),ainsi bien
sir que la matrice de rigidité qui en découle, représente'une expression
lingarisée du principe d'équilibre. Clest pourquoi on parle de la matrice
de rigidité tangénte du corps (fig.11.4).

De ce fait, la position que T'on atteint & partir de Y, Par
application de 1'#quation {11.23) n'est pas exactement la position
d'équilibre Ynel * mais une position voisine an+1’ qui, elle, n'est .
pas en équilibre.

Cette discussion est illustrée par la figure 11.10 qui peut
- s*appliquer & un cas a une dimension ol le passage de T vers Y. .y résulte
d’un accroissement de la charge extérieure,

On remarque en effet sur cette figure que 1'application de la
rigidité tangente du corps & partir de la position Yy et pour un accrois-
sement de la charge extérieure AP, conduit & un accroissement de déplacement g
qui n'est pas 1'accreissement réel existant entre v, et voiqe

"Bien sﬁr, on peut toujours associer au déplacement calculé u'n+1,
la force Pﬁ+1 qui devrait &tre appliquée & Tla structure pour la maintenir
en équilibre dans cette position. On connait alors 1'état yﬁ+1 qui

représente bien un état d'équilibre mais

- i1 ne s'agit pas de 1°'état Yoy QUE 1'on désirait obtenir,

- en toute généralité, dans les cas & plusieurs dimensions, cet
état ne sera pas réellement atteint par la structure au cours
du processus de chargement. Il s'agit d'une situation fictive
qui ne correspond pas au mode de chargement imposé,

C'est pourquei la force nécessaire pour faire évoluer le systéme

de la position'yﬁ+1 vers Ta position souhaitée Ynil est appelée force

~hors équilibre. HNous Ta noterons R,
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R=Pu1 = Pnu
ou, plus généralement
3Rt B ?Pn+1f ) 3P§+1‘ (I1.24)

On appelle }Pﬁ+1¥ les forces internes énergétiquement équiva-
lentes ou plus simplement, forces nodales internes. Flles sont données
par le travail virtuel intérieur exprimé dans y:+1; c'est-a-dire

<P.*n+1>35q£=’/v Oyx 1 d¥

Aprés introduction du champ discrétisé (voir (11.14)), et puisque
ce principe est vrai quelle que soit la variation, on obtient

<PRLID> =ﬁ, 0y B>V (11.25)

Ici aussi, 1'intégration sur la section est remplacée par une
somme sur les différentes mailles et 1'intégrale de longueur est approchée
par la méthode de Gauss avec deux points d'intégration. Le résultat
des calculs, présentés & 1'annexe 1, vaut d'étre noté ici.

Si NI’ NZ’ Ml’ M2 sont les valeurs de 1'effort normal et du moment
de flexion internes calculés aux deux points d'intégration de Gauss, alors

-[Ny+ N5 ) {(My-Mo)\3 {Mq+Ms) 3 Ny +N
<P>=¢ 12 2 . 1L z\r ; —15——-—2—+[M1—M21\12—_ ; %._

3 ={M4 + Ms)
(Mg- My} \I__-I:- R . (My- M) \J—E >

La Tongueur L intervenant dans cette expression est la longueur L
de 1'é1ément dans sa configuration Y:+1 c'est-3-dire aprés actualisation
de la géométrie. On constate que Tes forces nodales axiales P*(l) et
P*(4) ne sont rien d'autre que 1'effort normal moyen. Ici se marque donc °

également 1'importance des considérations développées au § I1.2.2, pour
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- obtenir un effort normal censtant en moyenne. En effet, quel que soit
1'expression adoptée pour le calcul des déformations, on aura toujours

f'Jr N(z} dx
%JZ N{x} dx

et 1'équilibre de 1'&lément, dans son ensemble, est réalisé puisque

PA(1)

P (4)

PE(1) + P*(4) = 0
~Cependant. 1'&quilibre local peut &tre violé, puisqu’on peut avoir

Ny # Ny

C'est ainsi que, si aucune disposition n'avait &té prise au niveau -
du tenseur des déformations pour assurer un effort normal aussi constant
‘que possible dans 1'&lément, on aurait pu constater la situation suivante
(voir fig. 1I.11b)

Effort normal appiiqué sur 1'élément = N
Effort normal calculé aux points de Gauss N1 = N+ AN
2=N:—AN
o N +N2
Forces nodaies _ ﬁ?l = =N
N +N
Pl2) = 2=N

On aurait donc hien assuré 1'équilibre global de 1'élément, alors
que, intérieuremEﬂt, T'affort normal diffare de Ya réalité de la quantité aN,
ce qui peut bien siir entrainer des phénom&nes parasites (plastification
excessive ou au contraire trop tardive).

A cause du comportement non lingaire des matériaux, le fait
d'utiliser 1'expression (II.12} plutdt que (I1.10) n'a pas totalement &}iminé
le probléme. On a pu montrer cependant que T1a situation s'est fortement
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améliorée : les écarts aN sont plus faibles.

Les forces nodales de flexion P*(B) et P*(B) pourraient étre
obtenues intuitivement par extrapolation Tinéaire vers les noeuds des
moments de flexion internes calculés aux points de Gauss (fig. 1I.11a).

Les forces nodales tranversales P*(Z) et P*(S) résultent naturel-
Tement de 1'&quation d'équilibre 1iant 1'effort tranchant & la variation

du moment fléchissant,

Grace a 1'expression (I11.25), 1'état V§+1 est maintenant connu,
ainsi que les forces hors équilibre (II1.24) qu'il faut appliquer & la

structure pour se rapprocher de 1'état désiré Trnel”

11 est donc tout naturel de recalculer la matrice tangente de la
structure dans 1a congifuration yﬁ+1 pour, grice & 1'équation suivante,
semblable & {II.23)},

K ¥} = §RY - (11.26)

estimer les déplacements additionnels 3q*i associés aux forces hors
gquilibre. Comme la matriceufft
linéarisée de 1'équation d'équilibre,on n'atteindra pas encore exactement
1'état Ypel- Un léger déséquilibre subsistera encore, avec les forces

hors &quilibre qui Jui sont associées. I1 conviendra donc de répéter la

est de nouveau issue d'une expression

séquence suivante :

- calcul des forces hors équilibre

- calcul de la matrice tangente

- calcul des déplacements additionnels _
jusqu'a ce qu'on‘estime que les corrections apportées sont négligeables

, . fa
et qu'on a atteint 1'&tat Yol

Le brocéssus de convergence expliqué ici et caractérisé par le
‘calcul de la nouvelle matrice tangente & chaque itération est connu sous
" le nom de mgthode de Newton-Raphson pure (voir figure II,12a).
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I1 est également possible, & chaque nouvelle itération, de conserver
comme valeur approchée de 1a nouvelle matrice de rigidité, la valeur que
celle~-ci présentait dans 1'état d'équilibre précédent T

k' {a*f =ir} | - | (11.27)

Cette matrice EF aue 1°on conserve durant tout le processus d'ité-
ration n'est bien slr plus tangénte & chacun des états intermédiaires y§+1,,
Cependant, si Tes &tats Tn et Ynel sont assez voisins, 1'approximation
‘peut se révéler suffisante et conduire vers 1'8quilibre en un nombre

d'itérations raisonnable {voir figure I1.12b).

- L*avantage de cette méthode est que, lors de la détermination
successive des déplacemehts additionnels, c'est-a-dire dans la résolution
des systémes d®équations de type (I1.27), seul le terme indépendant se.
modifie. La matrice des inconnues ne varie pas. Ainsi donc, méme si le
nombre des itérétions augmente, chacune d'entre elles donne liew & moins
de calcul numérique puisque la matrice EF ne doit &tre construite puis
triangularisée qu'une seule fois, ' '

Cette méfhode, caractérisée par 1'utilisation d'une méme matrice
de rigidité tout au long du processus d'itération, est appelée méthode
de Newton-Raphson modifiée,

Afin de mieux expliguer les raisons qui ont guidé notre choix
quant & la méthode de convergence vers 1'équilibre, nous séparerons en
deux groupes distincts les phénoménes introduisant un caractére non lingaire
dans le comportement de la structure.

" 1. Non linéarités continues

11 s’agit ici des phénoménes qui font &voluer la matrice de rigidite
de la structure de maniére continue, sans saut brusque. Les courbes P, U
du cerps soumis uniquement 3 ces non-lindarités sont, comme dans le cas
de Ta figure I1.12, contindment dérivabies.
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Dans 1'étude qui nous occupe ici, on peut noter comme causes de
non-Tinéarité continue, - '
- le caractére non. iinéaire de la courbe o-¢ du béton,
- 1a variation avec la température des propriétés mécaniques des matériaux,
-~ Tes changements de géométrie de la structure,

2. Non-Tingarités discontinues
I1 s*agit ici des phénoménes qui modifient la rigidité de la structure

de maniére brutale. La rigidité voit sa valeur modifiée d'une quantité

finie pour une évolution du phénoméne infinitésimale.

Les courbes P, u de structures soumises uniquement & ce type de
non-Tinéarité sont composées de segment de droite (voir fig, II.13),

Dans le cadre de la présente étude, nous relevons comme causes de
non-linéarité discréte,
- Ta plastification de 1'acier,
- }'écrasement du béton,
- les retours élastiques dans les deux matériaux,

La méthode de Newton-Raphson modifiée peut se révéler inadaptée
lorsque des non-linéarités discontinues importantes gouvernent le compor-
tement de la structure. Pour s'en convaincre, examinons le probléme des
3 barres en acier schématisé & la figure II.14. Si les déplacements sont
petits, la seule cause de non lindarité réside dans la pTastification des
barres., Le diagramme P, u de cette structure est représenté a la fiqure II1.13.
A cause de la variation brutale de la rigidité, méme si 1'accroissement de
charge est faible, la matrice constante ne constitue plus une trés bonne
approximation de l1a matrice tangente et le nombre d'itérations nécessaires

pour converger vers 1'équilibre peut se révéler trés important.

C'est ce qui a parfoié &t& observé dans les problémes que nous
traitons ici, principalement & cause de modifications soudaines de 1'état
de certaines mailles de béton dont l1a taille n'est pas négligeable, par
exemple dans le cas de poutres mixtes couvertes d'une dalle en béton armé,

Pour ces raisons, nous avons opté pour la méthode de Newton-Raphson pure.
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It importe de d&finir clairement 1a manidre dont sera testée Ta
convergence du processus itératif qui doit mener la structure vers son
gtat d'équilibre v

nl° Les &tudes entreprises sur ce sujet sont peu
nombireuses EBI] et aucune des nombreuses facons de procéder ne'semb1e
s'Btre imfjosée,

De maniére générale, on teste la convergence en comparant la valeur
d'un scalaire r représentatif de 1'équilibre et une quantité petite e que
T'on se fixe. D'ordinaire, e est compris entre 10—2 gt 10—4. '

Le scalaire r est défini comme le rapport entre deux grandeurs : '
Te numérateur qui correspond & Ta derniére itération et qui s'amenuise
Torsqu'en se rapproche de 1'8quilibre,
le dénominateur qui constitue une grandeur de reference, dimensionnel Tement
égale au numérateur afin de rendre v non dimensionnel.’

Notre choix fut le suivant : ‘
Si qk est 1'incrément de dep]acement du degré de 11berte a de la structure

au cours de la k1eme itération, alors

(11.28)

On construit doncg pour chague composante du Champ de déplacement
discrétisé le rapport entre Te déplacement produit par la derniére itération
et te déplacement parcouru depuis Te dernier &tat d'équilibre Yoo

Lorsqu'on se rapproche de 1'&quilibre Yoel® le dénominateur représente
ainsi une approximation de la valeur exacte du déplacement incrémentiel et
parait s'imposer tout naturellement comme valeur de référence i laquelle
on compare la derniére correction apportée.
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r est Te plus grand de tous les rapports ainsi construits,

Nous avons imposé

r< 2.1073 | (11.,29)

Nous avons choisi de considérer les déplacements plutdt que les
forces hors équilibre car, i cause des températures élevées qu'elles
atteignent, les structures que nous étudions sont relativement déformables.

Aussi est-il rare de constater la présence de forces hors &quiiibre
encore importantes sans que les déplacements additionnels afférents n'influ-
encent le test de convergence que nous avons défini, Le cas pourrait
toutefois se présenter pour des structures fortement bridées par leurs
appuis avec Te monde extérieur. C'est ainsi que 1'effet de 1'effort normal
n'est pas pris en compte dans le processus de convergence que nous utilisons
Torsqu'une poutre biencastrée @ dilatation empéchée est soumise a une

glévation de température (fig, II.15).

Comme cas d'école, on pourrait aussi citer la barre tendue dont la
Tongueur reste constante. La relaxation des contraintes sous 1'effet de
1'é1évation de température ne peut pas &tre analysée avec un critére du
type déplacement, puisque ceux-ci sont nuls !

Le cas correspondant pour un critére de type forces est celui de
la barre librement dilatable et non chargée. Son allongement thermique
ne peut pas &tre analysé, puisqu'aucune force n'est appliquée au systéme !

La discussion précédente montre qu'il n'existe pas une solution
universelle qui serait la meilleure dans tous les cas, Le type de probiéme
-3 traiter doit &tre envisagé et 1'expérimentation numérique personnelle
joue un grand réle. Le critére de convergence défini ci-dessus n'a,

jusqu'a présent, donné lieu 3 aucun débcire particulier.
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CHAPITRE III- LOIS DE COMPORTEMENT MECANIQUE DES MATERIAUX

11 dmporte jci de décrire clairement Te comportement macroscopique
des matériaux sous 1'effet des sollicitations., On doit donc dé&finir la
maniére dont les déformations des matériaux sont influencées par les

différentes soilicitations ainsi que les relations Viant ces déformations
aux contrainte: iniernes,

Au paragraphe 171.2.2., nous avons expliqué que seules Tes contraintes
et les déformations Tongitudinales jouent un rile dans 1°&1&ment noutre
envisagd ici. Hous nous trouvens donc dans le cadre restreint de 1'&tat

de contrainte uniaxial, ce oui simplifie considérablement 1'approche du
probléme.
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111.1 - DEFORMATIONS THERMIOQUES

Maéme en 1'absence de toute charge appliquée, Tes matériaux usuels
de construction comme le béton et 1'acier se d&forment sous 1'action d'une
variation de température. En général, un échauffement produit un allongement,

51 on note €sp ta déformation qui est provoguée par ce changement
de température, on peut &crive ' '

de
= a (111.1)

ol o est Te coefficient de dilatation thermique du matériau,

Pour les températures ordinaires (T < 100°C),'5n peut considérer
que o présente une valeur constante, proche de 10"5/°C. L*intégration
jmmédiate de (111.1) fournit alors

By = (T - To} {111.2}
ol T, est Ta température de référence,

Etant donna 1fétendue du domaine des températures qui sera couvert
par les applications envisagées (20°4 T £ 1200°C), Te coefficient de
dilatation thermigue ne peut pas &fre considérg comme copstant. 3Sa valeur
varie avec la température. LU'intégration de (II1.1) n'est plus immédiate.
On doit Bcrire, en toute généralité

a7 N
eon =/ 1, o(T)dl | (111.3)

Lfutilisation du coefficient de dilatation thermique présente
alors beaucoup moins d'intérét. En effet, expérimentalement, Ta seule
grandeur accessible & la mesure est justement la déformation thermique
du matérisu en foncticn de sa tempirature

ey i) (111.4)
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Le coefficient o n'est donc accessible que par: la dérivation
de (III1.4), suivant sa définition (II1.1}. Aprés quoi, lors des calculs
numériques, il sera nécessaire d'intégrer o suivant (I11,3) pour retrouver
la grandeur qui nous intéresse, la dilatation thermique, c‘'est-3-dire
exactement (dans Te meilleur des cas) la courbe de départ !

IT est donc beaucoup plus legigue de ne s'attacher qu'aux expressions
du type (III.3), qui sont Tes résultats directs des essais, et d'utiliser
celles~-ci dans Ta programmation. On n'utilisera plus le coefficient de
dilatation thermique, qui est une grandeur "de seconde main®.

111.1,2 - Acier

On considére généralement que ni le type d'acier, ni sa limite
élastique n'ont d'influence sur la dilatation thermique de 1'acier. Les
résultats sont assez semblables, qu'il s'agisse d'aciers de construction,
de ﬁrécontrainte ou d'aciers pour béton armé., La figure (III,1} présente
les courbes d'essais provenant des références [R1 - S1 - $2 - Al - H1]. On
consultera également [$3]. Comme la figure (III.1) montre que la
courbe proposée par la C.E.C.M, [1] s'inscrit trés bien dans le fuseau des
résultats d'essais,nous adopterons pour Ta dilatation thermique de T'acier

1'expression sujvante :

eep = 0.4 10872 4+1,210° 71 -2,4 107°

Le terme indépendant de cette expression a é&té guelque peu modifié

par rapport & ce gque propose la C.E.C.M., afin d'obtenir :

ey, (20°) =

=0
au lieu de :-
€th (26°) = 0

dans 1'expression originale.
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Les courbes présentant Tes résultats dessais sont souvent Timitées
aux températures inférieures & 700°C. Or, lorsque 1'échauffement de 1'acier
se poursuit, entre 700/800°C et 800/%00°C, le métal se contracte sous 1teffet
dlune transformation allotropioue. La fourchette de température corres-
pondant & cette zone de transformation ausi@nitique dépend de Ta vitesse
d*échauffement. Au deld de 800/900°C, la dilatation reprend plus rapidement
Cqutaux tempratures inférieures et suit une loi presque linéaire en fonction
de la température {B2].

La modélisation exacte de ces phénomdnes n'est pas aisée. A titre
d'approximation, nous utiliserons ¥finalement 1a 1oi compiéte suivante, -
dont 1'expression graphique est reprise & la figure (IIL.1} :

TL750°C ey, = 2,4 w04+ 1,210% 7+ 0,8 08 72
750 < T B0°C ey = 11 2070 C(1IL.5)
860°C < T ey = 612 1073 42107 7

Cette courbe theéorique est.,dans la zone des températures élevées,
basée sur des donnéss expérimentales assez peu nombreuses. Cela peut se
justifier ici car, 3 cause des faibles résistances mécaniques 1i€es a ces
températures &levéas, les zones d'acier concernées n‘ont que peu d*influence
sur la stabilité d'ensemble de 1a structure.

i11.1.3 - Béton

Lorsqu'une éprouvette de b&ton est soumise & une &lévation progres-
sive de sa température, deux phénoménes contradictoires se produisent
simultandment ., DPune part 1fexpansion thermique de chacun des constituants
du béton produit une dilatation de 17 éprouvetie. Dautre part 1'évaporation
de 1'eau libre qui est présente dans le béton produit un retrait de celui-ci.
Les résultats dessais rendent compite de ces deux effets différents de
1'élévation de 1a température. Cependant, puisque cette action simuitange
des deux phénoménes existe également lors des essais sur structure réelle,
rien n'empéche d'utiliser directement Tes résultats des tests en taboratoire,
sans dissocier la part de retrait qui y est incluse.
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Comme annoncé au paragraphe II1.1.1, les dilatations thermiques ne
varient pas linéairement avec la température. Elles tendent a augmenter
de plus en plus rapidement jusqu'a des températures élevées (600 - 800°C)
d partir desquelles Ta plupart des bétons nme pré&sentent plus d'expansion
supplémentaire, Parfois, une 1égére contraction se produit méme 3 cause
de certaines réactions chimiques qui prennent place dans Tes constituants

du béton & ces températures élevées,

Le rapport eau/ciment ainsi que le type'de ciment ont une influence
relativement faible et qui ne se marque que pour les températures inférieures

a 200°€C. Ces param@tres peuvent étre négligés.

ta caractéristique du béton qui influence de facon significative
les résultats est le type de granulat utilisé et plus particulidrement la
structure de la roche dont sont composés les plus gros granulats,

Pour les agrégats Tes plus souvent utilisés, il"convient de faijre
la distinction entre deux types de roche.: d'une part les roches calcaires

et d'autre part les grés et les guartzites.

Les figures I11.2, III.3 et III.4 présentent {en traits pointilles)
quelques résultats d'essais tirés des références [HZ] , [54] et [El] . On
pourra &galement consulter [B3].

On constate & 1'examen des figures III.,2 et III.3 que les dilatations
thermigues sont plus importantes pour les grés et les quartzites que pour
les roches calcaires. Cela doit &tre considéré et nous proposons d'utiliser
deux expressions différentes de la dilatation thermique suivant le cas.
Pour les deux types d'agrégats,nous limitons la déformation thermique a
une valeur maximum, ce qui correspond bien 4 la réalité. MNous avons donc

pour les roches calcaires :

ey = 1,4 1wl ¥i61007 1,2 107

-3 (I11.6)
avec Eth‘s 12 10
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pour les grés et les quartzites :
egy = 2,3 107 T 0107 T2 127107

avec e, £ 12 107° (111.7)}

Les courbes correspondant & ces deux expressions sont tracées en
traits pleins aux figures I1I1,2 et II1.3 o0 on voit clairement qu'elles
s'inscirivent bien dens Tes résultats des essais.

La figure II1.4 montre que, lorsgue des roches volcaniques comme
e basalt ou Tlandésite forment les agrégats les plus importants du béton,
Jes dilatations thermiques sont encore plus faibles.

FIT.2 - DEFORMATIONS RELIEES AUX CONTRAINTES

Clest 1°un des effets les plus connus de la mécanique des matériaux :
1tapplication de contraintes produit des déformations.

Dans ce paragraphe consacré aux déformations reliées aux contraintes
{en anglais : stress related strain), nous considérons que e paramétre
"temps® n'intervient pas., Les phéroménes de choc {qui se produisent
iorsque %%m est trés grand) et de fluage (apparaissant pour des contraintes
fixes) ne sont pas envisagés ici.

11 est trés facile, Tors des essais expérimentaux, diéviter les
ph&noménes de choc. 11 suffit dfappliguer la charge & 1'éprouvette de
manidre progressive. Cela corvespond bien & la réalité ol Tes cas de
ruine brutale donnant lieu & des chocs sont trés rares dans les conditions
d'incendie. Le concepteur se doit d’ailleurs de Tes éviter autant que
possible, Quoi qu'il en soit, ce type particulier de rupture ne peui pas
gtre envisagé par 1’approche développée ici.

IT est par contre impossible d'éviter que le fluage n'apparaisse
et n'influence les résultats expérimentaux puisque, 1a charge éfant
appliquée pregressivement, Ta réalisation d'un essai nécessite une certaine
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durée. Effectivement, on constate bien gue Tes déformations liées aux
centraintes dépendent é&galement de la durée totale de 1'essai. Il est
possible d'aborder le probléme suivant deux optiques différentes.

1. Les essais sur éprouvettes sont réalisés en un temps relativement court
par rapport a la durée d'un essai au feu. On considére alors que le
fluage n'a pas pu développer d'effet important et n'a pas influencé
les résultats de 1'essai (1'approximation se situe & ce niveau). Le
fluage sera &tudid par d'autres essais et sera considérd séparément
lors de 1a modélisation.

2. La durée totale des essais sur éprouvettes est comparable & celle
d'un essai au feu. On considére alors que les résultats intégrent
automatiquement le fluage qui ne devra donc pas &tre &tudié d'autre
part. L'approximation réside ici dans le fait que la vitesse d’augmen-
tation des contraintes Torsqu'on réalisera un essai au feu ne sera pas
exactement celle des tests sur éprouvettes. Pour dgs raisons expliquées
par ailleurs (§ II1.3.1}), nous avons utilisé ce deuxigme type d'approche.

Un autre paramétre qui influence fortement les déformations liées

aux contraintes est la température du matériau,

e, = f (0,71)
La modélisation théorique que nous voulons utiliser est hasée sur
T'utilisation d'expressions du type

EU = f (U) T ) (III.B)
présentées pour différentes valeurs de la température (voir fig. II1.5),

La maniére la plus directe d'obtenir ces courbes lors des tests
en laboratoire est d'amener Ta température de 1'éprouvette i la valeur T
souhaitée. Cette valeur &tant gardée constante, on augmente progressivement
1a contrainte. Les déformations relevées fournissent directement 1'une
des courbes souhaitées {en anglais : steady state test).
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“On pedt également maintenir la contrainte & une valeur constante
et, augmentant progressivement la température de 1'éprouvette, relever
les déformations en fonction de Ta température du matériau {en anglais :
transient test), 11 est toujours possible de transformer les résultats
ainsi obtenus, de maniére i les présenter sous la forme (III.8).
Anderberg [A3] a montré que pour 1'acier les résultats obltenus par cette

deuxiéme méthode sont fort semblables d ceux obtenus par 1a maniére directe
51 la vitesse d'échauffement 3 contrainte constante est de environ 10°C/min.

Pour décrire de maniére compléte Te comportement du matériau a
partir des courbes &tablies @ température constante, i1 conviendra encore
d'&mettre certaines hypdthéses définissant la maniére doni varient les
daéformations lorsque la contrainte et Ta température varient simultanément.

Si on effectue des essais de traction sur des &prouvettes en acier
portées & des températures constantes mais variant d'un essai a@ 1'autre,
Tes c¢ourbes c-aG'Se modifient de la maniére indiquée & la figure 1.5
tirge de [T1}..

On constate une diminution des caractéristiques mécanidues de
1'acier lorsque la température croit. A partir de 200 - 300°C, les aciers
doux perdent leur caractére élastigue - parfaitement plastique et présentent
un Bcrouissage important. Lorsque la température augmente encore (300°C
- 600°C), Te palier horizontal tend d& se rétablir.

Généralement, pour un méme type dfacier, la forme des courbes o€
n‘est pas influencée par la limite &lastique & froid de 1'acier. C'est
pourquoi ces courbes sont souvent présentées sous la forme non dimension-
ne1]e U/fO,Z;ZOOC - ED”

Par différentes comparaisons, Anderberg Eﬁ4]'a montré que tous les
aciers non formés & froid présentent des courbes trés semblables aux
températures 2levées. Or, & 1'heure actuelle (1985}, les barres & béton
gcrouies par torsion ont quasiment disparu du marché. Seules subsistent

=

encore Tes barres tréfildes, Tisses ou & nervure, dont le diamétre ne
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dépasse pas 12 mm, Nous utiliserons donc un seul modéle théorique pour
tous les types d'acier puisque les sections d'acier formé& d froid seront
faibles par rapport aux quantités d'acier de construction présentes dans
les structures mixtes que nous comptons étudier en priorité, Peut-étre
cette approximation devrait-elle &tre affinée si on envisageait 1'étude
systématique de sections en béton armé, Cela n'est pas certain, étant
donné le faible diamétre des.barres mises en cause.

Le modéle théorique que ncous utiliserons est représenté par la
figure II1.6. Il est constitué de deux parties linéaires dont la pente
est définie par Te module d'élasticité a 1'origine'Eo(T) et par le module
d'écrouissage E*(T)._ Ces deux parties se raccordent pour une valeur de
1a contrainte oy(T) qui représente en fait la Timite d'élasticité de
1'acier, Bien que cela n'ait pas &té vérifié expérimentalement, nous
poserons 1'hypothése, généralement admise, que le comportement de 1'acier
en compression est le méme qu'en traction, La connaissance de Ta variation
de ces trois paramétres (EO, £* et ay) avec la température permet de définir
la retation entre o et £, Pour toute température fixée, c'est-d-dire la
relation (I11.8).

Concernant le choix de ce modéle dé&jia appliqué dans [83] et [FZ],
on peut dire que la loi &lastique - parfaitement plastique qui est souvent
utilisée pour les températures ordinaires, constitue une approximation
trop grossiére lorsque la température s'éléve. Ce fait apparait clairement
a 1'examen de la figure (III.5) et il a pu &tre vérifié numériquement
puisque, dans un premier temps, nous avions utilis@ un modéle de ce type

qui n'a pas donné satisfaction.

Une relation non linéaire a également &té utilisée. Nous 1'avons
finalement écartée pour les raiscns suivantes :
- colit numérique plus important 1ié & la forme implicite de 1'expression,
~ difficulté plus grande de comparer Tes courbes théoriques aux courbes
d'essais sur Bprouvette et de calibrer les paramétres qui définissent la loi,
~ pas d'amélioration sensible de 1'ensemble des résultats des simulations.
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.11 convient peut-étre de marquer quelque réserve & propos du tout
dernier point. I7 est en effet possiblé qu'une &tude plus approfondie des
lois de comportement des matériaux permette de décrire encore mieux le
comportement d'ensemble d'une structure soumise au feu. N'oublions cependant
pas que,s'il est toujourshpossible d'établir des expressions trés élaborées
qui décrivent parfaitement le comportement de chaque éprouvette testée, il
est certainement plus favorable de disposer d'un mod&le plus simple mais
s'appliquant de maniére plus générale & 1'ensemble des situations que 1'on
peut rencontrer,

L'acier, ainsi d'ailleurs que le béton, est un matériau qui 3
partir d'une certaine valeur de 1a contrainte perd son caractére élastique
voir figure (I11.7). Lorsque la contrainte diminue (3 partir du point A par ex.
sur ja figure I11,7), le déchargement ne suit pas le chemin parcouru lors
" de Ié mise en charge mais il a lieu suivant le module tangent & 1'origine
(jusaue B par ex.). Si la contrainte augmente de nouveau, on suit le chemin
parcouru précédemment jusqu'a rejoindre (en A) la courbe qui est valable pour
un chargement monotonément croissant. A partir de 13, c'est cette courbe
qui est & nouveau parcourue (vers C), Généralement, on dissocie lors de

1'analyse théorique la déformation en deux parties : élastique et plastique.

€ =€ _ 4+ £

0% fet T (111.9)

Ces deux valeurs sont représentées sur la figure (I111.7) pour le point B.

Si ce phénoméne est bien connu et aisément modélisé Torsque la
température est constante, i1 importe d'émettre certaines hypothéses
concernant le comportement du matériau lorsque la contrainte et la tempéra-
ture varient simultanément. La discussion suivante sera i1lustrée pér la
figure I1.8.

_ Soit A le point représentatif de 1'équilibre & la température T, du
point matériel que nous gtudions. Le module & 1'origine Eo(Tl) correspondant
& la température T1 est connu et donc &galement la déformation plastique sp1(A)
du point A, Remarquons dés 3 présent qu'il n'importe pas de savoir si
le point A est dans une phase plastique ou élastique des contraintes
pour définir cette valeur ép1(A).



Nous dissocierons les variations simultanées de température et de
contrainte (ou de dé&formation } en deux varfations successives et distinctes.

Premiérement : variation de température

$i 1a température s'établit & une nouvelle valeur T2 > Tl’ nouUS pOSerons

comme hypothése que la déformation plastique n'en est pas modifide (cette
hypothése semble en tout cas correcte dans le cas particulier ol la contrainte
serait nulle ; point m de la figure II1.8).

Le matériau suivrait donc la courbe m - n - o définie par les nouvelles
valeurs de Eo’ E* et oy, s'il était chargé a partir d'une contrainte nulle

correspondant 3 Eg™ sp](A)-

Nous supposerons &galement que, dans un premier temps, les variations de
température n'ont pas eu d'effet sur les déplacements de la structure.
C'est 1e méme principe qui est appliqué dans Ta méthode de Duhamel [Dl].

On applique ensuite la loi de comportement du matériau qui
s'écrit
= € €4p (voir § III.4)
avec e, = déformation totale, résultant des équations de comptabilité.
Ainsi, Et(Tl) = EG(T].) + sth(Tl)
et Et(TZ) = EU(TZ) + eth(Tz)

Comme  €,(T;) =

|
m
ot

alors e (T,) = e (T;) - ey (T; = T,) (111.10)

La déformation donnant Tieu 3 contraintes sous la température T2
est ainsi connue. Sur Ta nouvelle courbem - n - o, on peut directement
Tui associer une contrainte (le point B dans ce cas ci) et un module tangent

correspondant.
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Deuxizmement : corrections d'équilibre

A cause de 1‘'apparition de nouvelles déformations thermiques,‘de la modifi-

cation de la contrainte non seulement au point matériel considéré mais dans

-toute-la structure, celle-ci n‘est plus en équilibre. Des forces hors

équilibre apparaﬁssent. 11 convient donc maintenant de permettre les déforma-

tions de la structure et de rétablir son équilibre, par la méthode de

Newton-Raphson dans le cas qui, nous occupe. Au cours de ces itérations

d'équilibre, 1a déformation plastique sera maintenue constante. En effet,

si certains retours ont lieu au cours de ces itérations, ils ne correspondent

pas & un comportement réel du matériau mais bien a notre incapacité de

prévoir directement le nouveau point d'équilibre, Le matériau devra donc.

se comporter éléstiquement durant les corrections d'équilibre. Lorsque la

nouvelle situation du matériau aura été déterminée (point C par ex.) il

conviendra éventuellement de modifier la va1gur de la déformation plastique sp](C).
L'avantage de la procédure développée ci-dessus par rapport & certains

schemas décrits par ailleurs [D2 -F2] est qu'il n'existe plus ici

aucune indétermination quant & la valeur du module d'élasticité a utiliser

lors de 1a_premiére jtération. De manidre générale, i1 n'est pas poséib]e de

prévoir si un point matériel va subir un retour élastique ou si la contrainte

va continuer a augmenter a partie de 1a derniére position d*éguilibre. Dans les

méthodes utilisées par ailleurs, i1 est nécessaire de fixer un choix arbitraire.

Les deux formules les plus souvent utilisées sont les suivantes; '

1. la contrainte va croitre,

2. le comportement du matériau sera e méme qu'au pas précédent.

Or, la qualité de la premiére itération dépend fortement de ce choix arbitraire.

Grdce au processus développé ci-dessus, le choix est basé sur des hypothéses

ayant un sens physique. De la sorte, les risques Tiés a un mauvais choix
sont réduits. '
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Examinons maintenant 1a maniére dont varient avec 1a température
les trois paramétres qui définissent le modale adopté : Eo’ E*, Iy

1. - Variation de 1a limite d'élasticité avec la température

A cause du comportement non linéaire de 1'acier, on définit la limite
d'élasticité par une certaine valeur de la daformation plastique qui y
correspond. Aux températures ordinaires, on utilise souvent ]a Timite 3
0,2% d'allongement permanent. Comme 1'avait montré Dotreppe [DZ].

On peut avoir intérét a considérer 1a Timite & 0,5% lorsque les températures
€levées sont envisagées. Le modéle théorique que nous utilisons s'adapte
alors plus facilement 3 Ja réalité, ainsi que Te montre 1a figure II1.9.

Les différences ne sont toutefois pas trés importantes.

De nombreux résultats d'essais effectuss par différents auteurs
sont présentés dans 1'ouvrage de Anderberg [A2]. '

Aprés plusieurs titonnements et grace & la simulation compléte d'un
grand nombre d'essais, il est apparu gue les meilleurs résultats &taient
obtenus lorsque les expressions suivantes étaient utilisées.

$1 x = T/100

T : température en °C \

o = 0, (T)/o, (20°)
alors xg1 4 =1
1< xg 5 ¢=295107:3-4,88 10%%8,87 10240, 957
5< xg 12 ¢ =4,21 1074342344 1072220 3 806x+1,919
12< x b = 0. (111.11)

La figure III1.10 présente 1'expression graphique de cette relation.
On constate sur cette figure que 1a Toi que nous avons adoptée se situe 3
un niveau supérieur a celui des autres lois qui ont été présentées par
ailleurs. Cela est di au fait que nous nous référons & la limite a 0,5%
alors que les expressions présentées usuellement se rapportent & la

Timite & 0,2% (voir fig. I11.9),



=Hfl=

2. - Yariation du module d*é&lasticité & 1'origine avec la température

Ce paramétre présente moins d'importance en ce qui concerne la
capacité portante d'une section qu’en ce qui concerne sa déformabilité. La

variation du module d'Glasticité & 1'origine a &té étudice par de nombreux
auteurs. On consultera également & ce propos 1'ouvrage [AZ],

On constate en général que la décroissance en fonction de la
température est moins rapide que pour la limite d'élasticité, Certaines
méthodes de calcul manuelles, notamment pour la prise en compte du flambement
des colonnes, posent néanmoins 1'approximation qui consiste & utiliser la
méme loi de variation pour ces deux paramétres, Dans le cadre de cette
gtude, nous avons préféré marquer la distinction et considérer pour le

module dfélasticité 4 1'origine Tes expressions suivantes.

Si X

T/100

T: température en °C

b = E_(T)/E,(20°C)
alors xg 1 v =1
1<x € 6 ¢ = -0,018 x+ 0.036 x+0.982
6<xg12 ¢ = 9,25926 107 2%340,0125 x2-03 4x+2,12
12< v =0, (111.12)

La figure 111.11 présente 1'expression graphique de cette relation
et montre que notre choix,dicté par la simulation numérique de nombreux
e553is, s'intégre bien parmi les propositions émanant d'autres auteurs,

3. - VYariation du module d'&crouissage avec la température

Contrairement aux deux paramétires examinés ci-dessus, le module
d'écrouissage ne décroit pas monotonément avec la température., Comme
1'indique la figure II1.5, sa valeur est trés faible aux températures
ordinaires. Elle atteint un maximum vers 300 - 400°C pour décroitre
ensuite vers des valeurs trés faibles Torsque la température approche les
600°C. ' -

Les données expérimentales relatives & ce paramétre sont peu nom-
breuses. On citera par exemple [A4].
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Aprés avoir examiné de nombreux diagrammes g-e_, NOUS avons
cependant estimé gque le modéle théorigque gue nous utilisons s'accorde
mieux & la réalité lorsque ce module d'écrouissage est un peu plus impor-
tant que ce que propose Anderberg [A4]. C'est pourquoi nous utilisons
les expressions suivantes.

o = E*'(T)/EO(20°)

T < 300°C p=107%4+51077
300 < T g 600°C o =06,6107°%-710°%7
600 < T o =4 1072 (111.B)

La figure IlT.12 marque Ta comparaison entre notre choix et 1a
proposition d'Anderberg.

On remarque ainsi que la limite d'élasticité et le module a
1'origine, pris a température ordinaire, sont les deux seules valeurs
nécessaires pour décrire le comportement mod&lisé d'un type d'acier.
En effet,

E,(T) = w(T) E,(20°)
5,(T) = 9(T) 6, (20°)
E¥(T) = p(T) E,(20°) (111.14) |

Finalement, en utilisant les expressions III,11, III.12 et III1.13,
on peut construire les courbes de la figure 111.13 réalisées pour un acier
a 235N/mm2 de 1imite d'élasticité. La comparaison avec la figure.III.S
est satisfaisante. On constate notamment que pour des déformations impor-
tantes (EU = 5%) la contrainte est sensiblement la méme & 20°C ou & 400°C.
Cela est vrai pour notre modéle théorique {fig. III.13) ainsi que dans la
réalité (fig. III.5).
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111,2,3 - Béto

Des essais de compressibn effectuds sur des éprouveties de bé&ton
portées & des températures différentes indiquent que 1e'c0mportement
mécanique du matériau est fortement influencé par la température. La
figure I11.14a,extraite de [A5], constitue un exemple de résultats d'essais.

Deux causes physiques différentes expliquent la modification des
caractéristiques du béton avec la température : d'une part la diminution
de la teneur en eau, et d'autre part Ta désintégration du béton due 3 la
décomposition du c¢iment hydraté. La diminution de la teneur en eau conduit
tout d'abord & une augmentation de la résistance en compression du béton.
Ceci correspond au fait généralement admis que les bétons secs ont des
résistances pius &levées, Cette 1&gére augmentation de la résistance se
produit entre iOO”C et 200°C, aprés que 1'eau libre se soit évaporée et
avant que ie'proce55us de déshydratation et de désorganisation interne du
béton ne se mette en route. Ce phénoméne se produit aux environs de 200°C,
et 3 partir de cette température, Ta résistance commence & diminuer.
Parallélement & cette modification de la résistance i la compression du
b&ton, on constate que Tes déformations deviennent de plus en plus importantes
i mesure que la température s'&léve,

Anderberg et Thelandersson [AE] ont montré que les essais effectués
a température constante (steady state tests) et ceux effectués & contrainte
constante {transient tests) donnent des résultats fort semblables, Dans ce
dernier cas, la vitesse de chauffage n'a pas d'influence pour autant'que
les gradients thermiques dans 1'&prouvette restent inférieurs & 10°C/em [$5].
Le type de ciment, le rapport eau/ciment et l1a taille des agré&gats ne jouent
pratiquement aucun réle dans les phénoménes envisagés ici. Il en est de
méme de la résistance initiale du béton, de sorte que les résultats peuvent
étre présentés en fonction de la variable non_dimensionne]Te'cu]t(T)/ouit(20°c)
D'autres facteurs comme le rapport agrégat/ciment ou les conditions de
conservation de 1'éprouvette jouent un certain rdle qui reste cependant
trop limité pour Btre pris en compte dans le modéle théorique que nous nous

‘proposons d'utiliser.

Les facteurs qui influencent le plus les caractéristiques mécaniques
du bé&ton sont, en plus de la température, au nombre de deux : tout d'abord.
le type d'agrégat, ensuite 1'existence d'une précharge. On constate en
effet que la diminution de résistance en fonction de Ta température est
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moins rapide dans le cas des agrégats calcareux que dans le cas des agrégats
siliceux [Cl]. La nature des plus gros granulats n'a, par contre, que peu
d"influence sur la déformation correspondant d la contrainte maximale [S4].

D’autre part, 1'existence d'une précharge o5 agissant sur 1'éprouvette
pendant la période de chauffage de celle-ci modifie la forme des courbes g-e_
que 1'on obtient par la suite. Lla précharge augmente la résistance du béton

mais la ductilité diminue comme le montre la figure I11,14b tirée de |3
L'influence de cet effet est surtout marguée pour des précharges 9 variant
entre 0 et 0.2 °u1t(200)‘ Des charges initiales plus importantes donnent

sensiblement les mémes résultats d'essais. La mise en évidence de ce phéno-

méne indique donc que la déformation reliée aux contraintes dépend non
seulement de la contrainte et de la température mais également de 1'histoire
des contraintes que nous noterons o . En effet, alors que Tes essais sont
réalisés pour des valeurs de précharges différentes mais constantes pour
chaque éprouvette, dans la réalité, la contrainte et la température de
chaque point de la poutre varient simultanément. La précharge représente
donc ainsi toute 1'histoire des contraintes jusqu'a 1'instant que 1'en
considére. L'analyse rigoureuse du probléme devrait donc 8tre conduite

sur la base d'une loi de comportement du type
f (Gasosg‘: T) =0 (111.15)

Une telle approche du probléme n'est cependant pas envisageable,
surtout a cause d'une connaissance expérimentale encore imparfaite du
comportenent réel du béton sous 1'effet de ces sollicitations combinées.

Le modéle théorique adopté sera donc approché et 1'hvpothése la plus commode
et généralement admise [D2 -F.2 - B3] consiste & sacrifier 1a variable
contrainte initiale o. On tentera d'établir une expression du type (II1.8).

€5 7 f(c)h |
qui reproduise assez bien Tes résultats d'essais effectués pour une valeur

moyenne de la précharge.

Le comportement du bé&ton présentant un caractére hautement non lindaire,
qguelle que soit la température et méme pour des contraintes faibles, une
modélisation par parties linéaires comme dans Te cas de 1'acier (fig. III.6)
n'est pas indigquée., L'expression proposée par Schneider pour le béton
comprimé dans [55] nous a paru convenir pour représenter de maniére satisfai-

sante la majorité des résultats expérimentaux que 1'on peut rencontrer.
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£11e peut s'écrire de la maniére suivante :

o % 3 -
o) el fe (T) NS (111.16)
‘1 eg1tll)

Les deux paramétres qui definissent cette loi sont d'une part la
contrainte maximum UuTt(T) et d'autre part la déformation maximum qui y
correspond eu1t(T). Ces deux valeurs sont représentées sur la fig.III.15.
Contrairement au cas de 1'acier, le module d'&lasticité & 1forigine n'est
plus considéré comme une donnde du probiéme. On peut cependant le calcuier
en fonction des deux paramétres fondamentaux par dérivation de 1'équation (I1I,16).
On obtient ainsi

en E0.= Eu-lt(T) Et(T) - gZUT ) = 0
o T
ene =0 | (1) = 20T %D gy

an ) Eu]t( )

11 est nécessaire de connaitre cette derniére valeur du module
tangent a 1'origine pour ia prise en compte des retours élastiques qui se
réalise pour les contraintes de compression suivant Tes mémes hypothéses
et de la méme facon que pour 1'acier,

En traction, la forme de la courbe O E est assez semblable. Nous
avons utilisé dans ce cas une expression du second degré,

E(T |

oeb(m e f1-00 % (111.18)
0 o t

Foune

avec UElt : contrainte maximale de traction

EO(T): module tangent & 1'origine (défini par 111.17)
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Un modéTe qui s'accorde rigoureusement au schéma de la fiqure II11.15,
peut tre qualifie de fragile. En effet, tant en compression que dans la
zone de traction, le matériau passe sans transition de la contrainte maximum
d une valeur nulle dés que la "déformation maximum" ey ¢ est dépassée.

Or, des essais effectués d vitesse de déformation constante montrent, aussi
bien en compression [S4] qu'en traction [B4] qu'il n'en est rien. Aprés

que la contrainte maximum ait &té atteinte, 1'effort diminue progressivement
vers la valeur nulle Torsque les déformations continuent i croitre. L'amorce

de ce phénoméne se distingue sur la fiqure III.14b,

Dotreppe [D2] avait déja étudié 1'influence du choix entre un modéle &lastique-
fragile ou élastique-palier plastique pour le comportement en traction du
béton. L'é&tude ne portait toutefois que sur i'étendue des zones fissurées

et n'abordait pas le cas de la "branche descendante" du diagramme a-E_.

Pour notre part, nous montrerons par la suite la grande importance de

cette branche descendante en compression,

Les informations expérimentales concernant cette partie du diagramme
SRl du bé&ton sont peu nombreuses. I1 nous a semblé acceptable de modéliser
la diminution des contraintes de maniére linBaire. Pour le module d'élas-
ticité, nous avons utilisé la méme valeur gue Forsen [FZ]. Cette valeur
avait &té proposée par Anderberg [A4].

£ = - 88 kN/em®  indépendant de Ta température (111.19)

En ce qui concerne les retours élastiques qui surviennent dans le
béton tendu, nous procé&derons de maniére différente de ce qui était réalisé
pour-1'acier et Te béton comprimé. Nous considérerons que les contraintes
et les déformations reviennent de maniére 1inéaire vers 1'origine{fig. 111,16a)
et non parallélement au module tangent (fig. III.16 b) . Cn imagine mal
en effet que des contraintes de compression puissent se développer avant
que les fissures produites par la traction ne se soient refermées, c'est-

a-dire avant que les déformations ne soient revenues & une valeur proche de 0.
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Examinons maintenant Ja maniére dont varient avec 1a température
les paramétres gui définissent les modeles adoptés :

t

()5 “utt

(T) et ¢

?u]t u]t(T)'

1, - Variation de la contrainte maximum avec la température

i1 s'agit probablement de 1a propri&té dont la variation avec la
température a &t& la plus étudiée, Comme indiqué ci-dessus, i1 convient
- de marquer la distinction entre les deux types principaux de granulats
gue 1'on peut rencontrer : agrégats calcareux ou siliceux, Cest ce qui
a 8té Tait 3 la figure IIT.17 o0 quelgues résultats d'essais tirés de ECl]
et de [AE] sont présentés, L'étude de ces résultats ainsi que celle de
nombreux autres tests [Ml - 54 - B3 - A5 - FB] nous a permis de dégager
tes deux conclusions suivantes :

- la diminution de résistance du béton ciliceux en fonction de la température
peut &tre modélisée par Ta méme fonction que celle qui décrit Ta variation
de la Timite d'éiasticité de 1'acier (voir § 111.2.2.1),

Agrégat siiiceux :

oD o, (T)
5u1¢(207) (207

= &(T) voir (II1.11)

Cette fonction, d&ja représentée & la figure 111.10, est reprise &
la figure 1I11.17 ol elle s'intégre parfaitement dans les résultats des essais.
- Ta diminution de résistance du béton calcareux en fonction de la température
peut &tre modélisée de maniére satisfaisante par la méme fonction que

celle qui décrit la variation du module d'élasticité & 1'origine de
1facier {(voir § 111.2,2.2).

Agrégat calcareux :

UuTt{T) EO(T)

A voir (111.12)
R 0 B v i

Cette fonction, d&ja représentée & la figure 111,11, est reprise
d Ta figure IIT1.18 ol elle s'intégre assez bien dans Tes vésultats des

essais.
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2. - Variation de la déformation ultime avec la température

Comme i1 a d&ja &té dit, le type de granulat n'influence guére cette
caractéristique et il est donc licite de n'utiliser qu'une seule loi de
variation (voir fig. III,19), D'aprés Tes résultats d'essais présentés
dans [A5 - S4 - F4], la déformation qui correspond & la contrainte maximum
s'accroit de plus en plus Torsque la temprature augmente puis elle tend
i se stabiliser pour des valeurs assez &levées de la température. Comme
les résultats d*essais sont peu nombreux au deld de 700 - 800°, nous avons

décidé, etant donné Ta tendance & la stabilisation,de limiter e ., (T)

310 1073, L'expression retenue est donc celle-ci :

e1e(T) = B(T) = 2,5 1072 + 4,1 107%(T-20) + 5,5 1079(1-20)2

avec 8(T) < 10 1073 (111.20)

Elle est représentée sur l1a figure I1I1.19 en liaison avec les essais
de Schneider [54] .

3. - Variation de la résistance en traction avec la température

Le comportement du béton en traction a généralement moins d'influence

sur la rigidité et la résistance d'une structure que ses caractéristiques

en compression, C'est pourquoi les &tudes expérimentales & ce propos ont

&té moins nombreuses. On pourra consulter Tes références [12] [z1] et [4].
Bien que tous les auteurs sigralent une diminution plus rapide des valeurs

en traction que des caractéristiques en compression, nous considérerons

pour décrire la variation avec la température de la résistance en traction
notée UE]t(T)’ la méme expression.que pour la résistance en compression

(voir § 111.2.3.1}.

On remarque ainsi que la résistance & 1a compression et celle en
traction, prises & température ordinaire, sont les deux seules valeurs
nécessaires pour décrire Te comportement modélisé du béton.
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En effet :
a,1¢(0) = ¢{T) 0,q,(20°) 111,11
ou = y(T) oyq4(20°) 11112
enelT) = 8(7) 111,20
ol () = (1) oy (20°) o ounu
ou = y(T) of (20°) 111.12

Finalement, en utilisant les fonctions ITI.11, I1I.12, I11.20 ainsi
gue les expressions 111,16, 111.17 et 111.18, on peut construire les courbes
de la figure II1.20 g?ns le cas o les agrégats sont de type siliceux et

o — t o'__ 2
7,1¢(20°) = 35 N/mm™ et o ¢(20°) = 4 N/m®,

Enfin, i1 nous reste & évoguer briévement quelques caractéristiques
du bé&ton qui sont liges & la contrainte et qu'il n'est pas possible {ou peu
profitable) d'intégrer dans ce travail. h

La résistance du béton aprés refroidissement est généralement
moins grande qu'elle ne 1'&tait & température élevée. Une dégradation
supplémentaire du matériau semble &tre produite par le refroidissement
[FS - 22]. Ce genre de sollicitions thermiques ntest pas envisagé dans la
présente étude qui se Timite aux températures monotonément croissantes.

Les &clatements du béton se produisent surtout lorsque la teneur en
eau 1ibre, le gradient thermique et les contraintes de compression sont
importants EWZ]. I1s ne peuvent pas Bire appréhendés par notre programme
puisque nous considérons que la forme de Ta section droite d'un élément

‘reste constante. Les résultats fournis par notre code de calcul & propos
des gradients thermiques et du taux de contrainte peuvent cependant aider

le projecteur 3 prévoir les dispositions constructives permettant d'éviter
1’apparition de 1'éclatement.

Les efforts d'adhérence entre Te b&ton et 1'acier subissent eux
aussi 1'effet défavorable des températures élevées. L'état de surface des
barres ainsi que 1a qualité du béton {calcareux siliceux) jouent ici un
role déterminant EiB - Sﬁj. Comme on suppose dans le code de caicul
développé ici que 1'hypothése de Bernoulli est vérifiée (cfr. § I1.2.1),
jes glissements entre matériaux sont nuls et 1’adhérence n'intervient pas.
Cela n'a, semble-t-i1, entrainé jusqu'ici aucune déconvenue particuligre.
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IT1.3 - DEFORMATIONS DE FLUAGE

Le fluage d'un matériau est 1'accroissement de déformation gui
se manifeste au cours du temps lorsque la contrainte et la température
restent constantes. Des déformations de fluage prennent naissance tant
dans le béton que dans 1'acier. Elles ont déja &té &voquées briévement
au § II1.2.1,

Une de nos ambitions Tes mieux &tablies au départ de cette &tude
était d'introduire une composante relative aux phénoménes de fluage dans
les lois de comportement des matériaux. Aprés avoir briévement évoqué
la fagon donc ces effets se développent et les modéles théoriques qui les
décrivent, nous mettrbns en évidence les raisons qui nous ont conduits
a considérer les effets du fluage de manigre implicite dans le code de

calcul développé ici.

I11.3.1 -~ Acier

La maniére dont le fluage se développe ne semble pas étre liée
d la résistance de 1'acier & température ordinaire. Le taux de contrainte
o/ay(20°) peut donc &tre employé pour décrire ce phé&noméne.

La composition chimique ainsi que Te processus de fabrication

caractérisent de maniére trés importante un acier guant & son comporte-

ment relatif aux effets de fluage.

Comme on peut le comprendre aisément, des taux de contrainte
importants et des températures &levées sont de nature i favoriser le.
développement des déformations différées. On considére généralement que
pour les aciers formés a chaud {(ceux qui sont surtout importants dans le
cadre de cette €tude - voir § I111.2.2) les effets du fluage ne sont marqués

que pour des températures supérieures i 400°C,

Les modéles théoriques présentés habituellement sont basés sur Tes
travaux de Dorn [D3], généralisés plus tard par Harmathy [H4]. Dans ce
type d'approche, les deux variables temps t et température T sont intégrées
dans une seule variable que 1'con note @ et que 1'on appelle en anglais
"temperature compensated time", définie comme suit
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t (-AH ' ) ' _
e=[ e URITET) dt | (111.21)
o
oli AH = énergie d'activation du fluage [J/mole]
R = constante des gaz [a/mote K]

aH/R est ainsi une premiére valeur caractéristique de chaque type d'acier
qu'il convient de définir expérimentalement, Sa valeur est relativement
constante (comparée aux variations des autres paramétres expérimentaux)
puisquielle est comprise entre 36.000 et 66.000 K, La relation entre

cette variable o et les déformations de fluage, pour un niveau de contrainte
donné, prend i'a11ure de la figure 111,21, A 1'expression introduite par
Harmathy [H4]"et &crite en fonction d'un arcosh, nous préférerons 1'expres-
sion introduite par Plem [Pl] et qui comprend une partie parabolique

(fluage primaire) et une partie lTinéaire (fluage secondéire). Le fluage
tertiaire n‘est en général pas considéré. :

.0 siogL 0L 0
€. .= €, 2 ‘ = = Yo
(o Y oF 4] \l Ecr.0 o

Ccp © ecr'o + 1.0 si g, 6 | (I11.22)
€
z

Comme 1'indique 1a figure 111,21, les deux paramétres Z et €
définissent ainsi 1a relation entre © et ¢

cr,o
. I1s s'expriment comme

cr
suit

_.a B

ero - A0
= D :
I =C.0 510’501._
Fo . '
= H.e s10;<0 (I11.23)

A, B, C, D, H, F et oy sont donc, avec AH/R, les huit paramétres
expérimentaux qui décrivent compl&tement le comportement d'un acier soumis
aux effets du fluage.
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~ La difficulté qui est 1iée & 1'utilisation de ce type.de modéle
ne réside pas tant dans son 1ntégratioh d 1'intérieur du code de calcul
que dans le choix pratique qu‘il convient d'effectuer & propos des para-
métres expérimentaux. Or, ainsi gquon 1'a déja signalé, les résultats

pratiques sont fortement influencés par la composition chimique de 1'acier.
On comprend donc que les valeurs présentées soient trés différentes d'un
type d'acier & 1'autre {voir lignes 3 et 5 - Tableau I). 11 est éga]ément
~ Togique de constater des &carts entre les résultats d'essais effectués

par des auteurs différents sur le méme type d'acier (voir Tignes 4 et 7 -
Tableau I). Les écarts entre essais réalisés par un méme auteur sur deux
éprouvettes du méme type d'acier, mais de nuances différentes sont dé&ja
ptus surprenanté (lignes 12 et 14 - Tableau I). Que penser alors lorsque
la seule différence entre deux essais semble &tre le diamétre de 1'&prou-
vette (Tignés 10 et 11), ou méme lorsqu'aucune répétitivité ne se manifeste
entre deux essais semblables (lignes 1 et 2 - Tignes 11 et 12) ?

Les valeurs expérimentales présentées dans la Vittérature montrent
donc une trés forte dispersion, ainsi que 1'examen du tableau I, tiré
de [A?] vient de le montrer. Or, & cause de la forme exponentielle des
expressions (I11,21) et (I11.23), 1'influence de ces paramétres sur le
comportement du modéle est trés importante. C'est ce qui est il1lustré
‘par la figure 111,22 construite dans le cas de contrainte et de température
constante, pour quatre essdis effectués sur le méme type d'acier. Les
déformations de fluage obtenues par le modéle varient dans un rapport
parfois proche de 10, suivant 1'essai qui a servi & définir les paramétres
expérimentaux.

Notre opinion est que les modéles théoriques sont effectivement
suffisamment développés et précis pour représenter correctement chaque
essai de laboratoire réalisé sur une &prouvette, bien que la forme
exponentielle les rende trop sensible & la variation des paramétres
exparimentaux. Cependant, la nature méme du phénoméne, sa réalité physique
qui montre une grande dispersion entre deux éprouvettes différentes rend
illusoire la possibilité de modéliser les effets du fluage & ta fois de
maniére explicite et de fagon suffisamment générale pour Etre applicable
i 1'ensemble des structures différentes que 1'on veut analyser,
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Nous citerons & ce propos Anderberg dans [A2].

"Creep behaviour is unique for every type of steel and a
common description is hard to find",

De méme, Becker, Bizri et Bressler dans [B3].

"..., the predicted fire response of a structure appears to be
sensitive to the steel creep model... This sensitivity appears
to arise from the exponential relationships inherent in the
steel creep model, and the predicted response is accurate only
for steels similar to those used in deriving the creep model”.

Nous avons ainsi montré la grande dispersion qui existe en ce qui
concerne les effets du fluage dans 1’acier, ainsi que la difficulté qui
en résulte pour la modélisation théorique. Qu'en est-il maintenant de
1'importance de ces effets sur Te comportement'g]oba1 de la structure ?

Dans une étude récente [BB], Baba et Nagura ont analysé le
~ comportement au feu d'un portique rectangulaire en acier, en considérant

successivement comme loi de comportement de matériau

1. loi =g, bilinéaire avec écrouissage - (fig. II1.6) et prise en compte

du fiuage
2. loi o€ bilingaire avec écrouissage (fig. III.6), fluage négligé

3. loi o€ élastique-parfaitement plastique, fluage négligé.
Les conclusions suivantes ont pu &tre dégagées {voir fig.I111,23).

1. Les déplacements calculés sont pratiquement semblables, que 1'on applique
1a 1oi 1 (avec fluage) ou ta Toi 2 (sans fluage)

2. Lorsque 1'é&crouissage est négligé (loi 3), les dép]aceménts calculés

sont beaucoup plus importants.

Cette derniére conclusion s'accorde tout & fait & nos observations
personnelles, déji signalées au § II1.2.2 : 1'écrouissage de 1'acier doit

absolument &tre pris en compte.



pour la simulation correcte de petits tests réalisés sur &prouvettes (o

'“en paraitre réduit, nous pensons que les résultats des calculs effectués
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La premiére conclusion dégégée par Baba et Nagura conforté'éga1Ement
notre opinion que, si 1a considération explicite du fluage est essentielle

la loi de comportement est le seul paramétre qui intervient), lors du calcul
de structures complétes, 1'influence globale des effets différés est

beaucoup moins importante.

C'est pourquoi, nous basant sur les considérations développées
ci-dessus, nous avons préféré prendre le fluage en compte de maniére
implicite dans les relations contraintes-déformations, en basant notre
modélisation sur des essais de traction dont T1a durée est comparable i
celle d'un essai au feu (voir § 111.2,1) et qui intégrent un effet moyen
de f1uage¢ '

 Si le degré de sophistication et d'@laboration théorique peuvent

i propos de structures réelles peuvent y gagner en géqéraTité.

ITI.3.2 - B&ton

De la méme maniére que'pour_l’acier, Tes déformations de fluage
du béton sont favorisées par des constraintes et des températures &levées.
Alors que Te type de béton n'influence guére la grandeur des déformations
différées, celles-ci dépendent fortement de 1'histoire des contraintes
et de la méthode d'essai employée (contrainte constante ou tempéfature
constante}. ' ' '

En ce qui concerne la modé]isatioh explicite des effets du fluage
d hauvte température, nous renverrons aux deux principales écoles qui

~existent en la matiére :‘Schneider [S?] d’une part, Anderberg et

Thelandersson [A5] d‘autre part.

Notre opinion reste que, outre 1fincertitude qui régne'quant'au '
choix de 1'un ou 1'autre des mod&les théoriques évoqués ci-dessus, la
nafure du bhénoméné et 1a grande variété des résultats qui y est liée
rendent illusoire la possibilité d'améliorer de maniére généra?e Ta
simulation des essais au feu par Ta prise en compté explicite des'pﬁénoménes
de fluage, pour les structures mixtes en tout cas.
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En outre, nous sommes ici 1iés par Te choix qui a déja é&té posé
lors de la modélisation de 1'acier. On'comprendra en effet aisément
qu'une solution ol Te Fluage de 1'acier serait introduit de maniére impli-
cite et od celui du béton serait bris en compte de maniére explicite con-
duirait en fait & un modaéle hybridé présentant les défauts de chacune
des deux méthodes.

IT1.4 - LOIS DE COMPORTEMENT

~ Grace aux considérations développées ci-dessus, nous sommes mainte-
nant a méme de définir la Toi de comportement uniaxial des matériaux.

E1le peut s'écrire, en fonction des déformations,de la maniére suivante

pour chaque point de la structure :

e () = ey (0aT) 4 £, (T) (111.24)

.Ft(q) représente la déformation totale en un point., 11 s'agit de la
déformation réelle existant effectivement du fait de 1'allongement de la
fibre matériefle. C'est cette grandeur que 1'on pourrait éventuellement
relever par mesure directe. Elle est directement 1iée aux déplacements
nodaux q par les relations(II.4), (I1.8) et (I1.12). Le respect de
1'hypothése de Bernoulli porte sur cette déformation totale. Le théoréme
des travaux virtuels (voir chapitre II) exprime 1'égalité entre le travail
virtuel des forces extérieures et celui des forces internes. Le travail
virtuel des forces intérieures, résultant du déplacement du point d'appli-
cation des contraintes, concernpe donc bien la déformation totale, puisque
c'est elle qui existe réellement au sein du matériau.

etn(T) représente la déformation thermique qui affecterait le matériau si
celui-ci était libre de se dilater. La fagon dont cette composante dépend
de Ta température a €té développée au paragraphe III.1. Nous avons posé
1'hypoth&se que 1a température est le seul paramétre qui influence la défor-
mation thermique. Celle-ci peut donc &tre directement calculée lorsque

1'on connait T,
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€ (U,T) est la deformat1on reliée aux contraintes, de la maniére 1nd1quee
au paragraphe III1.2. Si on &crit la relation (III. 24) sous la forme

ec(o.T) = £(a) = g (T) : | (I111.24')

on peut dire que la déformation reliée aux contraintes est la part de la
déformation réelle qui reste disponible pour mobiliser des cont?aintes 5
1"intérieur du matériau lorsqu'on a retranché la déformation due &
1*accroissement de température.

Dans le déroulement d'un calcul, le facteur temps est intégré
dans les modifications de températures qui en résultent. Aprés avoir
caleulé les déformations thermiques qui dépendent elles-mémes de la tempé-
rature, la solution du probléme consiste en la recherche des déplacements q
qui, par la loi de comportement {I1I1.24'}, produircnt des contraintes -
internes en gdquilibre avec les forces extérieures.
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CHAPITRE 1V -CALCUL DES CHAMPS THERMIQUES DANS LES
ELEMENTS SOUMIS A LINCENDIE

En plus des charges qui sont appliquées & la structure avant
1'incendie et qui, généralement, ne varient pas pendant la durée de
celui=ci, les changements de températures & 1'intérieur du corps d'essai
constituent des sollicitations importantes qu'il faut prendre en compte.
Outre 1'aspect sollicitation, qui intervient au niveau des déformations
thermiques, la température intervient également par la modification
qu'elle apporte aux propriétés mécaniques des matériaux, c'est-d-dire
aux déformations religes aux contraintes. '

I1 importe donc de calculer le champ thermigue & 1'intérieur
de 1'élément testé, de maniére aussi exacte que possible.

Dans ce but, seront examinées successivement la facon dont
1'incendie est simulé, les conditions d'é&changes thé?miqdes entre le
m111eu ambiant et la structure, les équations de résolution du probléme
et les propr1etes thermiques des matériaux. . '
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Iv.1 - MODELISATION DE L*INCENDIE

Les paramétres physiques qui régissent 1eS‘conditions dans lesquelles
un incendie réel peut prendre naissance puis se développer, sont trés
nombreux. Chacun d'entre eux intervient, de maniére souvent complexe,pour
influencer 1°incendie dans sa durée, dans sa violence et dans la facon
dont i1 va iui-méme affecter thermiquement l1a structure portante qui
nous intéresse. On peut citer parmi les facteurs les plus importants
la densité de la charge incendie,
les caractéristiques de combustion des matériaux qui brdlent,
les dimensions et 1a forme du compartiment incendié,
les conditions de ventilation de ce compértiment,

Jes propriétés thermiques des parois. '

Certains modales theoriques ont &t& établis pour 1'&tide du
développement d'un incendie dans un compartiment ou Tocal. On peut citer
par exemple les travaux de 1‘'é&cole suédoise[M3 - M4 - P2] ou ceux, plus
récents, de Bohm [B10}. Ces modéles sont basés sur’le bilan entre la
puissance calorifigue produite et la puissance consommée dans le local
incendié. Grdce a ces modéTes, i1 est possible de calcuier 1'échauffement
des gaz de combustion pour différentes combinaisons des paramétres qui
interviennent. |

A cause du nombre de facteurs qui exercent une influence sur la
saverité et la durée d'un incendie et 3 cause de Teur caractére essentiel-
lement variable, on a imaginé, dans un souci de simplification, de se
référer & un programme thermigue unique, en vue de réaliser les essais
de résistance au feu impos&s par la plupart des réglementations actuelles,
Ce programme se traduit par une relation qui décrit 1'Echauffement des.
gaz de combustion en fonction du temps, Celle-ci est connue sous le
nom de "courbe 1SO" {5].

Tg = Ty + 345 Togyg (8t + 1) | (1v.1)

TG ¢ Température des gaz de combustion en °C

[+}

T. ¢ Température initiale en °C

t : temps en minutes
et sa représentation graphique est donnge par la figqure IV.1.



-90-

La courbe IS0 est marquée par deux caractéristiques importantes qui lui

conférent un aspect assez sévére.

1. Echadffement trés rapide Tors des premiéres minutes de 1'incendie.
2. Courbe monotonément croissante. Pas de phase d'extinction.

Comme cette &tude se situe au niveau structure et non pas
développement de 1'incendie, et que d'autre part notre but premier est
la simulation d'essais au four plutdt que d'incendie réel, nous retiendrons
finalement comme seul paramétre définissant un incendie Ya courbe
d'échauffement des gaz en fonction du temps. Nous nous accordons ainsi
parfaitement aux exigences des essais conduits selon la norme IS0 834 [5]
tout en permettant 1'application des travaux plus complets évoqués ci-
dessus puisque ceux-ci débouchent également sur des relations TG= f{t).

La simulation peut bien slr &tre conduite suivant une loi d'échauf-
fement quelconque, mises @ part certaines restrictions guant & la phase
d'extinction qui seront évoquées par ailleurs (voir§ V.3).

IV.2 - CONDITIONS D'ECHANGES THERMIQUES ENTRE MILIEU AMBIANT ET STRUCTURE

Le phénoméne de transmission de chaleur par convection apparaft
lorsque les particules du milieu sont T1ibres de se mouvoir (liguides et

gaz).

Dans le cas qui nous occupe, de tels échanges doivent étre
considérés d 1'interface entre le milieu constitué par les gaz d'échauf-
fement et le milieu solide gue constitue 1'é1ément d'essai. En effet
les particules de gaz échangent de la chaleur avec la surface solide
lorsque Tes mouvements qu'elles accomplissent au sein de la masse gazeuse
Tes aménent au voisinage de cette surface. Dans la situation que nous
voulons simuler, qui est celle d'un four destiné 3 tester des &léments
de structure, deux types différents de convection peuvent exister simul-
tanément:
la convection forcée due aux mouvements que produit le scuffle des
brileurs & gaz ou a mazout,

Ta convection libre due aux mouvements produits par les différences de
masses volumiques entre des particules gazeuses de températures différentes.



)

Mathématiquement, 1'échange par convection peut se traduire par
~des conditions aux 1imités du type "Newton” ou "mixte".

g = h (Tg - T) - (1v.2)

e
1

c flux de pu1ssance ca10r1f1que transmise par convect10n la surface
du so¥ide {W/mZ]

o
ft

coefficient d'échange par convection [W/m °C]

—
"

g = Température du milieu gazeux fen °C]

]
4

g = Temperature & 1a surface du solide fen °C]

La température du milieu gazeux.est donnée comme une fonction
explicite du temps. I1 peut s'agir de la température des gaz d'échauf-
fement (la courbe IS0 par exemple) ou de 1a température de 1'air ambiant
(pour 1a face supérieure d’une dalle exposée & 1'incendie par sa face
inférieure).

La valeur du coefficient d'é&change par convection dépend essen-
tiellement du caractére turbulent ou calme des masses'de gaz en contact
avec la paroi. Pour tenir compte du caractére forcé ou naturel de
1'échange convectif, on peut introduire dans la loi IV.Z, un coefficient h
dépendant Tui-méme de la température. I1 est cependant ptus commode

de conserver & h une valeur constante pendant toute la durée de 1’ essam,
et de marquer 1a différence entre convection naturelle ou forcée par

une valeur de ce coefficient h d1fferente pour chacun des cas. Dans
certains petits fours aliment@s par des résistances eTectr1ques, les
mouvements de 1'air chaud sont provoqués uniquement par les différences
. -de densité entre les masses gazeuses les plus chaudes et les plus froides.

Pour ces environnements relativements calmes, la valeur du coeffi-
cient de convection est comprise entre 5 et 10 W/mé K. Dans lés fours
plus importants que nous voulons considérer, 1'apport de chaleur provient
de brlleurs & gaz ou & mazout dont le souffle provoque une agitation
qui accentue le caractére forcé de la convection. . Pour tenir compte de
ce phénoméne, nous ut1?1serons Ta valeur plus 1mportante i

h = 25 u/m K
dans 1a description des &changes par convection & 1'intérieur du four.
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Des échanges thermiques peuvent é&galement se produire entre les
parois de 1'&18ment testé et le miliey ambiant dont la température reste
proche de 20°C. C'est le cas par exemple d'une colonne insérée dans une
cloison résistante au feu et, plus couramment, de Ta face supérieure
d'une dalle horizontale (fig. IV.2).

Ce dernier cas est d'ailleurs assez complexe dans son déroulement
physique puisque de 1'eau libre qui était présente dans la dalle a pu
se vaporiser pour, aprés migration sous forme de vapeur a3 travers les
fissures, se recondenser sur la face supérieure de la dalle. En effet,
au cours des essais, on observe aprés un certain temps la formation de
flaques d'eau fumante en de nombreux endroits. Celles-ci finissent
en général par s'évaporer complétement si le test se poursuit assez

Tongtemps.

On comprend que la modélisation parfaite de ces phénoménes
complexes (et variables dans le temps) n'est pas possible, Cela ne
revét pas une signification trés importante &tant donné les faibles
écarts de températures existant entre Ta face supérieure de la dalle
et le milieu ambiant. Cependant, pour tenir compte du caractére moins
turbulent du milieu ambiant, nous utiliserons :

h = 10 W/mX
dans la description des &changes par convection avec 1'air du milieu

ambiant,

Les échanges radiatifs, c'est-d-dire ceux gui font intervenir
le rayonnement, jouent un rdle trés important dans les transferts calori-
fiques ayant Tieu & la surface des &léments soumis & 1'action de 1la

chaleur.

Ces échanges ont lieu entre la surface de 1'élément testé d'une
part, et 1a masse des gaz d'échauffement, la flamme des brileurs et les
parois internes du four d'autre part. Le phénoméne physique est ainsi
relativement compliqué puisqu'il fait intervenir les brdleurs, dont le
type et la position peuvent varier d'un four & 1'autre, ainsi que Tles
parois du four dont les caractéristiques thermiques et la disposition
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géométrique, et donc la température de la surface, ne sont pas connues.
Comme on 1'a expliqué au paragraphé IV.1, clest la température des gaz
d'&chauffement qui est censée représenter 1'ensemble de 1'environnement
causé par 1'incendie (ou par Jes brileurs). C'est donc cette valeur que
nous- utiliserons a titre d'approximation pour modéliser les échanges
radiatifs. Par analogie avec la loi de Stefan-Boltzmann, nous suposerons
que le flux thermique &changé par rayonnement présente 1‘expression

" suivante :
¥ =4 =4
q.=9 & (Tp-Tg) (1v.3)
" Q= flux de puissance calorifique transmise par radiation [N/mzl
¢* = constante de Stefan-Boltzmann (5,68 10'8 N/mz_KQ)
TG = Température absolue du milieu gazeux [en K]

—
@

S = Température absolue & 1a surface de 1'&lément {en K]

m
1}

émissivité relative

~I1 s'agit bien en effet d'une analogie avec la loi de Stefan-
Boltzmann puisque 1'expression compl&te de celle-ci devait intégrer un
certain nombre de paramétres qui n'apparaissent pas dans 1'équation (1V.3).

Nous examinons ci-dessous 1'influence de certains de ces facteurs
qui ne sont pas pris en compte explicitement ainsi que la fagon dont on
peut parfois les faire intervenir d'une maniére approchée,

= A cause du caractére isolant des parois du four, le gradient
thermique é‘1a surface interne de celles-ci est important. La tempéra-
ture de 1a face intérieure du four (que nous noterons TF) est donc assez
semblable & celle des gaz d'échauffement et 1'approximation qui consiste
& considérer T, au lieu de T est satisfaisante fcel.

- L'effet des brileurs, par contre, n'est pas pris en compte au
niveau des temp@ratures mais plutdt par 1*intermédiaire de 1'émissivité
relative. Ce coefficient, & caractére expérimental est introduit comme
une propriété du matériau qui constitue 1'&lément testé et sa valeur
pourra &tre adaptée ajsément en fonction du type des brileurs installés
dans le four que 1°on veut simuier.
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Nous avons remarqué, par exemple, que Ta simulation correcte des
transferts thermiques par radiation nécessite la considération d'émissi-
vité plus élevées lorsque Te mazout est utilisé que lorsque le combustible
est du gaz propane. '

- Les facteurs de vue sont des coefficients qui, basés sur des
considérations géométriques, indiquent la facon dont les différentes
surfaces agissent 1'une par rapport d 1'autre lors des échanges par
rayonnement, Ces facteurs ne sont pas calculés explicitement dans
notre code de calcul et n'interviennent donc pas dans Ta relation (IV.3).
En effet, dans le cas le plus général des sections 3 forme convexe
(voir fig. IV.3}, chague point de la surface est influencé uniquement
par le milieu extérieur et pas par les autres faces du profil. On aura
donc en chaque point de 1a.surface :

Feo =1

Se

si FS = facteur de vue qui Tie un point de la surface du profil au
€ milieu extérieur. '

Cependant, lorsque la section présente une partie concave,
certaines surfaces sont protégées du rayonnement extérieur par les
surfaces voisines., C'est notamment le cas des profils en double té
comme celui qui est schématisé par lafig. IV.4, ol on a visualisé le
rayonnement extérieur qui peut parvenir en différents endroits du profil.
Cet effet ne peut &tre simulé dans notre code de calcul que par 1'inter-
médiaire de 1'émissivité relative dont on peut faire varier la valeur
d'une face & 1'autre, Dans le cas de Jafig., IV.4, on aurait :

* * x
EB<EC<EA

La maniére pratique dont nous procéderons sera mieux détaillée
lors de la simulation des deux premiers essais sur colonne.

- Un autre facteur qui n'est pas considéré dans la relation (IV.3)
est T'influence différente que chague longueur d'onde rayonnante peut
avoir sur 1'échange radiatif, autrement dit les effets spéculaires,

Nous supposons en fait que le rapport entre 1'énergie rayonnée
par un &lément d'essai et 1'énergie rayonnée par un corps noir est
indépendant de la Tongueur d'onde du rayonnement, HNous considérons
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donc que les é@léments testés se comportent comme des corps gris. .Cette
hypothése peut sembler incorrecte lorsque 1'on considére les variations
’ﬁe couleur que subit une piéce d'acier portée a haute température .
Toutefois, le manque d'informations expérimentales et Ta'complexité.des
processus mathématiques permettant de prendre cet effet chfomatique en
cbmpte nous portent & utiliser le modéle simple qui a &té décrit ci-
dessus. Dans 1°ensemblé, celui-ci a toujours donné satiéfaction.

FinaTement,'si on suppose que les deux modes de transmission de
la chaleur (comvection et rayonnement) sont cumulatifs, on obtient/

qS's=qC+ql"‘

q

. _h(TG-TS)M*e*(TG‘*-Tg), | O (1v.8)

qg = flux de puissance calorifique transmise & Ta surface d‘un élément.

N.B. : Comme la valeur de h a été fixée & 25 ou 10 L-J/m2 Ks 1'émissivite
relative est le seul paramétre intervenant dans les conditions aux
limites que nous puissions encore faire Varier pour adapter les résuitats
numériques aux valeurs expérimentales. Cela neus évitera un nombre de
combinaisons et de tdtonnements trop important . Cela peut se justifier
physiquement par la prédominance des transferts radiatifs, surtout aux
températures dlevées, En effet, la fig. IV.5 montre que le rapport
radiation/convection est supérieur a 1 dés Tes'premiéres minutes de
1'incendie. Le plus souvent, ce rapport est compris entre 3 et 8.

IV.3 - TRANSMISSION DE LA CHALEUR A L*INTERIEUR DE L‘ELEMENT TESTE

L'équation différentielle régissant les transferts conductifs dans
un milieu isotrope s'éerit, 1orsqu’e11e est rapportée & un systéme d'axes
cartésien : ' -

8,587y, 3 aT 3 3T . aT
T fﬁ)“"gy("‘gy)*ﬁ(’\ 3‘2)+Q—p_c‘g“f (1v.5)

Ko ¥e 270 coordonnées cartésiennes définies dans notre cas par la
fig. IV.6 (voir aussi fig., 11.8 et I1.9). '
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X : coordonnée axiale de 1'élément
y : coordonnée qui supporte les déplacements de 1'élément
z : coordonnée transversale

: conductivité thermique du matériau [W/m°c)

: température [°c ou K]

: source interne de chaleur [W/m3] :

: masse spécifique du matériau [kg/m3]

i chaleur spécifique du matériau [J/kg.°c]

o+ 0 D O - >

: temps [s]

C'est 1'équation classique de la chaleur exprimée en termes de
températures. Elle exprime 1'équilibre des flux thermiques au sein du

matériau, ‘ ;

Cette équation est établie en négligeant le terme de couplage
entre les effets thermiques et les effets mécaniques. Ce terme, qui

présente la forme suivante

BeT (1V.6)

0
g8 = coefficient de contrainte thermique,
£ = g%- variation de la déformation,

T = température de référence pour laquelle Jes contraintes sont nulles,

exprime le fait physique qu'une modification des déformations dégage

de Ta chaleur. Il intervient pour une part non négligeable lorsque des
déformations plastiques se produisent & vitesse &levée (chacun connalt
le moyen de diminuer la résistance mécanique d'un fil de fer en le
pltiant alternativement aussi vite que possible). Dans notre cas, cet
effet peut &tre négligé devant la mise en charge thermique classique
puisque les phénoménes sont relativement "lents®, Les effets mécaniques
et les effets thermiques seront ensuite superposés par 1'intermédiaire
des Tois de comportement du matériau (cfr. chapitre III).

Afin de réduire, dés 3 présent, la longueur des équations, nous
intreduirons ici 1'hypothése que, & tout instant, la température est
uniforme Te'long d'une fibre paralléle & 1'axe de 1'élément, c'est-a-dire :

aT
5% =0 (1V.7)
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L'influence de cette hypothése serd discutée lors du calcul de certaines
poutres, Dans ce cas, le champ thermique peut &tre &tudié dans une confi-
‘guration plane (celle de 1a section droite de 1'@lément) et 1'&guation

de Ta chaleur s'écrit :

3_ 40T .8 AT _o.aT V.5
ay(iay)“'“g'f(l‘gg)*‘g-p-cz"gf | (ilo}
On peut signaler dé&s & présent que les caractéristiques thermiques des
-matériaux A, c, p dépendent de la température.

IV.3.2'- Méthodes de solution

L'expression IV.5 constitue une Equation différentielle para-
- bolique. '

Les conditions aux limites du probléme ont &t& expesées au paragra-
phe IV.2. Mathématiquement, elles s'expriment de 1a maniére suivante :

A (n '%I-+ n -g;) = g, pour les surfaces en contact avec le four
¥y oy z ou 1‘'ambiance froide.’
(n %I +n, %1) = 0 pour les surfaces qui sont considérdes comme
Y o z des axes de symétrie. (1v.8)
avec n , o, : composantes de la normale & la surface.

yﬂ

Les conditions inftiales s'écrivent :

T=T ent=20
0 (IV.9)

T0.= température initiale de 1'&18ment,

La résolution analytique de (IV.5), compte tenu de (IV.8) et

de (IV.9), devrait nous permettre de déterminer la solution du probléme
Toutefois, cette intégration analytique n'est en général possible que

pour des cas simples et ne peut certainement pas s'appliquer aux cas qui
nous occupent & cause des formes compliquées et non répétitives de la
section droite que nous voulons pouvoir &tudier, & cause de la présence

de plusieurs matériaux différents et & cause de la variation des propriétés
thermiques des matériaux avec la température. I1 importe donc de mettre

en oeuvre une technique numérique de résolution qui fournisse une solution
approchée acceptable. Nous abordons ci-dessous les principales méthodes

qu'il est possible d'utiliser. ‘
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Principe variationnel et méthede de Ragleigh- Ritz

Un principe variationnel correspond & 1'existence d'une fonctionnelle
(qui représente une forme intégrée de 1'équation de départ) telle que Ta
satisfaction des conditions de minimum de la fonctionnelle corresponde &

la satisfaction de 1'équation de départ,

Pour les problémes thermiques, la fonctionnelle est quadratigue
et 1a méthode de Ragleigh -~ Ritz aboutit & la formation d'un systéme
d'aquations linéaires dont Ja résolution fournit une solution d'autant plus

proche de la solution exacte que les modes spaciaux choisis sont riches,

Cette méthode, cependant, n'est applicable que dans Tes cas ol
1'opérateur différentiel de 1'équation de base est auto—adjoint,
c'est-a-dire, pour les problZmes thermiques, lorsque le probléme est
stationnaire. A cause de la nature essentiellement transitoire des
problémes que nous avons 3 résoudre, cette Timitation est totalement
exclusive et nous oblige & écarter la méthode varidtionnelle. Pour de
plus amples renseignements 3 propos de cette méthode, on consultera

par exemple [H1O].

Méthode des résidus pondérés et technique des éléments finis

La résolution du probléme Tocal

3 at 3 aT _ aT _
77 (P g tar (A5 Qe g0 (1v.5)
noté L(T) = 0 dans V
T AT _
(ny 3y + ”z'if) -9 = 0 (IV.8)
noté B(T) = 0 sur S

est remplacée par la forme faible

ST wy dv s SB(T) vy ds = 0 i=1,2,,.M  (IV.10)
ol les ¥ constituent un ensemble complet de fenctions lingéairement
indépendantes. 11 s'agit aussi d'une forme intégrée de 1'équation de

départ.
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La méthode des &léments Tinis consiste & discrétiser 1%inconnue
a partir de N fonctions choisies. ) o

N

T = a. b

It | (IV.11)

La méthode de € alerkin| 32| constitue alors & poser ¢=y et M=N,
Lorsque les opérateurs L et B sont 1indaires, 1'introduction de 1a
variable discrétisée (IV.11} dans ta forme faible (1V.10) fournit un
systéme dféquations du type suivant :

Ko Tn(8) + S To(t) = g, () ' (1v.12)

K est la matrice de conductivits,
- C est Ta matrice de capacité,
' g est ie vecteur des charges thermiques.

L'opération de discrétisation telle que (IV.11), portant sur
1es modes de répartition spatiaux de 1*inconnue, laisse le comportement
temporel continu, si le probléme est transitoire. Cette discrétisation
a donc conduit & un systéme semi-discret d'équations différentielles
en'Tn(t) {c'est le systéme IV.IZ) gu'il faudra intégrer u]térieurement;
Or, mdme dans le cas ol les opérateurs L et B sont linéaires, les
matrices K et C dépendent de la température par 1°intermédiaire des
caractéristiques thermiques des matériaux. De plus, le caractére
~ fortement non-lindaire des échanges radiatifs nous ob]igera; soit &
faire intervenir ceux-ci en tant que charges thermiques qui dépendront
alors elles aussi de Ta température, soit & faire intervenir des termes
en T3 dans ia matrice de conductivité, Quoi qu'il en soit, 1'intégration
temporelle de 1'inconnue requiert & chaque pas de temps la résolution
dfun systéme non-lindaire, c'est-a-dire 3 chaque fois la formation puis
1a résolution de plusieurs systémes linéaires successifs, La complexité
et 1a Tourdeur de ce processus jtératif nous ont conduit & écarter la
technique des &léments finis comme mé&thode de résolution numérique de
1'8quation de la chaleur. A propos de cette technique, on pourra
consulter [P3]. '




Méthode des différences finies

La méthode des différences finies, quant & elle, ne procéde plus
3 partir d'une forme intégrée des é&quations de départ mais s'applique
directement & la forme locale de ces équations, 11 s'agit d'une méthode
directe en ce sens qu'elle agit sur 1'opérateur différentiel de'la maniére
qui est expliquée ci-dessous. Le schéma de résolution utilisé ici est
assez semblable a celui qui est suivi dans [C2].

Suivant 1'hypothése émise au § IV 3.1, nous sommes en présence
d'un probléme plan, L'équation de la chaleur est danc {IV.5) que nous

reproduisons ici.

T 3T
)+ o(a) + Q=0 (1V.5)

3T
8y

3 ¢
Le plan est divisé en un maillage rectangulaire représenté a la fig.IV.7.
I1 s*agira dans notre cas du méme découpage de la section que celui qui
doit Btre effectuéd lors des calculs statiques (cfr §IL.2.3 et fig.I11.9).
Chaque maille du découpage est représentée par ses indices de position
i et j. Ses dimensions sont Ayi et Azj. Nous supposons qué les para-
métres de chaque maille {température, conductivité thermique,...) sont

caractérisés par leur valeur au centre de la maille.

Pour chaque maille i, j on peut transformer (1V .5) de la maniére

suivante
: Teiqg s _ Ta s
kil SR P Bl P (différence décentrée en aval)
5Y : : By, X7
1,J .._..lﬂ +__.E.
2 F3
ou
AT Ti,i = Ti-1. (différence décentrée en-amont)
¥, Y, Yy
2 2

Puisque » peut varier d'une maille 3§ 1'autre, on obtient

Car L _Tielg - T
Wiy M M
2X 41,5 ZAiJ

ou
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k_al . Ti,j - Ti""}.,j
Wi, Mia, My
2?&1"19.'} 2?\153

La différence centrée du second ordre s'é&crit donc

T

Tivt,i - Y, Tii-Ne,g

11 Y -1, Y
s o, T LSRR IR i-15 ML
IS WA -

5 .
i.d by

<

Aprés considération similaire de la dérivée suivant z et multiplication
par Ay, Azj, la forme locale de 1'équation de la chaleur dans lta maille
i,j est la suivante :

(Mg, = Tiggh ogy Ty 5 - Toogyg) 025 0y 4007y 500y (O

R 1(M1+1 b ) %(’W -1, fﬁ__) %(“jﬂ ¥ ffg,) ‘}z(:zj 1+)\m¢)
41,5 N,J | Nel,i 74,3 Mo Mg i,3-1 "4,

0 . A = p. L Ce . AV T
Q5 dyq 825 = oy yroq, 5 vy A2y Ty (1v.13)

i, 1 e 1}Ay

Cette équation a été obtenue par transformation de 1'opérateur
aux dérivées partielles en différences finies.” On aurait pu 1'établir
en exprimant 1"équilibre thermique de la maille 1, j. En effet, les
4 premiers termes de (IV.13) représentent la puissance calorifique
échangée par conduction avec Tes mailles voisines,
Te cinguiéme terme représente la dissipation 1nterne, '
. et le membre de droite correspond & 1'augmentation de cha1eur interne suite
a 1'échauffement de ia maille.

C'est en nous basant sur ces coﬁsidérations d*éguilibre thermigue
que nous examinons la maniére dont (IV,13) se transforme si la maille i, j
constitue une frontigre du domaine (voir fig. IV.8)
soit Ti,j la température au centre de 1a mailie i, j

TG - la température du milieu extérieur

Ts Ta température de sﬁrface de 1a maille i, j.
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Le flux de puissance calorifique échangé entre le milieu gazeux et la

surface de 1a maille est donné par (IV.4}.

qs=h(1’G-TS)+ce G 5
= G*(—G - :rs)
si o =h + of & (1.2 + %) (7, + 1) (1V.14)

Si on exprime que ce flux est égal & celui qui est échangé entre la
surface et le centre de la maille, on obtient

L |
(Tg - 7o) o™, s = Ty, 50245
‘ AZJ-

7

d'oll on tire

x
2T, .a: .+ T, a2z,
Semted TJ G (1v.15)

AZ. g™ +0 3 .
ja 2}_1

T

»J

On remplace alors dans 1'expression (IV.13) un des termes de conduction

interne par le flux de surface correspondant

a. . T, - Tg) oy (1V.16)
S
AZ .
J___ .1
Zh: . X

Si on écrit finalement ]'équétion d'équilibre thermique pour toutes les
mailles, on obtient un systeme d'équations du type (IV.12).

K I_*E I=g O (1V.17)

Cemme dans Te cas des éléments finis, les matrices K et C dépendent de
la température par 1'intermédiaire des propriétds thermiques des matériaux.
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De plus, le caractére hautement non linéaire des échanges radiatifs
apparait également dans la matrice [K}. La différence se situe au niveau
de la mairice de capacité qui est maintenant diagonale., Cette propriété

prend toute sa signification au cours de 1'intégration temporelle qui
est développée ci-dessous.

Soit tn le temps oli 1'éguilibre thermique est connu
torl le prochain temps pour lequel on veut déterminer le nouvel
Bl gquitibre.

- %,

Ces deux instants sont séparés par une durée 4t = toe1 - by

Nous écrirons le systéme d'éguation (IV.17) en un instant

t@ = tn + & At

avec 0¢& [0,1]

T T
Si on discrétise 24 = L = 7

5T A pour t € [tn, t

n+1}

et qu'on interpole g, =g  +0© (gn+i -9, )
\ QY

n

et E@ I@ N Eﬂ In + e (Eﬂ41 Tl ~ Ky In)

on trouve

€Tn+1 )_2 at g(l-e)(gn - Ky Tol* e(Erﬂ-lw Kot In+1)g (1v.18)
® est en fait le paraméire du schéma d'intégration.
Sie =1, on privilégie lors de 1'intégration les valeurs des paramétres

at temps tn+1e Clest le schéma totalement implicite

Si @ = 0, on ne considére que les valeurs (déja connues) au temps t .
“Llest e schéme totalement explicite.
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Toutes les valeurs intermédiaires sont évidemment possibles,

Si nous utilisons le schéma totalement explicite, (IV.18)

devient

Ta =L+l at (9, - X, T) (1v.19)
Ainsi les valeurs en tn+1 sont uniguement fonction des valeurs en tn,
qui sont toutes connues de maniére explicite. IT suffit donc d'une
seule étape pour réaliser chaque pas de temps. Un processus jtératif

 n'est pas nécessaire. De plus, puisque la matrice C est diagonale,
son inversion est immédiate. En fait, si N est le nombre de mailles de
la discrétisation, chague pas de temps ne nécessite que la résolution

de N équations i une seule inconnue, au lieu de la résolution d’un
systéme de N équations 3 N inconnues pour un schéma implicite,

Ainsi, pour chaque maille i, j, on obtient

Toiq » = T. . AZ.
+1! r
AV Il N

J
1(“y1+1 Rk )
AURERLLE

= At '
T = Tp . Co 5 Ay, 8z, 301;3 Ayy Az

T -T. . .
e L1 T1,3-1) M5 g (1V.20)

}_(AZJ_‘I s AZJ—
28 PO W
19.}'1 T:j

dans Taguelle toutes les grandeurs p, €, Q, sont évaluées en tn.
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Un schéma d'intégration temporelle, comme celui qui a été
développé cindessus; doit répondre & certaines exigences de stabilité,
de précision et de convergence, La figure IV.9 peut aider & la compré-
hension de ces trois notions. 11 importe maintenant de déierminer
sous guelles condiiions ces exigehceg seront rencontrées. A ce propos

on pourra consulter [R2] ou [S9]. La présente étude est essentiellement
basée sur [H10}

Stabilité
A causes des erveurs dlarrondis indvitablement liées a tout
processus numérigue, la résolution de 1°équation aux différences Tinies{IV.20}
introduit & chague pas de temps une erreur qui marque Ta différence entre
“ 1z solution approchée obtenue et la solution exacte de 1'équation aux
différences finfes. On dit que le schéma est stable si 1ferreur qui
“résulte d'un pas de temps s'aiténue progressivement au cours des nas de
temps suivants. L'instabilité correspond au cas ob 1'erreur ne cesse
de stamplifier au fur et & mesure du déroulement dﬁlprocessus d*intégra-
tjon. Ce cas doit Etre évité,

La stabilité d*un schéma d'intégration linéaire peut s'étudier
par 1'analyse du systéme homogéne correspondant au systéme que 1'on doit
résoudre. Dans notre cas,{IV.17} livre le systéme homogine suivant

KT +¢

—_— —

<9 | (1v,21)

St 2

On écrit

= -at
L=xe {1v.22)

i
d

oy taux de décroissance temporeile des modes spatiaux, qui sont
déterminés par V'équation aux valeurs propres.

avec x, modes de répartition spatiale de la température

(K - o505 = 9 | (1v.23)
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Les modes spatiaux peuvent servir de base au développement de
1*inconnue et, commé, aprés orthonormatjon , . ils sont orthogonaux
entre eux, le systéme (IV.21) se transforme en une série d'équations
différentielles découplées. L'étude de la stabilité d'une de ces
équations {celle qui correspond au mode spatial décroissant le plus
lentement) livre, lorsqu'on limite le facteur d'amplification de

1'erreur

.01 -0)ata?

5 < 1 {1v.24)
1+0Ata

Al =

La figure IV.10 présente 1'expression graphique de cette condition
pour différentes valeurs du paramdtre d'intégration,

Pour o€ [% . 1], le processus est inconditionnellement stable.
Si les schémas implicites imposent la résolution de systémes d'égquations
complets, 1'inconvénient est donc contrebalancé par la possibilité

d'utiliser des pas de temps importants.

Pour B E ] o, % [‘ le pas de temps ne doit pas &tre trop grand
(i1 faut respecter (IV.24))si on veut assurer la stabilité. Comme ces
schémas nécessitent également la résolution de systémes complets, ils
présentent ainsi les deux types d'inconvénients et ne sont donc pas

indiqués,
Pour @ = 0, on doit impérativement respecter

Wl At < 2 (IV.25)

pour assurer la stabilité du processus d'intégration. L'avantage des
équations a une seule jinconnue du schéma explicite est donc contrebalancé
par 1'obligation d'utiliser un pas de temps réduit.

Précision

- La vérification de la condition de stabilité n'empé&che pas 1'apparition
de facteurs d'amplification de 1'erreur négatifs., Ceci introduit des
oscillations temporelles dans la solution (comportement en dent de scie)

puisque, a la Timite, on a

- k _ k
Ag=-1 et Ay = (-1)
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A Y condition (IV.24), nous substituerons donc, pour cette raison,
fa condition suivante

Ay = i-{1- 9)&; N
& l+oata
c'est-a-dire
2 1 :

qui, dans le cas totalement explicite que nous avons choisi, Tivre
2. :
R (1v.27)

- Si on développe en série de puissance

d'une part le facteur d'amplification de 1'erreur qui résuite.dé
T'intégration exacte

2

-a"at i 2,12 3
Ay = e 2 el - ofat £ 3 (far)® - 3 (Pat) oo (1v.28)
. d'autre part le facteur d'amplification de V'erreur qui résulte de
T4 intégration numérique
_1- m2At {1-0) _ 1 -
= 5 I

1+a"ato

2 2 .

Ao

at + 0 {alat)? - 6% (@Zat)® +... (1V.29)

on constate qu'il n'existe qu'un seul schéma d‘infégration qui approche

* -7a solution exacte au deuxigme ordre. C'est celui qui correspond a

e =-% . Dans ce cas, 1"intégration numérique donng un résultat trés
proche de 1'intégration exacte, du moins pour a2 at < 1. Cela
apparaft d'ailleurs trés bien sur la figure IV.10,

On pourrait également montrer que le schéma d'intégration
pumérique respecte la propriété de consistance qui s'exprime comme suit

[elt) Iga ath®

{Iv.30)
e{t) : erreur de troncature locale
& : scalaire

k : ordre de précision du schéma

it

;o1
Zsie =5

1 dans les autres cas.
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- De cette étude, nous retiendrons que @ =-% constitue le schéma
Te plus précis a condition de limiter fortement le pas de temps. Cet
inconvénient, ajouté au caractére implicite des équations, rend cette
solution peu intéressante. @ = 2/3 ou 3/4 constitue une bonne solution
au point de vue de la précision, & condition que 1'on accepte de résoudre
les équations implicites. La méthode explicite gque nous avons choisie
(6 = Q) n'est pas celle qui assure le maximum de précision. Nous exposerons
ci-dessous les raisons pour lesquelles nous pensons que, dans les exemples
gui nous intéressent, cette solution est malgré tout acceptable.

Convergence

Méme si on pouvait supprimer les erreurs d'arrondis, et si on
pouvait réaliser 1'intégration exacte de )'équation aux différences
finies,on n'obtiendrait pas tout-a-fait la solution de 1'équation aux
dérivées partielles, & cause de 1a discrétisation d'un espace continu.

La propriété de convergence exige que le résultat exact de
1'intégration numérique tende vers le résultat de 1'équation exacte

Torsque le pas de temps At tend vers €.

L'étude théorique de cette propriété ne sera pas réalisée ici.
Signalons simplement que son existence est assurée, selon Te théoréme
d'équivalence de Lax [ L3 ], par la vérification simultanée des conditions

de stabilité et de consistance {voir ci-dessus).

Détermination du pas de temps

Nous noterons

R1-+1=.1_(Ay1'+1 + 4 ) (1v.31}
“A\M, Mg

la résistance qui s‘oppose & la conductivité thermique entre les

mailles i1, j et 1 +1,3.

Si la maille i + 1,j se trouve dans le milieu extérieur, on aura

AY.
Risl = ;}le i (1v.32)

1,3
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. & : RPN P cps 2
oll o est le coefficient d'é8change en surface défini par (IV.14).
Lidquation {IV,13) s'dorit alovs

: R P : R Sy AT R ; A P :
S,y T Ty M Cagg - e o = T (4.3 7 T-0%

Rist R Rjél ijl
b, . €. . by, AT, T, .= Q. . Ays AZ
p?,J C%,J by &ZJ i, Q?yj A5 B2 {Iv.333

Lorsgu'on derit {I¥.33) sous ta forme condensée (IV.17),

LT

e

£3
R

I

- g (1¥.17}
Ty

i1 fmporte de remarquer que 1 et § sont les indices qui indiquent
la position d*une maille dans la discrétisation de la section droite, I
ne s'agit pas dfindices de matrice., On peut, par exemple, avoir

e [1, ¥
je [1, u]
avec M ¢ N

Les matrices K et C, par conire, ont un nombre de Tigne égale
au nombre de colonne.  Las indices m et n indiguent Ta position 2
1'intéricur de la watrice e, par exemple,

me {1, B& N}

ne fl. B Ml
puisqu®h chague maille de la discrétisation, correspond upe ligne (et
une colonne) de le matrice,

On constate donc que, dans la matrice C, seuls Tes termes de la
diagenale principale sont non nuls. En effet, dans {IV.33), 11 n'existe

gue des termes en Tﬁ 4o Les fermes du type T nexistent pas.

od ‘ i+1,3
Cette propriéié de C avait déjh é1€ abordée par ailleurs. Nous aurons

ainst

QEVgBQE
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Dans la matrice K, nous nous intéresserons uniquement aux termes de la
diagorale principale, méme si les autres ne sont pas indentiquement nuls,

’ N
Il
~o #0
AZ, Az, Ay, AY.
i<__ - R J"I' ;1. -I-R_.-l +R—.—.l (EV.35)
i+l 7i-1 Tj+1 Ti-1
™~
# 0 ~
™)
“
En effet, la résolution de {IV.23) impose la construction de
Efl K, qui, a cause du caractére diagonal de C, ne fait appel qu'aux
termes diagonaux de K. Nous obtenons ainsi
b
K‘MAZ AZ A Ay 0
i A Rt
1yl B B Rga By
—_— - ps = L. 5 Ay. AZ,
1,3 1,3 1\\;1
0 ~
~)

La résolution de (IV.23), liée a la condition (IV.27), fournit

st < min Py Ci,5 Y5 82y (1v.36)
i Az, Az, Ay, Ay,
Tt e

Vit M-l R Nyel

qui permet de calculer le pas de temps de 1'intégraticn du probléme
aux différences finies, dans le cas général oll les mailles présentent

des dimensions et des propriétés thermiques différentes,
La condition suivante ,
2

2
. . . C. . Ay . . C. . AZS
st < ming -(01,3 i, Vi, Pi,3 i, ZJ)
4 Ai 4 li

(1v.37)

» 3

est souvent utilisée [C2], 3 tort, pour déterminer le pas de temps d'un
probléme aux différences finies, Thdoriguement, elle n'est valable que
pour le cas des éléments finis plans dont la matrice de capacité a été

diagonalisée. Dans Te cas particulier oli les mailles sont carrées,
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ont toutes les mémes dimensions et ol le matériau est uniforme, on peut

appliguer {1V,37) mBme avec un probléme aux différences finies puisque (IV,36)

et {IV.37} donnent alors Ja mBme valeur. Dans Je cas le plus général,
- cependant, {I¥.36} donne un pas de temps plus grand, ainsi que 1i1lustrent
Tes deux exemples suivants

1} Une rangée du maillage est deux Tois moins large gue la trame
générale {(figure IV.11)
condition exacte At & 0545 %fm
ces . - P
condition approchée - AV 025 B
2} Une rangde du maillage est 20 feis plus conducirice gue les rangdes
voisines: cas d'une @me en acier noyé dans le béton [Figure IV.12)

condition exacte ht< 228 W07 Ef;
condition approchée A< 125 107 E%%é_

On peut démontrer analytiguement gue 1'exprassion (fV33?§g valable pour
Tes &léments Tinis, ne viole jemais la condition de stabilité lorsquielle
est appliquée 3 un probleme de différences finjes. Elle n'est pas appro-
pride car elle esi trop sévére,

itz condition exacte conserve malgré toul une Torme assez semblable,
On remargus dong : '
- Le pas de temps est preoportionnel au carré de la dimension des mailles.
54 on uiilise un maillage deux fois plus fin, le nombre des mailles
est quadruplé ot le pas de temps est réduit par 4. Le nombre des calculs
est ainsi multiplié par 16 !

« Le pas de temps est fnversdment proportionnel & Ta diffusivité thermique
dy matdriau

(1v.38)

Dans ies sections mixies que nous voulons étudier, ce sont les
mailles dfacier {bon conducteur} qui conditionneront la grandeur du pas
de temps. fr, la diffusivité thermique de 1'acier, ainsi d’ailleurs gue
celle du béton, varie avec la température (voir § IV.3). Elie tend
i diminver lorsgue la température s'éléve. Tenant compte de cetie
proprié%é5 {1 est intéressant de réactualiser le pas de temps, dont Ta
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valeur peut augmenter au fur et 3 mesure de 1'échauffement de la section.
Pratiquement, nous recalculerons le pas de temps du calcul thermique aprés
chaque calcul statique, c'est-a-dire environ toutes les minutes.

On peut retenir comme ordre de grandeur que, dans les exemples
que nous avons traités, le pas de temps du calcul thermigue est souvent

compris entre 3 et § secondes.

Le critére du pas de temps thermique est €tabli sur base d'un
minimum (voir équation IV.36), c'est-a-dire qu'il existe une maille,
la plus défavorable, qui conditionne le pas de temps. Pour les autres
mailles, on aura donc u2 At < 1 et la situation y sera plus favorable
au point de vue de la précision (voir figure IV.10), On peut aussi
noter que, méme si 1'équation de la chaleur est paraboligue et que,
théoriquement, toute sollicitation thermique aux frontitres affecte
instantanément tout le domaine, en pratique les ondes de ;ha1eur mettent
un certain temps pour pénétrer dans les sections étudiées. On développe
4 ce propos la notion de profondeur de pénétration.. Or, il est courant
que le pas de temps soit déterminé par une maille intérieure (ame d'acier
noyée dans le béton par exemple). Dans ce cas, le caractére transitoire
des phénoménes n'affecte pas cette maille pendant la premiére partie de
1'essai. Durant ce laps de temps, le critére est en fait trop sévere et,
par le fait méme, la précision est plus grande que ce gu'on pourrait
supposer, Ces deux effets expliguent le fait gue, méme si le schéma
explicite n'est théoriquement pas le plus précis, pratiquement la
précision est tout-a-fait acceptable.

La théorie de Ta stabilité du processus d'intégration temporelle
a ainsi été appliquée au cas particulier d'un schéma aux différences
finies dont les mailles présentent des dimensions et des propriétés
thermiques non uniformes. Nous considérons qu'il s’agit 1a d'un apport
personnel au calcul des températures, Lle critére exact gue nous avons
déduit permet, dans la plupart des cas, un accroissement du pas de temps
de 1'ordre de 50 %.
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Iv 3. & - Pr?se en_compte de §° Leau ﬁ@bre

i e g o e o, ) am £ e @ o e e o,

Afin d'as surer 1'hydratation de la totalité du Ciment, on est

amené, lors de 1o préparation du béton, & incorporér une guantité dfeau
'supérlear& 2 ce qui serait strictement nécessaire. De pius, %'Hydratation
du ciment est un phen@mene progressif qut nesessate une durée amportante
pour se dérouler a@mp@eiemeﬂt De la sorte, une certaine guantité d'eau
libre est presgue toujours presente au sein du béton, méme lorsque
celui=-ci a réalisé sa prise. Il peut également se trouver de 1°say
résiduelle dans certains matériaux de protection thermigue, surtout

dans le cas des produits qui sont projetés ou appliqués sous forme de
préparation humide,

La présence de cette eau joue un double rBle lors de la moniée
en température de la section. D'une part, elle moditie les propriétés
thermigues des matériaud; la conductivité thermique d'un isolant augmente
lorsque celui-ci est humide, Toutefois, cette aciion est surtout
marquanfe dans le cas des matériaux fibreux {laine . de verre,...). Pour
le béton et pour les isolants solides, ce phénomzne est moins important,
En tout cas, 17 est trés Tacile d'adapter 1a conductivité thermidue du
matériay entre 0°C et 100°C pour tenir compte de ia présence de 1'eau.

Le deuxibme effet se marque lorsque la température du matériau
atteint 100°C, température & laguelle, dans des conditions de pression
normales, T°eau libre se transforme en vapeur. Celte évaporation est
endothermique et contribue i retarder la montée en température. 11
jmporte dfen tenir compte.

La Qremi%re facon de procéder est d'augmenter artificiellement
la capacité thermique du matériau pour Tes températures proches de 100°C.

51 Q@ = 2,250 Ki/Kg d'eau est la chaleur de vaporisation de 1'eau,

p ‘est Ta tensur en eau du matériau (en Kg d'eau par m3

de matériau),
p.c sont. les propriéids thermiques du mamerwau seq,

Pg © sont les propriétds modifides pour tenir compte de la présence
de 1'eau,
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on doit respecter
[ ar =
A (pe Co - p )T =0, p (1v.39)

Généralement, ¢ et o varient avec la température, alors que

P =P, = constante., Dans ce cas

L3 e M-cimar=qp (1V.39bis)

Pour décrire convenablement 1'évaporation de 1'eau, on doit avoir Ca #cC
uniquement pour des températures proches de 100°C (voir fig. IV.13).
L'avantage de cette méthode est de permettre aisément 1'analyse de '
problemes avec eau libre sans aucune modification particuligre du code

de calcul, uniquement en jouant sur les propriétés thermiques des matériaux.

Une autre fagon de procéder est de revenir i la signification
physique de 1'équation (IV.13). Celle-ci exprime en effet 1'éguilibre
thermique de la maille i, j ; la quantité de chaleur regue par conduction
interne avec les mailles voisines est utilisée pour 1'dchauffement de 1a
maille i, j. Lla seule modification a apporter pour tenir compte de
1'évaporation est d'exprimer que, dans certaines conditions, la chaleur
regUe des mailles voisines est utilisée pour 1'évaporation de 1'eau
libre. Cela est possible par la prise en compfe du terme Q, la source

interne de chaleur.

Rappelant que

p = teneur en Kg d'eau par m3 de matériau,
Q. = chaleur de vaporisation de 1'eau [KJ/Kg d'eau],
Q = source de chaleur interne [KW/m°},

nous aurons

Q=00 | (1v.40)
de sorte que
pour T < 100°C, 5 =0 =0 on calcule %
pour T =100°C, sip#0 % =0 on calcule Q puis 5 et p
sip=0_ 5 =0 =0 on calcule %
pour T 2> 100°C, p = 6 =(0=0 on cdlcule % (Iv.41)
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~ C'est cette dernibre méthode qui a tout d'abord été appliquée
telie quelle dans notre programme. On constatait'bien, dans les résultats
de ca1cul,‘que Tes mailles contenant de 1'eau Vibre (le béton par exemple)
marquént un pailtier dans leur courbe d'échauffement, pour la température
de 100°C.

Les résultats des mesurss effectuées lors des essais réels
montrent deux types de phénoménes qui n'étaient pas pris en compte par
le caleut {voir fig. IV.14),

1. Dans 1a réalité, le pallier d'évaporation peut se produire & une
température plus élevée que 100°C. Nous pensons que ce phénomeéne
de surchauffe peut stexpliquer de la manidre suivante.

- En un endroit donné du béton, Ta température atteint 100°C. L'eau
1ibre commence 3 s'évaporer. Si le béton est poreux ou s'il esi
fissuré sous 1'effet des contraintes, la vapeur peut migrer vers
d'autres parties et le processus d'évaporation se poursuit a la tempéra-
ture de 100°C. Si, par contre, les premi2res parties de vapeurs sont
emprisonndes & 1'intérieur du béton, toute nouvelle évaporation provogue
une élévation de pression, qui augmente ainsi la température de vapori-
sation de 1'eau., Ce n'est que lorsque la vapeur sous pression peut
s'échapper que le processus d'évaporation peut démarrer réellement,

Lors des essais réels sur poutres ou sur dalles en bétonm, on observe
effectivement 3 certains moments des jets de vapeur qui apparaissent

subitement & la Tace non exposée de la dalle. Cela s'accorde bien
avec l'explication donnde ci-dessus, '

Liécart de température entre le pallier réel et celui résultant du

calcul, dépasse rarement 50°C. HRous n'avons donc pas cherché 3 en

tenir compte dans nos éguations de vésolution, dtautant plus gue les
paramétres physiques & intdgrer (porosité du béton, état de fissuration,..)
ne sont pas aisdment accessibles et rendent un peu illusoire la
medélisation précise de ce phénoméne de surchauffe.
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?. lLes caurbes mesurées montrent souvent un échauffement beaucoup plus
rapide que prévu, avant gue 1'évaporation de 1'eau libre n'ait eu lieu.
On peut expliguer ce phéncméne de deux manigres différentes., Tout
d'abord, i1 est possible que Ta présence de 1'eau libre dans le béton
ait pour effet d'augmenter la conductivité thermique de celui-ci.

Nous avons donc effectué plusieurs simulations en augmentant chaque
fois la conductivité thermique du béton - pour les températures
inférieures 3 100°C. Les valeurs trés importantes qu'il est nécessaire
de considérer afin que les courbes théoriques s'approchent de la réalité
rendent improbable 1'idée que ce phénoméne est & la base de 1'échauf-
fement accéléré aux faibles températures. De maniére plus plausible,
on peut penser que la vapeur.d'eau qui se dégage au sein du béton peut
migrer, non seulement vers les zones les plus.chaudes de la section
(c'est-a-dire en arriére du front de vaporisation) mais également vers
les parties les plus froides (en avant du front de vaporisation,

ol T< 100°C) ot elle se recondense en dégageant de la chaleur, Cette
chaleur de condensation s'ajoute a la chaleur recue par conduction ,

ce qui accroit le processus d'échauffement. Le fait que ces phénoménes
d'échauffement rapide se produisent surtout & 1'intérieur des corps

et rarement & proximité de Teur surface semble confirmer cette expli-
cation. Dans la modélisation de ce phénoméne, nous avons supposé que
1'acier est impermdable & la vapeur d'eau et que la vapeur dégagée

dans dne maille migre vers les mailles voisines au prorata des surfaces
de contact perméables., La prise en compte de cette recondensation

est assez immédiate si on considére le terme de chaleur interne dans
1'équation (IV.13). On adaptera en effet le schéma {(IV.41) de la

maniére suivante

=0 on calcule T

T<100°C:sip=20 Q
si 5 > 0(condensation) ¢ >0 on calcule %
T=100°C:sip#0 T = 0{évaporation)on calcule Q,ﬁ et p
sip=20 6 = Q=0 on calcule T
T>100°C:p = B =0=240 on calcule T (Iv.42)

On peut remarquer que les variations d'enthalpie de l'eau ne
sont considérées que lors des changements de phase. On tient compte de
la chaleur latente de vaporisation de 1'eau lors de 1'évaporation et lors
de la recondensation. Par contre, la variation d'enthalpie liée a la
capacité calorifigque de 1'eau dams sa phase liquide n'est pas considérée.
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Théoriquement, la capacité calorifigue d'une maille de béton humide
devrait dépendre de la guantité dfeau libre présente dans le béton.

Cette eau requiert un certain apport d’énergie pour élever sa température
jusqu'a 100°C. De méme, lors de la recondensation, 1'eau qui vient

d'&ire ramenée dans sa phase liguide verra sa température diminuer vers
une valeur inférieure & 100°C et s‘*équilibrer avec la température du
‘béton. Cela aussi dégage une certaine guantité d'énergie, Pour justifier
cette apprbximatioﬁ, nous citerons simplement les deux valeurs suivantes :

Chaleur de vaporisation de 1'eau Qg = 2.250 kdiky
Chateur spécifigue de 1'eau{T < 100°C} cg =4,18 kJikg°C

La modélisation de la recondensation esi donc approchée puisque
certaines variables ne soni pas prises en compte : vitesse de migration,
chemins préférentiels,... A notre connaissance, toutefois, cetie tentative
de prise en compte de la recondensation pour Tes calculs de structures
soumises au feu est originale.,

La figure IV.15 montre, dans un cas unidirectionnel avec 100 kg
d*eau libre par m3, 1*échauffement du béton situé & 37 mm de 1a surface
exposée & 1'incendie. On constate que la montée en température est plus
rapide lorsgue la recondensation est prise en compte,

Cette influence ne se maroue oue pour les températures inférieures
3 100°C. La migration de 1'eau, intervenant surtout dans les premitres
minutes de 1'essai, n'influence pas de manidre significative le comporte-
ment de la structure aprés une durée importante d'essai au feu. Si la
durée de résistance au feu est importante, elle n'est pas sensiblement
modifiée par la prise en compte de la migration. Ce point sera discuté'
plus en détail lors de la simulation des essais.



-118-

[V.4 - PROPRIETES THERMIQUES DES MATERIAUX

Les caractéristiques physiques des matériaux qui interviennent
dans la résolution du champ thermique sont la conductivité thermique,
la capacité calorifigue et 1a masse spécifigue. On sait que certaines
de ces propriétés dépendent de Ta température, aussi avons-nous prévu,
dans notre programme, la possibilité pour chacune d'entre elles de varier
suivant une loi du type suivant :
Propriété (T) = Ay + A1 (I%ﬁ) + A, (T%U)Z (IV-43)
Les trois coefficients Ao, Al, A2 sont introduits, peur chaque propriété
et pour chaque matériau, au niveau des données. De la sorte, on garde
la possibilité d'adapter les caractéristiques thermiques en fonction de
chaque matériau isolant qui peut se présenter, L'acier et le béton jouent
un rdle particulier puisque, en reégle générale, ils sont présents de maniére
non négligeable dans la majorité des sections que nous devrons analyser,
I1 importe donc de définir clairement les choix qui ont été faits a

propos de ces deux matériaux.

Iv.4.1 - Acier

La masse spécifique de 1'acier est bien connue. 11 est généralement

admis qu'eTle ne varie pas avec la température.
0, = 7.850 kg/m® (1v.44)

La capacité calorifique, quant & elle, dépend fortement de la

température. Les essais effectués & ce propos [S3] montrent que la
capacité thermique de 1'acier augmente avec la température, mais de maniére
non proportionnelle. La teneur en carbone de 1'acier n'est pas détermi-
nante, La valeur trés élevée de la capacité calorifique qui se manifeste
dans certains essais [SI] aux environs de 700°C et qui correspond a la
transformation allotropique de 1'acier, n'est habituellement pas prise en
compte, A 1'expression proposée par Bonetti [B5], nous avons préféré
celle de la C.E.C.M, [1] qui Tui est fort semblable et plus répandue dans

la lTittérature,

2 |
¢, = 470 + 20 (1_5.6) +3,8 (Tg—o) [3/Kg K ] (1v.45)
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Cette loi est reprise sur la figure 1V,16.

La conductivité thermigue de 1%acier est é1evée, Elte tend .

cependant a diminuer lorsque la température augmente. Pour représenter
au mieux les résultats expérimentaux { [S3] ,[s1] , [A7] et [s8] ),
nous avons choisd la lToi Vindaire '

= 54 - 3,33 [W/m K] (1V.46)

I1 faut également noter que, de manidre stricte, cette loi n'est
applicable que jusque 700°C & cause du changement de 1a structure cr1stal]1ne
de 1'acier, A titre d'approximation, nous 1'utiliserons également pour

des températures supérieures,

Dans la Tittérature, on trouve peu de recommandations propos de
la conductivité thermique de 1'acier,{ La C.E.C.M. [1] est muette & ce
propos)puisdue 1'ensemble des méthodes manuelles utilisdes jusgu®a
présent pour Te calcul de 1'échauffement des profils en acier posent
T'hypothése de température uniforme, c'est-&-dire de conductivité infinie.

La diffusivité thermigue de 3‘acier n, = gLE' diminue donc
lTorsque Ta température croit, de la manigre indiguée par la figure 1V.17,
Cette figure illustre bien 1'intérdt que présente 1'actualisation du pas
" de temps du calcul therquue lorsque Tles tempé?atures das matériaux
augmentent (cfr. § Iv.3.3).

IV.4.2 = Béton

La masse spécifique du béton est une grandeur aisément accessible,

Nous avons admis pour les simulations entreprises dans le cadre de cette
étude qu'elle ne varie pas avec la température. La valeur suivante a
généralement été utilisée

by = 2350 Kg/m’ | (1v.47)

La capacité calorifique, quant 3 elle, dépend de 1a température

d'une maniére qui est influencée par les différents composants du béton.

La présence d'eau libre est importante aux températures inférieures
a 200°C. Les bétoms humides présentent une capacité ca]brifique apparente
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qui est presque deux fois plus élevée que celle des bétons secs. Cependant,
la fagoh dont 1'eau libre est considérée lors du calcul des . températures
(cfr. § IV.3.,4) nous oblige a considérer ici les propriétés d'un_matériau
sec, Nous ne retiendrons donc pas 1'influence de la teneur en eau libre

sur la capacité thermique du béton,

Le type d'agrégat ne montre pas d'effet marqué pour les tempéra-
tures inférieures 3 BOO°C, Aux températures plus élevées, la décarbona-
tation des agrégats caicareux peut produire une élévation importante de la
capacité thermique. Des discordances importantes apparaissent cependant
entre les résultats d'essais différents,

Les proportions du mélange influencent quelque peu la capacité
calorifigue du béton en ce sens gue cette caractéristique thermique
s*téleve plus rapidement pour les mélanges les plus riches, en raison des

effets de déshydratation.

Afin de représenter de manigre satisfaisante Tes résultats des
tests sur éprouvettes séchées [M6, B3, C3], nous avons utilisé 1'expression

syivante :

2
¢, = 900 + 80 (y55) - 4 (o) [3/kg K] (1V.48)

La conductivité thermigue du béton peut varier dans une faible
mesure suivant les proportions du mélange et le type de ciment. Le para-
meétre le plus important, et qu'il importe absolument de prendre en compte,
est le type d'agrégat. Tous les essais réalisés [H7, S5, 01) montrent
que la conductivité des bétons décroit suivant 1'ordre suivant :
siliceux - calcaires - bétons légers. Lles Tois suivantes peuvent avan-

tageusement 8tre utilisées.
2

. - . T T
Beton de gravier Ay = 2 - 0,248 (TUU) + 0,012 (TUU) (Iv.49)
) o T 7,2
Béton de calcaire 1 = 1,6 - 0,16 (TUU) + 0,008 (TUU) {Iv.50)
2
B&ton léger Ay =1 - 0,10 (gfg) + 0.005 (1) (1v.51)
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CHAPITRE V- ORGANISATION, POSSIBILITES ET LIMITATIONS
DU_PROGRAMME_

Les &léments théorigues décrits dans les trois chapitres précédents

ont été appliqués et mis en oeuvre dans un programne d*ordinateur :
'CEFIC0SS pour “Computer Engineering of the Flre resistance of COmposite
and Steel Structures®.

Nous expliquons dans ce chapitre 1a fagon dont ce programme est
organisé et dont i1 fonctionne. On donne aussi un apercu des différents
cas qui peuvent &tre 8tudiés ainsi que des phénoménes qui ne sont pas
pris en compte par le code de caleul,
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V.l - ORGANISATION DU PROGRAMME

t "ensemble du programme est constitué de trois parties.
1. Calcul statique & température ordinaire.
2. Calcul des températures.
3, Calcul statique sous températures croissantes,

Cette division correspond bien & la réalité puisque les charges
sont appliquées & la structure avant le début de 1'essai (de 1'incendie).
Elles créent un état de contraintes et de déformations préalable a 1t'essai,
qu*il importe d'analyser avant de considérer toute &lévation de ifempérature.
Lors de 1'essai au feu proprement dit, 1'équilibre statique de la structure
est influencé par les températures qui doivent donc Btre calculées & tout
instant.

Pour décrire 1'organisation du calcul & température ordinaire,
nous nous ré&férons & 1‘organigramme de 1a fig. V.1, Apfés lecture des
données et initialisation des variables, la charge est appliquée par
incréments successifs d'égales grandeurs. En effet. 1a charge de service
est généralement assez importante pour provoquer des effets non linéaires
(fissuration du béton, ....) et elle ne peut donc &tre appliquée en une
seule fois. D'autre part, cette charge appliquée n'est généralement pas
trop proche de la charge de ruine et i1 est inutile de raffiner les derniers
incréments de charge: des incréments constants sont acceptables.

La matrice de rigidité tangente est ensuite calculée suivant les
considérations développdes au chapitre Il (voir annexe 1).

L*équation 11.23 du chapitre Il est résolue par‘]a'méthode de
Cholesky, modifige pour accepter des termes diagonaux négatifs. En effet,
 dans un probiéme non lingaire, la matrice tangente peut garder sa carac-
teristique "définie positive”, alors qu'il existe un nombre pair de termes
négatifs sur la diagonale principale. Cette m&thode permet de ne conserver
que 1a moitié de la matrice en mémoire et profite pleinement de la structure
bande de cette matrice. Les incréments de déplacements fournissent les
incréments de déformation {voir équation 11.12, chap. 11) gque 1°on ajoute
5 1a deformation préaiable. a ‘
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La déformation totale permet, grdce aux modéles décrits dans le
chapitre III, de calculer les mcdules tangents et les contraintes des

matériaux.

Aprés actualisation des coordonnées des noeuds de la structure,
on calcule les forces nodales internes suivant ce qui a &té développé au

chapitre Il (voir annexe 1},

La convergence vers 1'équilibre est ensuite testée (§ I1I1.3.3).
Si 1'équilibre n'est pas atteint, les forces nodales intérieures sont
comparées aux forces extérieures pour déterminer Tes forces hors égquilibres.
Celles-ci.seront alors appliquées & la structure, ce qui donne naissance
au processus d'itération., - Comme nous utilisons le schéma de Newton-Raphson,
la matrice de rigidité tangente sera calculée au cours de chaque itération.

Si 1'équilibre est atteint, on modifie s'il y a Tieu la valeur des
déformations plastiques (§ IILI.2}). On applique ensuite un nouvel incrément
de charge, 3 moins que Ta charge de service ne soit atteinte, auquel cas
on peut entreprendre 1'étude statique sous températures croissantes.

Sur la figure V.3, qui s'applique & un cas possédant un seul degré de
1iberté, 1'ensemble du processus décrit ci-dessus a fait évoluer la structure

du point Q0 vers Te point A,

Pour décrire 1'organisation du calcul sous températures croissantes,
nous nous référons & 1'organigramme de la figure V.2. La durée de ]'essai
augmente tout d'abord d'une guantité choisie, le pas de temps du calcul
statique, dont 1'ordre de grandeur est généralement la minute.

Les températures de la structure sont ensuite calculées a 1'instant
déterminé ci-dessus. Le pas de temps du calcul thermique est calculé
automatiquement par le programme suivant les considérations développées
au 6 IV.3.3, Comme son ordre de grandeur est de guelques secondes, il
est nécessaire d'effectuer successivement plusieurs calculs des températures
pour obtenir le champ thermigue correspondant 3 Ta durée d'essai scuhaitée.
Si on disposait déja des températures sur un fichier périphérique, on en
effectue simplement Ta lecture (voir § V.2.). Les propriétés de rigidité
et de résistance des matériaux sont ensyite adaptées en fonction des
nouvelles températures. Les déformations thermigques sont aussi calculées
(voir § I1I.1.).
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Comme onh suppose que, dans un premier temps, 1'&lévation de
température se produit dans une structure bloguée (voir § 111.2), Tes
‘deformat10ns donnant 1ieu & contraintes apparaissent 1mmédiatément
comme la d1fference entre les déformations totales (ce]les qui sont
déduites des déplacements par 1'équation 11.12) et les déformations

thermiques,

Les contraintes sont ainsi calculées et leur intégration fournit
les forces hors &quilibre. Les modules tangents permettent de calculer
la matrice de rigidité. Sur la figure V.3, on peut considérer que la
structureise trouve maintenant dans 1'état B*(état fictif}.

Le signe du déterminant de la matrice de rigidité est accessibie
par le nombre de termes négatifs de sa diagonale principale et indique
's% 1'équilibre est toujours possible pour le niveau de charge considéré.

L*&quation 11.23 permet alors de calcuier Tés accroissements de
déplacement puis de déformation qui se rapportent aux forces hors équili-
bre,

$i 1a convergence n'est pas atteinte, on calcule les déformations
donnant lieu & contraintes sur base des nouvelles déformations totales
et de d&formations thermiques inchangées, S5i 1'gquilibre est atteint
{point B de la figure V.3}, les déformations piastiques sont réactualisées
et 1a durée de 1'essai peut &tre augmentée d'un nouveau pas de temps.

La répétition de ce processus calcul des températures - calcul

des déplacements se poursuit ainsi jusqu'a obtenir Ta durée de résistance
de la structure avant effondrement. Si un critére du type déplacement

ou vitesse de déplacement détermine la durée de résistance au feu,
celle~ci apparaitra &galement pu1squ on paut reTever tout 1'historique

du comportement de la structure au cours de 1 essai.
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V.2 - POSSIBILITES DU PROGRAMME

Nous avons voulu présenter clairement toutes les possibilités
qu'offre le programme, en les regroupant dans un seul paragraphe,
Certaines sont liées aux développements théoriques effectués et d'autres
ont un caractére plus technique 11& au degré d'élaboration de la
programmation. '

CEFICOSS permet d'analyser tout type de structure & poutres
s'étendant dans les deux directions du plan : poutres, colonnes, cadres
multiétagés et/ou a plusieurs travées. Les grands déplacements sont
pris en compte. Différentes conditions d'appui sont possibles (rotule,
encastrement parfait,...) ainsi que Tla prise en compte de rotules
internes. Les é&léments étudiés dans un méme exemple peuvent &tre de
sections droites différentes (par ex. poutre # colonne), Certains
peuvent &tre soumis & 1'action de 1'incendie alors que d'autres en sont

préservés,

La section droite des &léments peut présenter une forme guelcon-
gue, pour autant que celle-ci puisse &tre composée d'un maillage rectan-
gulajre, Des évidements internes sont envisageables, avec certaines
réserves toutefois., Une méme section droite peut 8tre composée d'aciers
de nuances différentes, de bétons de qualités différentes,ainsi que de

matériaux isolants.

Le champ thermique transitoire bidimensionnel est calculé, avec
1a'poésibilité de tenir compte de maniére approchée d'une variation des
températures le Tong 'de 1'axe des &léments (voir chapitre X).
L'évaporation de )1'eau 1ibre ainsi que sa recondensation dans les zones
froides sont prises en compte dans le calcul des températures. N'importe
quelTe courbe de température dans le four peut &tre appliquée. Les
températures calculées sont écrites sur fichier périphérique en vue
d'une relecture lors de simulations ultérieures d'essais dont les
éléments gardent l1a méme section droite (changements de longueur d'une

colonne , de qualité d'un matériau,...).
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Au cours de 1'essai, une charge nodale peut varier en intensité
‘et un déplacement peut &tre imposé, variant lui aussi avec le temps.

Le programme fournit, pour chaque pas de chargé lors de 1a
mise en charge et pour chaque pas de temps lors de T'essai au feu,
les déplacements nodaux, Tes &léments de réduction M N, T aux deux

_points d'intégration de Gauss, les contraintes et Tes rigidités des

matériaux @ certains endroits choisis par 1tutitisateur.

V.3 - LIMITATIONS DU PROGRAMME

Les. réserves formulées & propos de la considération d'&videments
internes sont liges au calcul des températures. On suppose en effet que
1a transmission de chaleur dans 1'@videment s‘effectue uniquement par
conduction dans 1a masse d'air, 3 1*exclusion des phénoménes'de convac=
tion naturelle et surtout du rayonnement entre les différentes parties .
de la paroi. ' "

la courbe de température dans le four peut é&tre de Torme
QUe1conque. Un incendie naturel, avec une phase dtextinction, est donc
parfaitement envisageable. On gardera cependant 3 1'esprit gue les
rasultats de ce type de simulation sont 1iés a la modélisation du compor-
tement des matériaux lors du refroidissement, Or, nos connaissances
i ce propos sont peu étendues.

L'énergie de déformation par effort tranchant n‘est pas considérée.
Comme la section reste droite, les phénoménes d'adhérence ne sont pas
pris en compte. 11 en est de méme pour 1'é&clatement du béton.
Les sect10ns droites & berds circulaires ou ob11ques doivent
gtre approchées par un maillage rectangulaire &quivalent (voir chapitre IX).
Ltensemble du systéme d'équat1on 11,12 est résolu entigrement
en mémoire centrale, ce qui limite donc la taille maximum du probléme.
11 semble toutefois que, sauf cas particulier, cette sotution soit
acceptable, grace @ 1'augmentaticn continuelle des capacités de mémoire
du matériel informatique.
Le comportement de Ta stricture aprés que Te temps de ruine o ‘ait
' &té atteint ne peut pas étre anal sé, On ne considére pas la part1e
instable de la courbe charges-dép'icements.
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DEUXIEME PARTIE : LES ESSAIS

La méthode de calcul numérique développée dans 1a premiére
partie de cette &tude fait intervenir de nombreux paramétres physigues
qu'il importait de hien definir et de bien choisir pour que les ré&sultats
des calculs soient aussi proches que possible de la r@alité. On peut
par exemple citer tes coefficients d'&changes thermiques, les lois de
réduction des proprigiés mécaniques en fonction de 1a températuré,....
Le programme doit donc &tre calibré.

' Les rasultats fournis par un code de catcul numékique_ne sond
réellement fiables et leur valeur n'est certaine que lorsque des compa-
raisons suffisamment nombreuses avec des essais réels ont pu &ire
effectuges et que leurs conclusions sont favarab?esg 11 est encore

hélas trop courant de lire certaines publications & propos de méthodes
numériques qui ne sont certifiges que par 1'application & un seul cas
particulier, voire sans aucune comparaison avec la réalité, Un programme

doit aussi Btre vErifieé.

Enfin, aussi é&laboré, aussi correct et aussi puissant que scit
un programme de calcul numérique, Ya réalisation d'essais en vraie
grandeur gardera toujours un caractére tangible unique gqui seul pourra
nous révéler certaines informations quant au comportement physigue des
structures que nous voulons atudier. '

Malgré le grand nombre d'essais effectuds précédemment dans

divers laboratoires, ce tripie but {calibrage et vérification du programme,
enseignements pratiques a retirer des tests) n'aurait pas &té compléte-
ment atteint si on n'avait considéré que des essais déja réalisés.
Trois raisons differentes expliguent ce fait :
- 8% les essais réalisés sur des profils en acier ou sur des sections

en béton armé sont trés nombreux, 1e nombre de tests effectués sur

des structures mixtes acier-béton est beaucoup plus réduit.
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- Les informations concernant certains essais sont incomplétes et ne
permettent pas de conduire une comparaison significative (les déforma-
tions transversales des colonnes sont rarement mesurées, on a effectué
certains essais sans mesurer les caractéristiques mécaniques des
matériaux 1), '

- Certaines situations que nous voulions étudier n'avaient jamais fait
1'objet d'aucun test (colonne octogonale,...).

C'est pourquoi i1 fut décidé d'entreprendre une nouvelle série
d'essais au feu sur des profils mixtes. Cette campagne d'essais se
situe dans le cadre d'une recherche introduite par ARBED - Recherches
Luxembourg auprés de Ta CECA{15].C'est ainsi qu'ont pu &tre réalisés
15 essais ; 9 colonnes, 4 poutres et 2 cadres,.

L'aspect calibrage ne sera guére évoqué ici, En effet, la
description des différentes solutions adoptées successivement serait
fastidieuse et sans intérét. Nous donnerons simplement les résultats
finaux, dont certains ont d'ailleurs dé&ja été abordés dans Ta premiére

partie.

L'aspect vérification apparaitra de lui-méme suite auv grand
nombre d'essais réels qui seront simulés et & 1a bonne concordance qui
est généralement observée, Nous attirerons encore 1‘'attention, par la
suite, sur la diversité des sections droites, des schémas statiques et
des moyens de protection thermique qui ont &té é&tudiés, Cette diversité
atteste bien du caractére général du programme qui a &té développé dans

le cadre de cette &tude.

Plus important et plus intéressant nous semble 1'aspect concret
du probléme, Au dela d'une simple énumération d'essais avec les simu-
lations correspondantes, nous comptons montrer comment un outil de
calcul tel gque CEFICOSS peut aider 3 retirer plus d'informations des
tests effectués et nous mettrons 1'accent sur certaines conclusions
pratiques qu'il a &té possible de &égager grace aux calculs numériques.
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CHAPITRE VI - COLONNES MASSIVES EN ACIER

Bien que ce travail ait pour but final 1'&tude de sections
mixtes acier-béton, il a paru utile d'effectuer deux essais sur des
colonnes massives en acier, 1'une protéoée thermiguement et 1°autre non,

Diune part,nous nous ménagions ainsi Ta possibiiité d'étudier
séparément le matériav acier dans la phase de calibrage du programme.
L'absence ¢'interaction avec le béton permit de dafinir plus rapidement
et de facon plus sOre certains paraméfres propres 3 1tacier, D'autre
part, les méthodes de calcul manuelles applicables aux profils en acier
[1 -2 - 8] posent 1°hypothése de température uniforme sur la section
droite, On considére géndralement que cette hypothése n'est plus valable
dans le cas des profils massifs, Cependant, aucune vérification n'a
jamais &té& effectuée & ce propes. Une investigation du comportement des
colonnes massives nous a pary présenter un intérét certain, afin d'établir,
par exemple, 'a 1imite précise de la massivité au-deld de Taquelle Tes
theories approchies ne sont plus applicables.
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¥1.1 - COLONNE MASSIVE NON PROTEGEE

Upe colonne de type HD 400 x 400 x 744, non protégée therﬁiquementg
a &tE testde & 1'Université de Gent [M5]. Le caractére massif du profil
~apparait & la Yecture du tableau suivant.

hauteur h o= 49;9 cm
Targeur b = 43,1 cm
Epaisseur d'ame & = 5,45 cm
Epaisseur d'aile e = 8,95 cm
masse p o= 744 ka/m
massivite wp = 27,3

Cette colonne était biarticulée & ses deux extrémités distantes
de H =414 ¢cm, Une charge de 3.400 kN Etait appliquée avec une excentricitd
de 18 cm par rapport & 1'axe faible. La limite d'&lasticité mesurée sur
Bchantillons était de Uy{28°) = 23,8 kNjcmzw On peut disément calculer
1a charge maximale de flambement suivant 1a méthode des courbes europdennes
et 1a formule d'interaction de Massonnet-Campus [ME].

On trouve ainsi Mg = 5.200 ki

H
1 _ 5,200 .
et —g= = Jgpy = 153

La charge appliquée est donc pratiquement ggale & la charge de service que
pourrait supporter cette colonne indépendamment de toute considération
relative & 17 incendia.

Pl g Mg g A i

Afin de calculer Te champ thermique transitoire et non uniforme
dans le profil en question, la discrétisation présentée 3 la fig. VI.1
a 8té utilisée., On profite de 12 double symétrie de 1a section. L'@paisseur

des mailles est plus faible 3 proximité des bords de la section droite,
13 ob les gradients thermigues risquent d'8tre les plus importants.
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VI.1.1.1 - Conditions aux Timites

Comme valeur de 1'émissivité relative de 1'acier, on trouve souvent
dans Ta littérature la valeur de e* = 0,50, Les différents tests que nous
avens simulés montrent que, pour les fours de Gent équipés de briileurs 2
gaz, cette valeur peut en général &tre acceptée.

Or, un premier calcul des températures réalisé avec et = 0,50,
valeur constante sur tout le pourtour du profil, produit des résultats
qui ne s'accordent pas trés bien & 1a réalité. En effet, si la figure VI.2
montre ‘que les températures calculées aux extrdmités des ailes semblent
correctes, la figure VI.3, par contre, indique que les températures sont
surestimées dans 1'dme (on ne tiendra pas compte des valeurs erronées
fournies par certains thermocouples entre t = 15 minutes et t = 30 minutes).

Cela est di, bien sir, au phénoméne d'ombrage qui a été évoqué
au IV,2,2 ainsi que par les figures IV.3 et IV.4. Pour Tes profils dont
la section droite n'est pas convexe, i1 n'est pas logique de considérer
un flux radiatif constant sur tout le pourtour.

Nous montrons ci-aprés la maniére approchée dont on peut essayer
de mieux prendre en compte la forme de la section dans les &changes radiatifs.

La loi de Planck indique que si un corps i de température T,i est
complétement entouré par une surface Sj & température uniforme Tj(fig. V1.4,
le flux thermique -regu par rayonnement sur i vaut

-4 -4
q; = o e§j (T, = T4) , (VI.1)

si on se limite au cas des corps gris (pas d'influence de la longueur d'onde).

Cette formule est également valable pour un élément de surface Si de
température uniforme Ti’ si celui-ci n'a des échanges thermigues qu'avec
un seul milieu & température uniforme. C'est donc le cas d'un élément de
surface situé sur la partie convexe d'un profil et qui n'échange du rayon-
nement thermique qu'avec le four (voir fig. VI.4). Dans ce cas, (VI.1)
se particularise et donne 1'expression { IV.3 ).
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Dans e cas ol 1°&1ément de surface Si échange du rayonnament avec
plusieurs autres surfaces de temp8ratures différentes, le probléme est plus
compliqué, 11 importe alors de définir Te facteur de forme Tiant les
surfaces Si et Sjg Par définition, ce facteur de forme, noté Fij'est 1a

partie de 1'énergie rayonnée par Si qui atteindra $jg On peut le calculer
suivant la formule

1 Cos B oS Oj dﬁﬁ de
F%j m-@;; @rSg df%j . 5 - (VI.2}

' "

| Rt |
e; et Sj sangles de 1a droite Yiant | et § avec les normales &
1a surface {fig. ¥I1.5}

ri . distance séparant 1 et j {¥ig. VI.B),

Llexpression (VI.2) livre fmmédiatement iz régie d'équivalence

F%,j 5“% = Fj‘é Sj (‘J’Ia3)

La partie de 1'énergie radiative émise par la surface Si et qui
atteindra Ta surface Sj vaut, suivant la loi de Planck et 1a définition
du Facteur de forme,

- & B
Q‘i‘] = 4 € F,.aj S,% T‘i ) (VisQ}

La partie de 1'énergie radiative &mise par la surface Sj et qui atteindre
Si vaut, de la méme fagon , '

- & & oot '
oy =t Fip S5 Ty o= 04 (V1.5)

Ay terme du bitan global, 1'énergie radiative transférée de Sj Yers Si
vaut

= 4

b e kR
Qij B Qvﬁj Q‘%j w4 [ (Fji Sj Tj ‘ij ,i _'i } é"‘”.ﬁ}

Par 1a régle d'8quivalence {¥1.3} ,

@7 c ot RS (T A 43 | ' BRI
s =0 ¢ Fyy S5 0y =y :
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ou, en terme de flux,
- Ti ) (VI.8)

Theéoriquement, 1'équilibre thermique d'un élément de surface Si
situé dans une partie concave de la section droite devrait faire intervenir
la somme de tous Tes flux thermiques échangés avec les autres surfaces Sj
dont certaines appartiennent aussi au profil (fig. VI.6).

Afin de simplifier le probléme,nous supposerons, a titre d'approxi-
mation, que pour les surfaces Sj appartehant aussi au profil, on aura
-4 o (V1.9)

Tj ke Ti

et, en tout cas,

e R | (V1.10)

Théoriquement (VI.9) n'est vrai que si Ta température du profil
est uniforme. (VI.10) revient a négliger les échanges radiatifs qui
interviennent entre les différentes parties du profil devant les &changes
ayant lieu avec le four, Ainsi donc, Ta particularisation de {VI.8) donne

4 g

concave X ek r - T;) (VI.11)

4 = i, four {16

gui est équivalente 3 ( IV.3.), 3 condition d'utiliser une valeur modifiée

de 1'émissivité relative

X *

= F.
®concave -~ ¢ "1, four
‘que naus noterons, de maniére plus concise

X E*F

: i g (V1.12)
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Bien qu’il soit aussi possible de considérer une emissivitd relative
différente pour chaque &)ément de surface produit par la discrétisation,
nous nous limiterons, dans le cas des profils en double ©8, & prendre

x
our
P Ep

une valeur pour les parties convexes {faces extérieures et extrémités des ailes)
une valeur pour les faces intérieures des ailes
une valeur pour 1°ame,

De maniére pratique, les facteurs de vue sont calculés par ta régie
de_H@tte%$ Ca?le»ﬁigva1abig pour les surfaces cylindriques, est 11lustrés
par 1a fig. ¥I.7. Si les dimensions du profil en double té sont h, b, a
et e, d&finiss par la fig, ¥1.8, on calcule, |
pdur Tes parties convexes chf = ]

pour les faces intérisures des ailes : 1
Z 2
Failes,f = w\QQhGZQ) + (b-a)® + (hw29)+{bma).

(V1,13

(b-a)

] | 2 2
pour 1°&me Fa = «(b-a)-;\i(hmze) + (b-a)
“dme,f o 7

h=Ze

V1,14

Compte tenu des valeurs citées en début de chapitre, on obtient pour
le cas particulier de la colonne testée § Gent : '

?aiie,f = 0,364 et Fémegf = 0,572

et, par la relation V1,12, dans Taquelie e = 0,50

% . : % =
€ a1e = P18 BT g T 0,29
Le champ thermigue calculé suivant ces hypothéses est cetie fois
beaucoup plus proche de la réalité, ainsi que Te montrent la fig. VI.< et,
mieux encore, la Tigure VI.3.
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L'influence de ce phénoméne n'est donc pas négligeable et i1 importe
d'en tenir compte pour obtenir une bonne estimation des températures dans
le profil. Cette influence des facteurs de forme intervient dans les
profils 1&gers, aussi bien que dans les profils massifs.

Cet effet de rayonnement thermique plus faible dans les zones
concaves peut également &tre introduit de manigre approchée dans les
calculs manuels de température qui sont baséds sur 1'hypothése de tempéra-
ture uniforme. A cet effet,on calcule simplement le facteur de vue moyen
entre Te profil et le four. Ce facteur est défini comme suit :

Fds,f ds
E _d pourtour (VI.15)

p.f ds
pourtour
avec ds : élément de pourtour

ou, considérant une variation discréte du facteur de vue (dme-aile-partie
extérieure)

i i ’
r I (VI.15)
p.f perimétre

Pour le cas d'un profil en double té,

1 (2b+de) +F (2b-2a) + Fy . ¢ (2h-de)

F - ailes,f
p,f 4b + 2h - 2a

Compte tenu des expressions (VI.13) et (VI.14), on trouve finalement,

' _b+h
Fp,f = S Foa ‘ _ (V1.17)
L'expression {VI.17), de forme trés simple, est 8gale au rapport
entre le périmétre du rectangle dans Tequel on peut inscrire le profil

et 1e périmétre du profil lui-méme,

Le facteur de vue moyen varie ainsi, pour les profils en double té,
entre 0,66 (HE 120AA} et 0,82 (HE 100M). Dans le cas de la colonne testée
& Gent, on obtient,

Fof = 0,71,



En conclusion, i1 est préférable, lors des caleuls manuels de
températures basés sur 1'hypothése de température pniforme, de considfrer

pour le flux de puissance calorifique transmis 4 la surface du profil
1iexpression suivente ,

. ~ 4 -4 (VI.i8)
h(G““Y)iﬁﬁF—pgfyiTG“Tu)

o
u

avec Tu . température uniforme du profil

. défini ci-dessus et plus petit que 1 ?arsque'ia section nfesi
pas Convexs. |

Liapplication de 1'expression (¥1.18) permet d’estimer lés échanges
thermiques de manidre plus correcie lorsque e périmdtre soumis au vayon-
nement comporte des concavités . {lest donc bien slr le cas des profiis
an double t& non protégés, mais c'est egalement yrai pour les doubles ig
protégés par un produit qui &pouse 1s forme du profil.: projections humides,
peintures intumescentes.... '

La considération plus attentive des phénoménes physiques réels, tel
gue celui qui a &té décrit dans ce paragraphe, est une condition nécessaire
5 une meilleure valuation des tempéraiures par les méthodes manuelles.

Ce n'est qu'd ce prix gue pourront disparaitre les coefficients ampirioues
qui tentent de corriger les écarts ahearyés entre les théories approchéss

r

ot 1a réalité {load multipiier K dans [1] par ex.).

¥1.1.1.2 = Chawp thermique

Ainsi done, le champ thermique transitoire non uniforme a &L2
caleulé pour la colomne HD 400 x 400 x 744, La discratisation de Ta
cection droite est indigqués par la fig., VI.1 et les conditions aux Timitss
par 1a Fig. VI. 8. On a déjd sionalé gue des comparaisons satisfalcantes
ont &6 mendes entre calculs et réalité pour d%fferentb points de 1a
section droite, Ce paragraphe est consacrd & 1' &tude du champ thermigue
& trovers 1a section droite de la colonne,
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Comme on pouvait le penser, d cause de 1a grande massivité du
profil, des écarts de températures assez importants apparaissent entre
différents pointsde la section, dés les premiéres minutes de 1'incendie.

On note comme &cart maxima entre deux points de la section les valeurs

suivantes :
- ] — a
t = 10_ ATmax = 70°C
20! 100°C
30 120°C
40" 130°C
50! 130°C

Si on poursuit 1'essai pendant un temps plus long, les températures
tendent & s'uniformiser vers une valeur assez proche de Ja température du

four, cette derniére &tant presque stationnaire,

La fig. VI.9 donne 1'allure du champ thermique aprés 40', c'est-a-
dire au moment ol les gradients sont les plus importants. La position des
jsothermes est estimée par interpolation linaire entre les valeurs connues

au centre de chaque maille.

Contrairement 3@ ce qui est généralement admis, les différences ne
sont pas les plus importantes & travers 1'épaisseur du profil (environ 40°C
entre les points B et D de 1a fig. VI.9) mais bien selon Tles plus grandes
dimensions de la section {environ 110°C entre les points A et C de la
fig. VI.9). En effet, méme dans le cas de profi!é trés massifs, la moitié
de 1'épaisseur des ailes représente malgré tout une petite dimension a
cause de la trés grande conductibilité thermique de 1'acier. Par contre,
la longueur d'une aile permet de plus grands écarts entre les zones qui,
comme A, sont soumises au flux calorifique extérieur pénétrant par les
trois faces voisines et les zones qui, comme C, ne sont voisines que d'une

seule face exposée.
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Dans les profiis moins massifs (fig. VI.10), les dmes et les semellas
sont beauccup plus &lancées. A part iz zone voisine de 1a jonction dme
semelle, chaque partie de 1'8me, ou de 1'aile, se comporte en fait comme
une petite plague qui subirait uniquemewt 1'action thermique par un dcou-
Tement unidirectionnel provenant de ses deux faces exposées., La massiviié
propre de chaque petit &lément d'dme ou de semelle est de 2/a ou 2/e .
Lorsque 1'dme et Jes ailes sont d*épaisseurs différentes,
elies ne s'échauffent pas de 1a méme manidre et 1'hypothése de tempdraturs
uniforme n'est pas correcte non plus, malgré la pius faible massivité du
profil, Ce fait a3 &ité confirmé numériquement par 1°analyse du champ
thermique transitoire non uniforme dans un profil HE 5004,

Profil HE 500A UF = 107 ml
Sme a = 12 mm U/F = 167 m_l
aile e = 23 mm UsF = 87wt

On reléve en effet des différences de températures entre 1°ams el
les ailes., Ces différences sont aussi importantes que dans le cas du profil

massif. On observe par exemple pour £ = 14° LY 135°C

La fig. VI.1l montre que 1'&me, plus mince, s'échauffe plus rapidement gue
tes ailes malgrd ou'elle soit soumise & un rayonnement thermigue plus faible,

La concliusion de ce paragraphe est que des &carts de températura
non négligeables peuvent exister entre différents points de la section
droite d'un profil en acier. De pius, ces écarts peuvent se produire aussi

bien dans les profils peu massifs que pour les sections & massivité trés
importante .

¥i.1.1.3 - Comparaisons avec la température uniforme

Afin de comparer Tes valeurs gue 1'on peut calculer dans 1’ hypothése
de température uniforme {notées Tﬁ; aux températures calculBes en champ
non uniforme, on définit dans cette deuxiéme hypothése une températurs
instantanée moyenne de la facon suivante :

_— d#A T{x,¥} dx dy
M @pﬂ dx qay
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Cette température moyenne est calculée par intégration numérique de sorte

que :
Lz Ti' e b,
oo ig Wt (V1.19)
M aire de la section -
i : température de Ta maille 1,]
e; : hauteur des mailles situées au i“™ rang de 1a section droite,
bj : largeur des mailles situées & la jeme colonne de la section droite.

Bien entendu, pour obtenir une comparaison significative, il est
essentiel de considérer des conditions aux limites semblahles dans les
deux cas. C'est pourquoi, comme expliqué au § V1.1.1.1, nous avons utilisé
1'expression (¥I.18) dans Te calcul des températures uniformes,

Le résultat de cette comparaison est donné ci-dessous pour le cas
de la colonne trés massive testée a Gent.

t TM Tu

10! 113°C 114°C
20" 250°C 253°C
30! 387°C 393°C
40! 511°C 520°C
50° 616°C 628°C

On peut ainsi remarquer gue, méme dans le cas des profils Tes plus
massifs, la température calculée suivant 1'hypothése de répartition uniforme
donne une trés bonne approximation de la valeur moyenne de la température
réelle, celle-ci étant toujours 1&gérement inférieure de quelques degrés.

En d'autres termes, la prise en compte de Ta valeur réelle de 1a conducti-
bilité thermique de 1'acier au lieu d'une valeur infinie ne retarde que

de quelgues degrés 1'échauffement moyen du profil, méme si des différences
non négligeables interviennent entre les points les plus chauds et les
plus froids.
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V1. 1.2 - Calcul de la stabilite

vI.1.2.1 - Evolution des contraintes

Dans le cas ol on suppose que la température est uniforme sur Ta
section, les allongements thermiques sont les mémes pour toutes les fibres
et, si la structure n'est pas bridée par ses liaisons avec le monde
extérieur, les contraintes ne sont pas affectées par 1'élévation de
température. Si la structure est bridée par ses appuis, les valeurs des

' réaction;,hyperstatiques changent ainsi que les sollicitations des diffé-
rentes sections. Cependant, par suite de 1'absence de tout gradient
thermiqué, les contraintes seront toujours distribuées linéairement sur
la sectfdn droite. Deux points situés & la méme "hauteur" dans Ta section

seront soumis & la méme contrainte.

Si on considére les écarts de température entre différents points
de la section, les différences d'allongement thermique entre les fibres
produisent des différences de contraintes non négligeables, méme si la

structure est 1ibre et nop chargée.

Dans le présent paragraphe, nous illustrons J'influence de 1'hypo-
thése de température sur les contraintes en étudiant le cas particulier

de la colonne testée a Gent.

Pour ce faire, on discrétise la moitié de la colonne en 5 &léments
finis dont 1a Tongueur est 41,4 cm (on profite de la symétrie du problé&me}.
On introduit une déformée initiale sinusoTdale d’amplitude maximum égale
5 1/1000 de 1a hauteur de la colonne, Le poids bropre de la colonne,
inférieur a 1% de la charge extérieure, n'est pas pris en compte dans

le calcul.

‘Lorsque la simulation de 1'essai est réalisée par CEFICOSS, mais

ayec un champ de température uniforme, la distribution des contraintes

est bien lingaire, ainsi que le montre ja figure YI.13. Au cours du
processus d'schauffement, les contraintes ne sont que trés légérement
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modifiées par les effets du second ordre, c'est-a-dire par 1'accroissement
de la déformée transversale de la colonne qui résulte de la diminution

du module d'élasticité (fig. VI.14 - VI.15). Aprés un certain temps, a
cause de la diminution de 1a Timite d'élasticité du matériau, les fibres
extrémes se plastifient. La distribution des contraintes présente alors
1'allure bi-linéaire 1iée au régime &lastoplastique habituel d'une poutre
fléchie (fig. VI.16 - VI.17). A ce moment, la réserve de capacité portante
est faible et la déformée transversale croissant de plus en plus, la

ruine survient assez rapidement,

Lorsqu'on considére une distribution de température réelle, les

contraintes dont 1'allure &tait lingaire avant application de 1'échauffe-
ment (fig. VI.12), subissent d'importantes modifications ainsi due Te montrent
les figures VI,12 & VI.17.

Aprés 10 minutes d'incendie (fig. VI.13), Tes angles saillants
de la section et les bords des ailes et de 1'3me sont Héja portés a des
températures plus importantes que celles des zones centrales de Ta section.
Ces parties plus chaudes auraient tendance a se dilater plus fortement si
elles &tajent totalement libres. Leurs liaisons avec le reste de la section
qui est supposée rester plane induisent donc de la compression supplémentaire
dans les zones les plus chaudes. Deux points situés au méme niveau dans
la section peuvent présenter des contraintes différentes. C'est ainsi que
le concept d'axe neutre perd a peu prés toute signification puisque le
lieu des contraintes nulles épouse maintenant la forme d'une ellipse.
D&ja certaines zones se plastifient, 13 ol les contraintes thermiques se
superposent aux contraintes dues & la charge extérieure. 11 est important
de remarquer que la contrainte maximum est pius importante dans ce cas
(23,7 kN/cmZ) que dans 1'hypothése de température uniforme (15,2 kN/cmz).

Aprés 20 minutes, le phénoméne s'est accentué (fig. VI.14).

La compression dans les angles saillants et au milieu de 1'ame

a augmenté. Pour respecter 1'équilibre, la zone de traction s'est étendue.
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(n peut remarguer gque la plastification s'étend et maintient les contraintes

2

& une valeur proche de 21 kN/cm™ & 1'extrémité comprimée de 1'aile alors

que dans 1'hypothése de température Uniforme, toute 1a section est toujours

en régime élastique avec une valeur maximum de contraintes de 15,2 kN/cmZ.

Aprés 30 minutes (fig. VI.15), la plastification en compression a
encore progressé dans 1'aile alors gue, dans le cas de la température
uniforme, toute la section est toujours en régime &lastique.

Aprés 4C minutes (fig. VI,16), Ta zone plastifiée recouvre presque
entiéremen€‘1'ai1e comprimée et elle commence & s'installer dans 1'&me
éga1ement.‘:A ce moment, la plastification vient & peine d'apparaitre

dans le cas de la température uniforme.

A 1'instant gqui précéde la ruine, c'est-a-dire aprés 46 minutes
d'exposition & 1'incendie (fig. V1.17), la zone plastifiée en compression
recouvre la totalité de 1'dme ainsi que les deux ailes ‘'situées sous la
charge. La contrainte maximale ne dépasse que 1&gérement la valeur de
10 kN/cmz, a cause des températures &levées qui régnent maintenant dans
le profil. Dans la partie tendue de la section, 1'acier est dans un état

critique puisque les contraintes sont trés proches de la limite d'élasticité.

fn conclusion, la distribution des contraintes est totalement
dépendante de 1'hypothése relative au champ de température. Une répartition
uniforme de celle-ci sous-estime 1a valeur des contraintes et rend plus

tardive la plastification de 1'acier.
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VI,1,2.2 - Résistance au feu

La plastification de 1'acier qui apparait plus rapidement dans
1'hypothése de température non uniforme, influence la rigidité de la
section droite. C'est pourquoi, sur la fig. VI.18a, on observe que les
déformations latérales de la colonne, dues au moment de flexion, sont plus
importantes Torsaqu'on considére Te champ de température réel que lorsqu'on

pose 1'hypothése de température uniforme,

Comme 1a température uniforme représente une bonne approximation
de la température réelle moyenne on peut considérer, en premidre analyse,
que 1'allongement thermique de la colonne est le méme dans les deux cas.
A longueur totale semblable, i1 est normal de constater que la colonne
qui se dérobe latéralement de la plus faible quantitd, présente le plus
grand écartement entre les points d'appuis de la charge (fig. VI,18b).

I1 importe de remarquer cependant gque les déplacements latéraux
restent faibles ( < 30 mm) devant la grandeur de 1'excéntricité de la
charge (180 mm). Les moments additionnels dus i cet effet P - & sent donc
peu importants par rapport aux moments existants par le fait de la confi-
guration initiale (excentricité de la charge). A fortiori, la différence
entre les déplacements transversaux résultant des deux hypothéses étant
encore plus petite (10 mm), son effet est complétement masqué par la flexion

du premier ordre., C'est pourquoi le temps de résistance au feu de la
colonne &tait semblable lors des deux simulations. 11 était de 46 minutes.

Cette valeur est pratiguement semblable aux 45 minutes de stabilité

constatées lors de 1'essai réel.

N.B. : 5% on discrétise une demi colonne par un seul &lément fini (au lieu
de 5), on obtient Rf = 48" au lieu de 4&',
Lorsque la discrétisation comporte 2 é&léments finis, on obtient
la valeur exacte Rf = 46' avec une erreur de 8% sur les déplacements,
Les résultats avec 3, 4 ou 5 &léments finis sont pratiquement identi-
ques, prouvant que notre discrétisation est suffisamment fine et

L

ne doit pas &tre poussée plus loin,

On a &galement estimé la durée de la résistance au feu & 1'aide
d'une méthode manuelle qui pose 1'hypothése de température uniforme [Dﬁ].
On a obtenu de la sorte une résistance au feu de 35 minutes,
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Le tableau ci-dessous présente un résumé des résultats obtenus
selon les différentes hypothéses envisagées.

Charge excentrée Rf
Test 45!
Ceficoss temp.réelle 46" (102%)

Ceficoss temp,uniforme 46" (102%)

Manuel temp, uniforme 35 { 78%)

VI1,1.2.3 - Colonne sous charge cenirée

Suite aux remarques exposées ci-dessus, nous avons analysé la méme
colonne que précédemment, mais soumise & une charge deux fois plus impor-

tante qui, cette fois, était centrée.

On espére ainsi mettre mieux en évidence le réle de 1'apparition
plus précoce de la plastification sur la résistance au feu d'une colonne.

Une déformée transversale initiale de la colenne, de forme sinusoidale
et d'amplitude maximale égale & H/1000 a également &té introduite.

Comme attendu, on a pu observer que les déplacements transversaux
de la colonne croissent plus rapidement lorsqu'on utilise le champ de
température réel que lorsqu'on pose 1'hypothése de température uniforme.
Cependant, contrairement a ce qu'on aurait pu prévoir en considérant
uniguement 1'influence de 1'effet P - &, la résistance au feu est 1égérement
supérieure avec les températures réelles {50'} que pour la température
uniforme (48'). Cela est d0 & deux phénoménes différents :
1. La valeur moyenne des températures réelles est plus basse que Ta température
uniforme (voir § VI1.1,1,3). Dans ce cas, le retard d'échauffement est de
1 minute aux environs de Ta ruine.
2. Les températures critiques cbtenues dans ce cas sont assez glevées
(= 600°C). Pour de telles valeurs, la loi qui marque la diminution de
la limite d'élasticité de 1'acier avec la température est convexe {voir
fig. VvI.19). Si, par exemple, Tu = 600°C, la contrainte maximale corres-
pondant & cette température est o, (fig. VI.19). Considérons deux
points dont les températures Ti et Tﬁ sont *elles que Teur température

moyenne :
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1 2
Moo et T estegatearT
r 2

Les contraintes maximales associ&es sont o: et cf

On peut vérifier que, 3 cause de 1a convexitd de 1a loi o, = f(T),

En d'autres termes : & une température réelle de valeur moyenne T corres-
pond une capacité portante supérieure & celle que danne 1a méme température
T uniforme sur toute la section.

Cette deuxiéme remarque n'est valable que pour des températures
élevées (T 2> 500°C). On pourrait aboutir a la conclusion inverse si la
température critique était plus faible.

On peut remarquer que pour les températures critiques usuellement
rencantrées, le caractére concave ou convexe de la loi o, = f(T) est peu
marqué. | '

L'influence peu importante des deux phénoménes mentionnés ci-dessus
et le fait que Teur action soit opposée & celle de 1'effet P - & expligue
que le temps de stabilité soit assez proche dans les deux simulations.

Le calcul manuel suivant [1] ou [D6] donne cette fois un résultat
de 46 minutes qui est tout 4 fait comparable au résultat des deux simulations
numériques.

Nous ne possédons pas de valeur résultant d'un test réel.
Le tableau suivant reprend les résultats relatifs a 1a colonne

chargée centriquement,

Charge centrée Rf
Ceficoss réel 50'
Ceficoss uniforme 48"

Manuel uniforme 46’
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VI. 2 - COLONNE PROTEGEE THERMIQUEMENT

Un deuxiéme essai a eté réalisé a 1'Université de Gent. La seule
différence avec le test décrit ci-dessus consistait en une protection
thermique qui, cette fois, était appliquée autour de la colonne. Cette
isolation &tait réalisée par une couche de peinture intumescente
(PYROTECT 300) d'une épaisseur de 1,3 mm. Cette peinture, dont 1'épaisseur
est relativement faible dans les conditions normales, présente la propriété,
lorsque sa température atteint une certaine valeur sous 1'action de 1'incen-
die, de gonfler et de se transformer en une mousse poreuse et 1&gére qui
ralentit alors la pénétration du flux thermigue vers le profil.

La simulation d'un essai ol intervient ce type de produit se heurte
3 deux difficultés majeures.

1. Selon que la peinture se trouve encore dans son état initial, ou bien
qu'elle s'est déja transformée en une mousse isolante, son épaisseur
et ses propriétés thermiques varient trés fortement, La simulation
correcte de ce phénoméne devrait probablement faire intervenir des
'équations cemblables a celles qui décrivent les changements de phase,
intégrées dans une discrétisation a maillage variable., Cette possibilité,
restant d'un emploi restreint mais nécessitanf une étude poussée,

n'est pas prévue dans notre programme.

?. Les propriétés thermiques de ces matériaux sont peu, mal ou pas du tout
connues.

Nous avons décidé d'ignorer la premiére de ces difficultés en
considérant lors de la discrétisation un matériau d'épaisseur importante

et présentant un caractére fortement isolant dés le début de 1'essai.

Cette approche est basée sur le fait que, lorsque les gaz d'échauf-
fement suivent la courbe IS0, le temps de réaction des peintures intumescentes
n'est pas trés important et que, dés lors, nous considérons les conditions

réelles durant la majeure partie du test,
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Pour lever la deuxiéme difficulté, on se base sur les indications
partielles du fabricant (celles-ci couvrent rarement tout le domaine des
températures), sur la comparaison avec d'autres produits isolants, voire

sur 1'expérimentation numérique,

On n'accordera donc qu'une importance relative a Ta durée de
résistance au feu calculée puisque, en modifiant telle ou telle caractéris-
' tique thermique de 1'isolant, on.pourrait toujours "s'arranger" pour
obtenir exactement 1a mdme résistance que lors du test. Le but de cette
simulation est surtout de vérifier s'il est possible de simuler la réalité
de maniére suffisamment correcte malgré 1'erreur de discrétisation qui
existe durant la premiére partie de 1'essai. Dans ce sens, la forme des
courbes de montée en température dans le profil constitue Te résultat

le plus important,

Pour la simulation nous avens posé les choix suivants :
- 1'épaisseur de 1a peinture aprés réaction est uniforme sur tout le profiil
et est égale 4 2 cm. Cette valeur est déduite de 1'observation & posteriori

de la piéce d'épreuve,

- Masse volumique p = 100 kg/m3

- Chaleur spécifique ¢ = 800 J/kg °K
- Conductivité thermique A = 0,5 W/m °K
- Emissivité relative et = 0,50

La figure VI.20 montre 1'allure que présente la courbe de température
au centre de 1'dme. On constate que Tes valeurs calculées sont 1égérement
inférieures 3 la réalité au cours des premiéres minutes de 1'essai, Cela
est di au fait que nous supposons la présence d'un matériau isolant dés
Te début du test, alors que la peinture doit réégir progressivement avant
de développer son caractére protecteur. Vers la fin de 1'essai, les
températures sont plutdt surestimées. La courbe théoriqué pourrait encore
se rapprocher davantage de la réalité si on considérait, par exemple, une
conductivité thermique de 1'isolant plus &levée pour Tes faibles températures
{début de 1'essai) et plus faible pour les températures &levées (fin de

1'essai).
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On pourrait par exemple choisir :

» = 0.8 - 0.051_}U

On pourrait ainsi définir pour les paraméires qui définissent 1'isolation
(cy P2 ol e) une série de valeurspermettant de représenter au mieux
la réatité dans le cas particulier testé a Gent.

Ce qui est plus important, et que la fig. V1.20 montre bien, c'est

que 1'approximation gui est faite a propos de 1'épaisseur de 1'isclant au
début de 1'essai n'empéche pas gue le calcul donne une image assez correcte
de 1a réalité dans le cas od des peintures intumescentes sont mises en
oeuvre,

On constate évidemment que, & cause de 1'isclation, la vitesse de
montée en température du profilé est ralentie (= 4°C/min.) par rapport au
cas du profil nu (= 14°C/min.). De ce fait, les températures ont mieux
le temps de s'égaliser & 1'intérieur du profil. Lles écarts de température
entre différents points de la section sont plus faibles (ATmax = 40°C),
Les différences entre températures réelles et températures uniformes sont
encore réduites et cette derniére hypothése est d'autant plus acceptable.

Les courbes de déplacements sont assez proches de la réalité
ainsi que le montrent les figures VI.2la et Vi.?1b. Alors que le dépla-
cement transversal de la colonne est pratiquement égal & celui qui a été
observé, on constate que 1'allure du déplacement Tongitudinal est semblable

3 celle des températures : sous-estimation au début de 1'essai, surestima-
tion & 1a fin de 1'essaid.

Le temps de résistance calculé est de 134', c'est-a-dire 92% du
temps mesuré (145'). Pour les raisons expliquées ci-dessus, cette valeur
ne constitue pas un résultat significatif en soi. Le résultat obtenu
confirme malgré tout que, lorsque le champ de température est simulé
correctement, le comportement mécanigue de la siructure est alors correc-

tement simulé,
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V1.3 - CONCLUSIONS

Afin de calculer de maniére correcte la distribution de température
d 1'intérieur d'un profil dont la section droite présente des concavités,
il y a lieu de considérer que la radiation thermique est plus faible sur
Tes surfaces qui forment les parties concaves, La prise en compte des
facteurs de vue au niveau des échanges thermiques par rayonnement permet
d'appréhender le probléme de maniére satisfaisante.

Lorsque, dans un profil métallique non protégé thermiquement, on
n'impose pas a la température de présenter une valeur uniforme sur la
section mais que, tenant compte de la valeur finie de la conductivité
thermique de 1'acier, on laisse s'établir le champ thermique réel, on
peut observer des écarts de température supérieurs d 120°C entre les
zones les plus chaudes et les zones les plus froides, Ces écarts existent
dans des profilés de faible massivité, aussi bien que dans les profils
Tes plus Tourds, Le champ des contraintes présente ainsi une allure trés
différente de celle qui est liée a T'hypothése de température uniforme,
Les contraintes maximales sont plus élevées et certaines zones se nlastifient
ptus tot, entrainant une diminution plus rapide de 1a rigidité.

Cependant, la température calculée dans 1'hypothése uniforme
représente une bonne approximation {trés légérement supérieure) de la
valeur moyenne de la tempéréture réelle. De ce fait, les écarts de résistance
au feu sont assez faibles entre les deux hypothéses,

On peut donc dire que, dans le cas des structures en acier, Ja
supériorité d'un code de calcul numérique sur les méthodes manuelles
approchées réside plus dans une meilleure prise en compte de 1'interaction
entre flexion et effort normal que dans la considération du chémp thermique

réel,

Ce chapitre illustre particuliérement bien le genre de recherche
qu'il est possible de mener grdce & 1'utilisation d'un programme de simu-
tation numérique, 11 serait tout a fait impossible de dégager les conclu-
sions exposées ci-dessus en n'ayant recours qu'a 1'expérimentation. Les
colits et les dé&lais des essais, la difficulté dg mesurer les températures
au coeur du profil, la dispersion entre les différents essais rendraient

ce but tout & fait illusoire,
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CHAPITRE VII - COLONNES MIXTES SOUMISES A CHARGE CENTREE

Fn vue de favoriser 1'utilisation de profils en acier laminés

i chaud, la Société ARBED a développé un systéme de construction mixte
résistant au feu : le systéme des poutres et des colonnes AF.

Les colonnes sont constituées d'un profil en double té dont
les espaces compris entre les ailes sont remplis de béton (fig. VII.1).
Des armatures longitudinales sont disposées dans le béton et reliées

3 1'3me du profilé par des étriers soudés sur cette ame.

Deux essais ont été réalisés sur ce type de profil dans les
laboratoires du Professeur MINNE de 1'Université de Gent. L'analyse
de ces deux essais montrera comment la méthode de calcul développée
dans le cadre de cette étude peut nous aider & bien comprendre le
comportement réel de ce type de structure. La validité du résultat

fourni par le calcul apparaitra &galement.
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VII.1 - COLONNE A,F. NON PROTEGEE {TEST 1.,3)

La premiére colonne mixte testée a 1'Université de Gent [M5]
présentait les caractéristiques suivantes (fig, VII,1).

Colonne encastrée - appuyée

Hauteur : H=4,195m

Profilé : HE 400AA oy(20°) = 27,2 kN/cm2
Armatures : 8 @ 20 cy(20°) = 50,3 kN/cm2
Béton : R&(20°) = 6,3 kN/cm2

si_R'w = Résistance moyenne sur cube le jour de 1'essai.

Charge : P = 2,400 kN excentrée de 0,5 cm par rapport 3
1'axe faible du profilé.

Les caractéristiques mécaniques des matériaux sont des valeurs

moyennes mesurées.

L'ensemble des 13 essais effectués et dans lesquels intervient du
béton nous a permis de constater que la simulation est en général
meilleure si on utilise pour le b&ton la résistance sur cylindre
plutdt que la résistance sur cube. Llorsque les essais de compression
sur le bBton ont &té réalisés sur des cubes, nous supposerons :

Tt (20°) = 0,83 R'w(20°) (VIT1.1)
Dans ce cas, ou]t(20°) = 0,83 6,3 = 5,24 kN/cm2

La quantité d'eau 1ibre qui est présente dans le béton n'est
pas facile a déterminer. Comme aucune mesure de cette caractériétique
n‘a été effectuée sur le béton réalisé & 1'Université de Gent, nous
avons décidé, suite aux discussions avec les ingénieurs responsables
du laboratoire, de considérer pour tous les essais réalisés a Gent

(sauf par 1'essai décrit au chapitre IX )

p = 40 L/m3
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En ce qui concerne 1'acier, on utilise pour les grandeurs physigues
les mémes valeurs que dans le chapitre précédent, c'est-d-dire notamment :

e* = 0,50

Pour le béton, nous avons constaté que les simulations des tests
conduits dans les fours & gaz donnent les meilleurs résultats si on
considére :

e* = 0,45

Dans ce cas-ci, la section droite est convexe et les facteurs de vue
sont unitaires, On aura donc : -

La discrétisation de la section droite est donnée & ta fig. VILI.3.
Comme dans presque tous les essais que nous avons réalisés, les tempéra-
tures calculées sont en bon accord avec les températures mesurées.
Pour cet essai, on observe que les écarts maximum entre les valeurs
calculées et les valeurs mesurées sont de 1'ordre de 50°C, parfois
dans un sens parfois dans 1'autre, la fig.V1I1.2 montre 7'é&volution
de ta température au cours du temps dans les armatures extérieures,
Par 1a suite, ce genre de figure ne sera plus présenté, sauf cas
particulier, -

11 nous semble par contre plus profitable de nous intéresser
au tracé des isothermes dans la section droite. Celles-ci sent
présentées a la fig. VII.3 pour t = 60 minutes. Les isothermes
correspondant & un autre instant présentent ta méme allure. On constate
naturellement que la chaleur pénétre dans la section droite par les
quatre cdtés de celle-ci. On remarque aussi que 1'ame du profil en
acier constitue un chemin préférentiel pour la pénétration de Ta
chaleur. Bien sbr, les ailes du profil, directement exposées & 1'action
500°C
aprés 40 minutes). Tous ces ph&noménes constatés au niveau des tempéra-

de 1a chaleur, voient leur température s'é@lever rapidement (T

tures ont des effets sur le comportement statique de la structure, ainsi
qu'il sera montré au paragraphe suivant.
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Influence de 1'eau libre

Comme Ta quantité d'eau Tibre. présente dans le béton n'a
pas fait 1'objet de mesures, mais qu'elle a di &tire estimée, on peut
se demander quelle est 1'influence de ce paramétre sur la montée en
température dans le proffi et, finalement, sur la résistance au feu
calculée., Pour répondre & cette question, nous avons calculé le
champ thermique dans la colonne en considérant successivement les

trois teneurs en eau suivantes :

p=0 .
40 L/m3 (cas de référence)
80 L/m°

La figure VII.4 montre ainsi la courbe d'échauffement obtenue dans
1'armature extérieure, suivant les troisnhypothéses envisagées. On
constate que, malgré la forte variation de Ta teneur en eau, les
courbes d'échéuffement sont assez proches. 0On a méme 1'impression

que les courbes se rapprochent 1'une de 1'autre vers la fin de 1'essai.
L'écart, qui était de 20° aprés 50', est réduit & 12° aprés 110',

On pourrait en conclure hdtivement que 1'évaporation de 1'eau libre
n'exerce une influence sur les températures que Tors du début de
T'essai, et que cet effet s'estompe progressivement lorsque le test

se poursuit. En fait, il n'en est rien. En effet, ce qui est signifi-
catif pour la durée de résistance d'une structure n'est pas 1'écart

de température qui existe & un instant donné entre deux courbes corres-
pondant 3 deux teneurs en eau différentes, mais c'est la durée
supplémerntaire qui est nécessaire pour que les matériaux atteignent
une température donnée, Or, c'est écart 13, qui est de 1'ordre de

3'30" aprés 50', ne diminue pas au cours du temps. Cette constatation
est bien en accord avec les différentes méthodes de calcul manuel

qui considérent que 1'évaporation de 1'eau libre produit un retard

dans les courbes d'échauffement, un décallage vers la droite de ces
courbes {voir [1] ou [D6] ).

_ Ce retard d'échauffement, c'est-d-dire ce supplément de résis-
tance au feu n'est pas trés important. Dans le cas particulier
envisagé ici, on note un retard de 5" pour 1 L/m3 d'eau libre. Ainsi
donc, si au 1ieu de'p = 40 L/m3 on avait choisi p = 0 L/m3(Fespect1vement
p =G0 L/m3), la résistance au feu n'aurait diminué(respectivement augmenté)
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que de trois minutes enyiron. Cela montre bien 1'influence assez
limitée de ce paramétre,

L'excentricité de la charge par rapport & 1'axe de symétrie
du profil étant assez faible {5 mm), on se trouve pfesque dans un cas
de compression centrée, On observe ainsi, aprés 1'application de la
charge mais avant le déclenchement de 1'incendie, des contraintes
quasi uniformes sur la section droite, Par exemple, & mi-hauteur
de la colonne, les contraintes dans le béton varient linéairement
entre o= -1,34 kN/cm2 et op= -1,16 kN/cmz. Dans 1'acier, on trouve
i la fibre supérieure 0, - 9,0 kN/cm2 et & 1a fibre inférieure '
0, - 7,8 kN/cmZ, la variation entre les deux étant également lingaire.

Au cours des premiers instants de 1'incendie, les températures
n'augmentent de mani&re sensible que dans Tes part{és extérieures de
la section droite. Toute la partie centrale de la colonne reste “froide".
Comme, de plus, la rigidité des matériaux ne diminue sensiblement que
pour les températures supérieures a 250°C, la rigidité de la colonne
n'en est que peu affectée et les déplacements transversaux n'augmentent
pfatiquement pas.

~ Par contre, les différences de température importantes entre
les zones périphériques et les zones centrales de la section, et les
dilatations thermiques empéchées qui en résultent,donnent naissance a
d'importantes contraintes thermiques ; compression sur les bords,
traction au centre. On observe ainsi gque, & cause de ces contraintes
thermigues, toute la partie centrale de la section droite se trouve

dans un état de traction, alors que la colonne est comprimée. La fig.VIl.5

montre 1'étendue de cette zone de traction & 1'instant ol elle est la
plus grande, c'est-a-dire aprés 8' d'essai. A ce moment, les armatures
et 1a partie centrale de 1'dme travaillent ggalement en traction.
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Comme le déroulement de 1'essai se poursuit, les zones chaudes
(et donc comprimées) s'étendent vers 1'intérieur de la section. Comme,
par le fait méme, 1'6tendue des zones de traction diminue, les contraintes
de traction dans 1'acier augmentent encore pour respecter 1'équilibre.
On note ainsi dans les armatures une contrainte maximale de traction

gy = 8,1 kN/cmz

contrainte maximale o =_9,6 kN/cm2 aprés 22'. 11 faut si§na1er que
les contraintes de traction dans 1'acier présenteraient des valeurs

aprés 18', et dans la partie centrale de 1'ame une

encore plus élevées si Te modéle de comportement du béton en traction
était fragile. En effet, dans les calculs décrits ici, le comportement
ductile du béton tendu permet & celui-ci de contribuer a 1a reprise des

efforts de traction.

Par la suite, la sévérité des gradients thermiques s'atténue,
la surface de la zone tendue se réduit et les armatures retrouvent
progressivement Teur &tat naturel de compression., La figure VII.6
présente ainsi 1’allure de Ta zone tendue aprés 60' alors que la
figure VII.7 montre 1a distribution des contraintes sur 1'axe de symétrie
vertical de la section, &galement aprés 60" d'essai. '

Enfin, sous 1'effet de 1'échauffement progressif des matériaux,
1a rigidité de la section diminue. Les déplacements Jatéraux de la
colonne augmentent de plus en plus, Les effets du second ordre commencent
d Jjour un certain rdle, Des contraintes de traction naissent cette
fois & la partie inférieure de la section droite sous 1'effet du moment
de flexion di aux grands déplacements (voir fig. VII.8, aprés 122'),
C'est Te phénoméne de flambement qui apparait progressivement.

La figure VII.9 montre 1'évolution au cours du temps du diagramme
des moments de flexion Te long de la colonne. On remarque bien 1'influence
importante des effets du second, surtout vers la fin de 1'essai.

Enfin, les figures VII.10 a et b montrent 1'évolution au cours
du temps des déformations longitudinales et latérales de la colonne.
Alors que le déplacement latéral calculé a mi-hauteur est pratiquement
le méme que celui qui a été mesuré, on constate que 1'allongement de
la colonne a &té surestimé vers la fin de 1'essai. Il en était déja
ainsi pour les deux colonnes traitées au chapitre précédent. Une
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explication probable de ce phénoméne sera donnée au chapitre X.

Finalement, la durée de résistance au feu calculée est de 122°',

ce qui est trés proche de la valeur mesurée qui est de 116{(%§%-= 1,05).

Influence de 1a branche descendante dans le diagramme o -e du béton.

Une donnée physique a propos de laquelle on ne posséde que peu
de résultats expérimentaux est la valeur du module tangent négatif de
la branche descendante du diagramme o-E du béton (voir § II11.2,3).

Afin d'examiner 1'influence de ce paramétre, nous avons simulé
1'essai au feu 1.3 suivant les 4 hypothéses suivantes, schématisées
sur la figure VII,11..,

1. - =0 (palier horizontal dés que 1'on-a atteint Uult)
2. £ = -88 KN/cm? (cas de référence)

3, F" = -176 kN/em? (Te double du cas 2)

4, £ = ;co {(modéle fragile ; la contrainte devient nulle,

. ; .
dés que 1'on atteint “u]t)'

En procédant de Ta sorte, on constate que par rapport au cas
de référence:

- e fait de choisir un modéle avec palier horizontal (cas 1) augmente
la résistance de 7', ce qui n'est pas négligeable. Les déplacements
latéraux restent cependant acceptables (voir fig. VIIL11.,)

- e fait de doubler le module tangent (cas 3) ne réduit la résistance
que de 4', ce qui n'est pas trés important. Les déplacements latéraux
sont également acceptables

- le fait de choisir un modéle fragile conduit & un résultat beaucoup
trop faible, En effet, dés que dans une maille de béton on atteint

la contrainte maximale o t* cette contrainte passe subitement 3 Ja

ul
valeur nulle. On obtient donc ainsi une force hors &quilibre impor-
tante qui peut &tre considérée comme 1'équivalent numérique d'une

explosion qui se produirait & 1'intérieur de la structure. Cette
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force hors équilibre importante doit &tre reprise par les mailles
voisines qui vont peut-2tre, a leyr tour, atteindre la contrainte
maximum (1""explosion” endommage les zones voisines et provoque une
réaction en chainé).

Ainsi donc, la rigidité de la colonne est modifide soudainement
et cela se marque sur les déplacements latéraux (aprés 20' et 40' sur
la fig. VII.11.). Lorsque les températures dans la section ne sont pas
trop élevées, tout se passe comme si la structure, possédant encore
une certaine réserve de résistance, réussissait & s'adapter, 3 se
défendre contre cette agression brutale et non naturelle. Elle reprend
progressivement une position plus correcte, Cependant, lorsque de tels
phénoménes se produisent alors que 1'incendie simulé est d&jd bien
avancé (aprés 60' sur la figq. VII.II;), Ta réaction en chaine ne s'arréte
plus, les déplacements ne cessent de croitre et Ta ruine survient
prématurément (aprés 90' dans ce cas).

On peut donc conclure que, si le modéle fragile est totalement
inadapté et si le modéle infiniment ductile est quelque peu insécuritaire,
un modéle avec branche descendante linéaire donne des résultats satis-
faisants et que ceux-ci dépendent peu de la valeur du module tangent E-,

VIT.2 - COLONNE A.F, PROTEGEE THERMIQUEMENT (TEST 1.15)

On a égaTement réalisé un essai au feu sur une colonne exactement
semblable a celle qui &tait décrite au paragraphe précédent, si ce n'est
Te fait que les ailes du profilé métallique étaient protégées de 1'action
de 1'incendie par une couche de 25 mm de matériau isolant PROMATECT H.

Ce produit isolant &tait appliqué sur les ailes du profil grice 3 la
présence d'une tdle métallique de 2 mm d'épaisseur, elle-méme fixée

sur la tranche des semelles (voir fig. VII.12). La discrétisation

du profil est la méme que pour la colonne du test 1.3 (voir fig. VII,3),
Le produit isolant est discrétisé par 3 couches de 8,33 mm d'épaisseur
chacune. La tdle d'acier, dont la résistance thermique est trés faible,
n‘est pas prise en compte dans les calculs. Comme c'est elle qui est
soumise & 1'action du flux radiatif, nous supposerons que sa présence
nous permet de considérer que le matériau isolant posséde la méme

émissivité relative que 1'acier,
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X 0,50

On indique encore les valeurs des propriétés thérmiqués du matériau
PROMATECT H qui sont utilisées pour le calcul
R

x =0,17 + 0,3 10 wim K
c =840 J/kg K
o = 870 kg/m

VII.2.1 - Températures

Pour cet essai ega]ement les temperatures calculées sont en
bon accord avec les températures mesuregs Les différences maxima
observées sont aussi de 1’ordre de 50°C, sauf pour les thermocouples
situés entre 1a tdle en acier et le matériau isolant. A cet endroit,
des désordres locaux ont pu se produiré (déco11ément de la tble,
apparition d'une lame d' air,...). Ces phénoménes ne neuyvent pas étre
pris en compte par le calcul mais on a pu constater gu'ils n'ont pas
exercé une influence sensible sur Te champ thermique & 1'intérieur de
la section résistante,

Le tracé des isothermes aprés 60' est donné par la fig. VIT.13,
sur laquelle on constate bien que la pénétration de la chaleur se
produit surtout par les faces de béton, mais aussi de maniére assez
marquée par les ailes du profilé métallique qui, & cause de 1a grande
conductivité thermique de 1'acier, jouent le rble de chemin préférentiel
de la chaleur.

En comparant la fig. VII.13 et la fig. VII.3, on constate :

1. c'est dans une zone assez peu éiendue et situge aux alentours de
la jonction ame - semelle du profil que la température du béton
est beaucoup moins élevée ;
. 1'effet isolant est assez peu marqué sur les armatures longitudinales,
A peine 100° d'écart pour les armatures extérieures et 50° pour
les armatures 5ntérieures;
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3. 1'effet le plus important se situe au niyeau du profil laminé dont
la température moyenne des ailes est ramenée de 800°C & 40n°C et
dont la température de 1'@me est ramenée de 200 - 800°C & 100 - 200°C,

VII.2.2 - Stabilite

Comme 1a chaleur ne pénétre plus dans le profil que par deux
cotés, les contraintes thermiques de compression ne sont localisées
que dans les zones extérieures de béton. Les ailes du profilé, protégées
par le matériau isolant ne produisent pratiquement pas de contrainte
thermique au début de 1'essai. C'est pourquoi la décompression du béton
au coeur de Ta section est plus tardive. Les premiéres contraintes de
traction n'apparaissent qu'aprés 15" (contre 6' dans le cas du profil
nan protégé). La zone tendue présente son extension maximale aprés 30°
(8' pour le test 1.3). La figure VII.14 nous montre que cette zone
s'8tend plus en largeur que dans le cas de la figure VII.5, alors que,
par contre, son développement sur la hauteur de la section est moins
important. . Il faut noter que les armatures longitudinales conservent
leur état de compression tout au long de 1'essai. Par le fait méme,
Tes efforts de traction doivent &tre équilibrés par le béton tendu
dans une certaine mesure, mais surtout par la partie centrale de 1'dme
qui est soumise & d'importants efforts. On reléve aprés 87' une
contrainte maximale de tracticn dans 1'dme égale & 26,9 kN/cmz. La
parfie centrale de cette colonne mixte comprimée est ainsi trés
proche de sa limite d*élasticité en traction (27,2 kN/cmz) !

Par la suite, les gradients thermiques s'adoucissent, les
contraintes thermiques sont moins sévéres et la totalité du profile
retrouve son &tat naturel de compression. Le flambement de la colonne
se produit également sous 1'action combinée de deux phéroménes :

1. La plastification de 1'acier qui, aprés avoir débuté dans les ailes
du double té, progresse peu & peu vers le centre de ce profilé pour
finalement gagner une bonne partie de 1'dme. Vers la fin de 1'essai,
Tes armatures longitudinales atteignent'éga1ement Teur limite

élastique.
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2. La réduction progressive sous 1'effet de 1'achauffement des carac-
téristiques de rigidité et de résistance des différents matériaux.

Les figures VII,15 a et VII.15 b présentent 1'allure de 1'allon-
gement de la colonne et celle du déplacement latéral au cours du temps,
Les résultats des calculs sont assez satisfaisants avec, de nouveau,
une 1égére surestimation pour le déplacement axial du point d'applica-
tion de la charge {fig. VII.15 a),

La durée de résistance au feu calculée est de 184', ce qui est
particuliérement proche de la valeur observée qui était de 189’ (%g% 0,97).

V1I.3 - CONCLUSIONS

Dans ce chapitre, nous avons montré comment la méthode de calcul
développée permet d'analyser 1'influence de certains paramétres sur le
résultat final. Si la discussion concernant la branche descendante du
diagramme ¢-e du béton (fig. VII.11) constitue plutdt une réflexion
sur la methode de calcul elle-méme, 1'analyse de la teneur en eau 1ibre
du béton porte sur une grandeur physique, sur une réalité matérielle
que, jusqu'a présent, 41 n'était pas facile d'appréhender. Nous avons
montré comment la méthode de calcul développée dans le cadre de cette
&tude peut apporter une réponse quantitative & ce type de question.

Nous avons aussi surtout voulu montrer combien le comportement
d'une structure mixte est complexe & cause des gradients thermiques et
des contraintes qui en résultent, & cause des fortes variations de
contraintes qui produisent des retours élastiques et & cause des change-
ments de géométrie qui font varier les sollicitations. Nous avons
i1lustré par deux exemples la fagon dont la méthode de calcul permet
de prendre en compte 1'ensemble de ces phénoménes. Hous avons aussi
montré comment i1 est maintenant possible, gréce d la simulation de
1'ensemble des phénoménes qui se produisent durant un essai au feu,
de vivre pratiquement cet essai au coeur méme de la structure ce qui
permet de mieux comprendre 1la maniére dont elle résiste & 1'incendie
et, finalement, son mode de ruine.
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CHAPITRE VIII - COLONNES MIXTES SOUMISES A UNE
CHARGE _EXCENTREE

Comme la méthode de calcul développée dans le cadre de cette
étude doit permettre 1'analyse d'éléments soumis 3 de 1a flexion composée,

i1 était important que des essais réels soient réalisés sous ce type
de sollicitation.

Quatre essais de colonnes soumises & une charge excentrée ont
&té réalisés dans les laboratoires du Professeur Kordina de la Technische
Universitdt Braunschweig [K3]}. Deux essais portaient sur des profils AF
assez semblables & ceux qui ont été décrits au chapitre précédent, et
deux autres essais portaient sur un profil mixte congu spécialement
pour les cas de compression avec flexion,
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VIIT.1 - SECTIONS AVEC ARMATURES LONGITUDINALES

Les deux premiers essais ont été réalisés sur des sections
mixtes assez semblables a celles qui ont été décrites au chapitre VII
{voir figure VIII.1). Le profilé métallique est du type HD 400 x 400 x 187
et on a disposé 12 armatures longitudinales de 18 mm de diamétre. Pour
Tes deux essais, la charge était excentrée de 98 mm par rapport a 1'axe
faible du profil Taminé, La rotation de l1a colonne est libre & ses
deux extrémités.

Dans les deux essais du chapitre précédent, 1a longueur de flam-
bement était assez faible : 1f] = 0,7 4,195 = 2,94 m ., Ici, on a choisi
d'explorer le domaine des longueurs de flambement plus importantes. Les
deux colonnes testées présentent des hauteurs différentes, Pour obtenir
des durées de résistance au feu assez semblables, on a réduit 1a charge
de 1a colonne la plus élancée. '

Le tableau suivant donne les caractéristiques principales des
deux essais.

Test 1,5 Test 1,6
Hauteur H 3,74 m 5,71 m
Charge p 1.360 kN 900 kN
excentricité e 98 mm 98 mm
Profil oy 30,6 kN/cm? 31 kN/en?
Armature o 46 kN/cn? 47,6 KN/en?

A cause du processus de fabrication de ce type de section, les
deux zones situdes de part et d'autre de 1'&me ne sont pas bétonnées
le méme jour. 11 peut donc arriver que les qualités de béton ne soient
pas exactement Tes mémes d'un cOté et de 1'autre de 1'Gme. Pour les
quatre colonnes testées & Braunschweig on a mesuré

5,02 kN/cm2 d'un cité et

It

Tutt
4,14 kN/cm2 de 1'autre cbté.

“ult

Cette différence de qualité peut trés facilement &tre prise en
compte par la méthode de calcul utilisée ici.
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La teneur en eau libre du béton a cette fois fait 1'objet de
mesures. On a obtenu p = 120 L/m3, ce qui est considérablement plus
important que la valeur choisie pour les essais de Gent. Il n'est pas
impossible que des matériaux réalisés dans deux laboratoires différents
présentent des caractéristiques différentes. Comme, de plus, nous avons
montré au § VII.1.1 que 1'influence de ce paramétre p n'est pas fondamen-
tale, rien ne s'oppose au fait d'utiliser des valeurs différentes d'un
essai A 1'autre, la valeur adoptée étant chaque fois choisie en fonction

des renseignements dont on dispose.

L'ensemble des simulations effectuées a clairement montré que
les températures calculées dans les sections testées 3 Braunschweig
s'accordent mieux & la réalité si on choisit pour le coefficient d'émissi-
vité relative de 1'acier

e* = 0,70,

Cela correspond & une réalité physique puisque les fours de la
Technische Universitdt Braunschweig sont alimentés au fuel, et non au
gaz comme c'est le cas a Gent, Les flammes qui sortent des briileurs ne

présentent pas la méme forme ni la méme intensité lumineuse.
Pour le béton, par contre; on obtient de bons résultats en conservant la

méme valeur qu'a Gent

e = 0,45

Pour ces deux exemples, les températures calculées sont également
en-bon accord avec les températures observées, Les écarts maxima dépassent
rarement 50°C. L'allure des isothermes n'est pas représentée ici car
elle est trés proche de ce qui est montré par la figure VII.3.

La figure VIII.2 donne 1'évolution au cours du temps de la température
dans les armatures de la colonne 1.5. On constate sur cette figure que
la vitesse d'échauffement des armatures est assez faible : ﬁﬂ%-z 4 °C/min.

Par le fait m€me, un écart de 50°C entre valeurs calculées et
valeurs réelles correspond & une différence de 12 minutes entre le temps
nécessaire pour atteindre une certaine température dans les calculs et
dans la réalité.
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On comprend donc qu'il est nécessaire de calculer les températures
de maniére aussi précise que possible puisque des différences de température
qui peuvent paraitre assez faibles produisent des écarts non négligeables
au niveau des durées de résistance.

VIII, 1.2 - Stabilité

Le comportement de ce type de colonne sous 1'action de 1'incendie
est assez particulier. Nous examinerons ci-dessous la manigre dont réagit
Ja colonne 1.5 en nous aidant des figures VIII.3.a, pour le déplacement
axial du point d*application de la charge et VIII.3.b, pour le déplacement

latéral & mi-hauteur de la colonne.

De 0 a 15 minutes

Durant les premizres minutes du test, les ailes du profilé métal-
1ique voient leur température augmenter trés rapidement ( = 18°C/min).
Comme ces ailes sont tres épaisses (24 mm), leur section représente 70%
de 1a section totale d'acier. La colonne subit donc une élongation thermique
trés imporfante durant les 15 premigres minutes de 1'essai et cela se
marque bien sur la figure VIII,3.a. Cependant, les contraintes gui
existaient dans 1'acier avant le début de 1'incendie sont assez faibles
(Ica | < 6 kN/cmz) et les contraintes thermiques ne sont pas encore assez
importantes pour causer une plastification de 1'acier. La rigidité de
la section n'est que faiblement affectée par la fissuration du béton dans
la partie centrale. C'est ce qui explique que les déformations latérales
restent faibles durant cette période (figure VIII.3.b}.

De 15 a 35 minutes

Ensuite, aux environs de la guinziéme minute, les contraintes
thermiques sont tellement importantes que la plastification s'installe
progressivement : ‘
les parties des ailes qui sont situées du cGté de la charge par rapport
a2 1'&me sont pastifiées en compression ;
toute la partie centrale de 1'3me ainsi que les armatures situfes du cOté

»

opposé & la charge sont plastifides en traction,

Bien entendu, la rigidité de la section en est fortement réduite
et 1a colonne a tendance & se dérober latéralement (voir figure VIII.3.b).
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Cette déformation latérale est accompagnée d'une rotation des extrémités
de la colonne (fig. VII.4).

Ainsi donc, malgré 1!allongement thérmique supplémentaire gqui
est encore intervenu, les points d'application de la charge se rapprochent.

Cet effet est bien marqué sur la figure VII1.3;a,

De 35 a 90 minutes

Dans 1a phase suivante, les gradients de température s'adoucissent
et les contraintes thermiques deviennent moins séveres. Sous 1'effet des
retours élastiques ainsi induits, on observe que, aprés 1h30. d'essai,
~Ta plus grande partie de 1'acier présent dans la section se trouve de
nouveau dans un état élastique. Cependant, les contraintes thermiques
trés sévéres qui ont existé & un certain moment de 1'essai ont marqué
Teur empreinte de maniére définitive sur la colonne et cela sous la forme
d'une déformée transversale additionnelle qui, suite aux effets géomé-
triques, va augmenter les sollicitations. Bien siir, durant cette phase,
la température des matériaux s'est accrue progressivement et les déforma-
tions ont encore augmenté quelque peu {voir fig. VIII.3.a et VIII.3.b).

Apres 90 minutes

Enfin, Tes températures augmentent encore et les parties des ailes
et les armatures qui se trouvent du c6té de la charge finissent par céder.
La colonne se dérobe de plus en plus. Les déplacements latéraux croissent
de nouveau de maniére rapide (VIII.3.b) et les points d'application de 1a
charge se rapprochent sous 1'effet de rotation des extrémités {voir fig.VIII.4).

C'est Ta ruine qui se produit.

A 1'examen, on se rend compte que le comportement de cette
structure est assez complexe puisqu’il fait intervenir de manitre signi-
ficative des phénoménes de contraintes thermiques, de retours élastiques,
ainsi que des changements.de sollicitations dus aux effets génométriques.
La maniére particuligrement exacte dont le déplacement vertical des
appuis a pu &tre simulé (figure VIII.3.a) atteste bien de la capacité de
la méthode de calcul déveToppée & reproduire 1'ensemble de ces phénoménes

physiques,
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Sur 1a figure VIII.3.b, on constate que les déplacements latéraux
ont été guelque peu surestimés lors du calcul. L'écart maximum avec la
réalité est de 20 mm. On doit cependant garder 3 1'esprit que la grandeur
significative pour la détermination des sollicitations est 1'excentricité
de 1a charge par rapport & 1'axe de la colonne. C'est ainsi que si on
veut comparer les valeurs du calcul et les valeurs de 1'essai, a 60 minutes
par exemple, on ne doit pas considérer le déplacement latéral

= 43 contre 24 mm
mais plutbt 1'excentricité de la charge

= 141 contre 122 mm

On constate ainsi que le moment de flexion calculé est assez
proche de celui qui existait vraiment dans la réalité.

La durée de résistance au feu ca?cu1ee est de 118 minutes, alors
que la valeur observée était de 136 minutes OIEF 0,87). L'écart
observé ici est le plus important de toute la campagne d'essai entreprise,
11 reste cependant tout-a-fait acceptabie. De plus, on constate sur la
figure VII1.2 que la ruine survient dans la simulation pour une tempéra-
ture des armatures qui est tres proche de la température existant au
moment de la ruine réelle, L'influence non négligeable d’un léger écart
de température a déja été abordée au § VIIT.1.1,

Le comportement de la colonne 1.6 est assez semblable & celui
qui vient d'8tre décrit pour la colonne 1.5. Lles figures VIII.5.2 et
VI111.5.b, permettent d’'établir une comparaison satisfaisante entre Tes
calculs et la réalité, La durée de résistance au feu ca]culee est cette
fois de 114 minutes pour une valeur cbservée de 120 minutes (——G = 0,95).

Enfin, i1 convient de signaler que, pour les deux cas précédents,
des écarts significatifs avaient été relevés entre certaines cotes nomi-
nales et leur valeur réelle, tant pour les dimensions des profilés
métalliques gue pour la position des armatures. Les valeurs réelles ont
été retenues lors des calculs.
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VIII.2 - SECTIONS AVEC PROFILES EN TE

Dans les deux exemples précédents, les armatures longitudinales
sont disposées en vue de participer activement & la reprise du moment de
flexion. Dans ce but, on utilise un profilé i larges ailes, ce qui
permet d'écarter les armatures et d'obtenir ainsi un important moment

d'inertie,

Ici, nous décrivons deux essais qui ont été réalisés sur des
sections d'un autre type (voir fig. VIII.6). On utilise comme profil
de base une poutrelle HE 400 AA sur 1'ame de laquelle on soude deux
demi HE 180 M destinés & supporter la flexion appTliquée,

Les colonnes, toutes deux articulées a leurs deux extrémités,
étaient de méme hauteur : H = ]f] = 5,71 m. C'est V'excentricité de Ta
charge par rapport a Tfaxe faible du profil qui marque la différence
entre les deux essais. Pour obtenir des durées de résistance au feu
assez semblables, Ta charge est plus faible lorsqu'elle est plus décentrée.
Le tableau suivant donne les caractéristiques principales des deux essais.

Test 1,7 Test 1,8
Hauteur H 5,71 m 5,71 m
Charge p 1.500 kN 800 kN
excentricité e 75 mm 150 mm
HE400AA ' o 39,5 kN/cm? 40,7 kN/cml
HE180M o, 27,8 kN/cm? 25,1 kN/cm?

Les conditions relatives au béton et aux échanges thermiques sont
Tes mémes qu'au paragraphe VIII,1, '
ViIl.2.1 - Températures

Les températures calculées sont en bon accord avec les températures
observées, Des écarts supérieurs a 50°C sont rarement rencontrés.

Pour 1'essai 1.8, cependant, on note que certaines températures
relevées présentent un accroissement anormal 3 partir de la centitme
minute jusqu'a la fin de 1'essai (fig. VIII.7). Ce comportement est
dd & un mouvement du béton reccuvrant le demi HE 180 M situé du cdté de
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la charge., Ce béton s'est déplacé brusquement de environ 10 mm vers
V'extérieur, aprés quoi i1 a été maintenu en place par le treillis disposé
3 cet effet dans la section (voir fig. VIII.6).

Les conditions thermiques ont bien slir été modifiées par ce
probleme local, dont i1 est impossible de tenir compte au niveau des
calculs., Si des écarts ont pu en résulter entre le comportement observé
et le comportement prévu, on constatera que le résultat final n'en a pas
été fondamentalement affecté.

VIII.2,2 - Stabilité

Le comportement de ces deux colonnes est différent de celui des
deux colonnes précédentes. Cela est essentiellement di au fait que la
section des ailes du profilé est beaucoup plus faible dans le second
cas (78 cm2 contre 188 cmz). De plus, la quantité d'acier qui se trouve
3 1'intérieur de 1a section est plus importante dans le second cas. On
observe ainsi que, d'une part, les efforts de compression dus aux
contraintes thermiques dans les ailes sont moins importants et, d'autre
part, ces efforts donnent naissance a des contraintes de traction assez
faibles & coeur puisqu'elles sont réparties sur une surface plus impor-

tante,

La plastification momentanée de 1'acier qui intervient durant
la premigre partie de 1'essai est cette fois limitée aux seules ailes
du profilé principal & 1'exclusion des zones internes. Comme, de plus,
la section de ces ailes est moins importante, ta perte de rigidité qui
résulte de cette plastification est moins marquée et les déplacements
latéraux afférents sont plus faibles. Ce comportement a été correctement
prévu par le calcul, Sur la figure VIII.9.b, 1'accord semble parfait
avec les résultats des mesures alors que sur la figure VIII.B.b, certains
écarts apparaissent vers la fin de 1'essai, avec une allure générale
correcte. Les figures VIII.8,a et VIII.8.b montrent aussi une allure
générale correcte avec une surestimation de 1'allongement comme clest
souvent le cas pour les colonnes.
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Comme durée de résistance au feu, on a calculé
pour 1'essai 1.7 : 120 minutes contre 111 minutes mesurées (%%% = 1,08)

pour 1'essai 1.8 : 140 minutes contre 157 minutes mesurées (%gg = 0,89)

Ces résuTtats sont tout-a-fait satisfaisants.

VIII.3 - COMPARAISON ENTRE LES DEUX TYPES DE COLONNE

En étudiant les essais qui ont été effectués sur les colonnes
avec armatures Tongitudinales et ceux avec profils en té, on a déja
mis en évidence les différences de comportement qui sont liédes 3 la
forme de 1a section droite. Pour mieux mettre en évidence les impli-
cations pratiques de ces comportements différents, nous avons étudié
une colonne avec armatures et une colonne avec té placdes dans les
mémes conditions. Celles-ci sont reprises dans le tableau ci-dessous.

Hauteur H :57lm
Charge P : variable
excentricité e : 100 mm
Profil 5, i 35,5 ki/en?

Armature Uy : 50 kN/cm2

. . 2
Béton AP 5 kN/cm

Les dimensions des deux sections sont indiquées sur Tes fig.VIIL.1
et VIII.6.

En réalisant de nombreuses simulations, on a établi la figure VIII,10
qui donne, pour les deux types de sections, la charge admissible en fonc-
tion de la durée de résistance au feu souhaitée. '

On remarque ainsi que Ta charge de ruine & température ambiante
est de 6.250 kN pour la section avec armature alors gu'elle n'est que
de 3.750 kN pour la section avec té, c'est-3-dire 60 % de 6,250,
L'inertie du profil avec larges ailes est en effet supérieure i celle
du profil HEAA. Cependant, la part des ailes dans cette inertie est
considérable dans le premier cas alors qu'elle est beaucoup plus réduite
dans Te second. La chute de résistance 1iée aux conditions d'incendie
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est spectaculaire pour le profil avec armatures, alors qu'elle est
tout-3-fait raisonnable pour le profil avec té. Ainsi, dés que 1'on
impose Rf = 30 minutes, on obtient

2.450 kN soit 39 % de la charge 2 froid

2,350 kN soit 63 % de la charge a froid.

pour les armatures P

Ty

pour les té P

Dans le second cas, on obtient ainsi une résistance au feu de
une demi-heure sans réduction de la charge admissible & froid.

Si on impose une durée de résistance de une heure, ou davantage,
le rapport des charges admissibles est carrément inversé puisque Te
profil avec té donne une charge admissible qui est supérieure de 50
3 60 % 3 la charge admissible du profil avec armature.

Au niveau de la conception, le choix d'une section avec armature
ne se justifie que si le dimensionnement sous 1'effet de 1'incendie peut
bénéficier d'une réduction substantielle des charges.

On comprend aisément qu'il serait tout-a-fait impossible de
dégager de telles conclusions & la suite d'une campagne d'essais (colits,
délajs, variation des propriétés mécaniques;...). Avec une bonne
connaissance des phénoménes qui interviennent dans une structure soumise
3 1'incendie, on aurait éventuellement pu dégager des remarques qualita-
tives semblables 3 celles gqui ont été développées ci-dessus., 11 est
cependant clair que seule une méthode de calcul telle que celle qui a
&té développée dans le cadre de cette étude permet d'aboutir a des
conclusions gquantitatives & propos de 1'influence de divers paramétres,
L'apport ainsi introduit est donc bien essentiel,
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CHAPITRE IX- COLONNE MIXTE OCTOGONALE

A 1'Université de Gent a eu lieu un essai sur une colonne
mixte |M5] d'un type différent de ceux présentés jusqu'ici. La
colonne se compose d'un profil principal en double té sur 1'ame
duguel on soude deux autres doubles tés de hauteur moindre {voir fig.IX.1).
Les espaces compris entre ces profils sont remplis de béton, ce qui
donne & la colonne une section droite octogonale. Quatre faces d'acier

et quatre faces de béton alternent pour donner & 1'ensemble un aspect
esthétique particulier qui peut Btre séduisant,

Bien gue la charge ait été parfaitement centrée, le caractére
particulier de 1a section (et certaines conséauences qui en résultent
au niveau des températures) nous a conduit & considérer cet essai
hors du cadre du chapitre VII.
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Les dimensions principales de la section sont présentées a
la figure IX.1. La charge est appliquée par 1"intermédiaire de rouleaux
placés exactement sur 1'axe faible du profil principal.

Ainsi, on peut considérer que ta colonne est biarticulée autour
de son axe alors qu'elle est biencastrée autour de son axe fort. Les
caractéristiques principales de 1'essai sont présentées dans le tableau
ci-dessous,

Hauteur H=14,14m

Profil principal IPE 400

Profils secondaires HE 180A

Acier oy = 29,9 kN/cm2
Béton Oyt = 5,19 kN/cm2
Charge P = 1.600 kK
Excentricité e=0

IX.1 - TEMPERATURES

La teneur en eau }ibre du béton n'ayant pas €té mesurée , i1 nous
appartient d'effectuer un choix & ce propos. Alors que pour les autres
essais effectués dans le laboratoire de Gent nous avions choisi p=40 L/m3,
pour cette colonne octogonale i1 fut décidé que la valeur p=80 L/m3
correspondrait mieux & la réalité. En effet, en comparant Tes figures IX.1
et VIII.1, on constate que le rapport entre la surface de béton qui se
situe & 1'air libre et la masse de béton est plus faible dans ce cas-ci.

On peut donc logiquement supposer que 1'évaporation de 1'eau libre
excédentaire lors de la maturation du béton sera plus lente. Rappelons
que, au § VII.1.1, on a montré 1'influence assez limitée de ce parametre,

Les conditions d'échanges thermiques devraient &tre semblables
dans ce cas a celles que 1'on a rencontrées pour les autres essais
effectuds & Gent, Or, si on a bien utilisé eX = 0,45 pour le béton et
s* = 0,50 pour les ailes du profil principal, il est apparu clairement
que la simulation correcte de 1a réalité jmposait de réduire 1'émissivité
relative dés ailes du profil secondaire & une valeur dé 0,30. Cela
peut &tre di & la disposition des brlleurs et a leur position différente
par rapport aux quatre faces en acier {voir figure IX.2). La raison
pour laquelle cet effet se marque plus particulitrement ici et non dans
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les autres essais ne nous apparait pas clairement. Dans 1'optique qui
est la nbtre, c'est-a-dire la simulation aussi exacte que ﬁossibTe des
conditions réelles afin de vérifier la concordance entre calculs et
essais, il est essentiel de toujours coller a Ta réalité d'aussi prés
que possihle., C'est pourquoi nous avons permis que les conditians
d'échange thermigue soient modifiéés pour cet exemple-ci. Dans une
optique différente (celle d'un dimensionnement par exemple) ne faisant
pas référence & un essai particulier, on serait certainement amené a
choisir la méne valeur que pour les autres essais : et = 0,50.

De 1a sorte, on se placerait d'ailleurs du cdté de la sécurité.

On a déja signalé & maintes reprises que la section droite des
structures calculées doit &tre représentée par un maillage rectangulaire,
Pour discrétiser la colonne octogonale, il est héceésaire de procéder
a une 1égére approximation au niveau des faces obliques de béton.
Celles-ci seront représentées par un "escalier" de marches verticales
(voir figure IX.3). I1 semble assez évident que cette approximation
n'entraine pas de conséquence sensible au niveau de la rigidité de la
section. Il importe cependant d'&tre attentif a propos du calcul des

températures.,

Si, sur la figure IX.4, la face oblique AB doit &tre représentée
par une suite de divisions rectangulaires, la surface de matériau en
contact avec le milieu extérieur est plus importante dans notre discré-

tisation que dans 1a réalité, Si on note
S, la surface réelle entre A et B,
la surface discrétisée,
la quantité de chaleur pénétrant réellement dans le profil,
Qd la quantité de ché1eur calculée,
g.. le flux thermique réel,
a4 e flux de la discrétisation en "escalier"

on veut bien siir obtenir

Q. = Qy {IX.1}
Done q. S, = a4 Sy C{1x.2)
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On devra donc considérer, lorsque la discrétisation d'une face oblique
est réalisée par des mailles rectangulaires, une expression modifiée du
flux thermique '

Gy = 9 T (1X.3)
Compte tenu de la relation IV.4, on aura donc

5
h(T, - Tg) + o* & (T - T‘S‘ ) gl'& (1X.4)

a4y =
Si on néglige 1'influence du terme conductif devant celle du
terme radiatif (voir figure IV.5), on obtiendra donc une bonne descrip-
tion de la réalité, en conservant Ta méme expression IV.4 pour calculer
Je flux thermique, mais en considérant une valeur modifide de 1'émissivité
relative

5.7
Cox Nt (1X.5)

* Sl“
EA—E ‘SE'E —[———‘[_—'1+2

Comme, dans ce cas, on veut représenter e* = 0,45, et

comme L1 = 11 cm L2 = 8,5 cm, on introduira au niveau des

donnés e’; = 0,3021.

Grice 3 la considération des conditions d*échange thermique
exposées ci-dessus, la correspondance entre les températures calculées
et les températures relevées est satisfaisante. Les différehces‘dépassent
rarement 50°C.

IX.2 - STABILITE

Comme on 1'a déji signalé, cet essai est le seul pour lequel 1a
charge était exactement centrée. Nous allons montrer 1'importance que
cette condition peut avoir sur les résultats. 11 apparaitra aussi
clairement que cette étude de sensibilité (en anglais : sensitive
analysis) n'est possible gue grice & 1'utitisation d'une méthode de
calcul numérique telle que celle qui a été développée dans le cadre de
cette étude.
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- On a calculé la durée de résistance au feu de la colonne en
combinant plusieurs valeurs des deux paramétres suivants :
1'excentricité de la charge appliguée e
]'imperféction maximale de la colonne avant 1'apptication de la charge aH.

En effet, 3 cause de 1'imperfection lide aux profils laminés et
a cause des déformations de soudage, le profil mixte ne sera pas parfai-
tement rectiligne, Nous représenterons cette imperfection de construction
par une déformée sinusoidale dont 1'amplitude vaut AH & mi-hauteur de

Ta colonne.

0 {sitvation de 1'essai}, on a calculé Ta résistance au feu
pour 5 valeurs de AH comprises entre 0,1 mm et 4,14 mm (=H/1000)

Pour e

Pour e = 2,5 mm, on a calculé la résistance au feu pour aH=0,1mm, AH=2mm
et aAH = 4,14 mm
Pour e = 5 mm, on a calculé la résistance au feu pour les deux valeurs

extrémes : AH = 0,1mm et aH = 4,14mm,

Ces résultats nous ont permis de tracer les trois courbes de la figure IX.5.

On constate ainsi que lorsque 1'excentricité de la charge est
nulle, Te résultat est trés sensible & la valeur de 1'imperfection
initiale. Rf augnmente de 38 minutes Torsque 1'imperfection passe
de 4,14 & 0,1 mm. Par contre, lorsque la charge est appliguée avec une
excentricité de 5 mm, le résultat ne change que de 14 minutes pour une
méme vafiation de sH. I1 serait donc préférable de toujours effectuer
les essais sur colonnes en imposant une valeur minimale de 1'excentricité
puisgue, Torsque cette excentricité est nulle, on peut rencontrer un
résultat d'essai particuliérement favorable si, par hasard ou par un
fajt exprés, Ta colonne testée est presque rectiligne. Or, pour les
structures qui seraient réellement contruites par la suite, on pourrait
rencontrer des imperfections plus élevées et donc des résistances au feu
beaucoup plus faibles.

On peut conduire le méme raisonnement i propos de 1'erreur de

positionnement de la charge.
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Si Ry est sensible & AH lorsque e = 0
alors Rf est trés sensible a Ae lorsque e = 0

En effet, la sensibilité du résultat est encore plus grande a
1'erreur de positionnement puisque celle-ci affecte 1a colonne sur toute
sa hauteur alors que 1'imperfection initiale ne présente pas sa valeur
maximale AH sur toute cette hauteur, De nouveau on en arrive & la
méme conclusion : afin de 1imiter les effets d'une erreur de positionne-
ment de la charge, i1 conviendrait d'imposer une valeur minimale de
1'excentricité de cette charge.

La durée de résistance au feu observée lors de 1'essai €tait de
172 minutes. Quant & la colonne, sa déformée initiale était trop faible
pour &tre observée & 1'échelle du millimetre. 51 on considere que Tla
simulation conduite avec e = 0 et aH = 0,5 mm représente le mieux la
véalité, on obtient comme résultat du calcul : Rf = 186 minutes
(%%g-= 1,08). Si on prenait en compte une légtre excentricité de la
charge qui a pu réellement exister, le résultat du calcul s'approcherait
encore davantage de la réalité. Lles figures IX.6a et IX.6b, valables
pour e = 0 et aAH = 2 mm, montrent que 1'allure des déplacements calculés
est tout-a-fait semblable a ce qui a été mesuré,
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CHAPITRE X - POUTRES MIXTES

L'un des grands avantages cde la méthode de calcul présentée
dans le cadre de cette étude est de permettire 1'analyse de différents
types de structure : colonnes, poutres ou cadres,

Aprés avoir vérifié la bonne concordance entre les résultats
du caleul et la réalité pour plusieurs colonnes, i1 &tait absolument
nécessaire de poursuivre la méme démarche & propos d'essais réels sur
des poutres. En effet, le comportement de celles-ci est tout différent
de celui des colonnes et les comparaisons satisfaisantes réalisées
dans un cas ne permettent pas d'extrapoler pour 1'autre situation.

C'est pourquoi furent réalisés dans les laboratoires du Profes-
seur Minne quatre essais de résistance au feu sur poutres mixtes: deux
essais sur poutres isostatiques et deux essais sur des poutres hyper-
statiques [M5]. '

Ce chapitre présente ces quatre tests ainsi que certains
enseignements qui ont pu &tre dégagés grdce & 1'application de 1a
méthode de calcul numérique.
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X.1 - POUTRES ISOSTATIQUES

Deux essais ont été réalisés sur des poutres mixtes d'une
portée de 6 m simplement posées sur Jeurs deux appuis d'extrémité,
Dans chacun des deux cas, deux vérins introduisent des efforts concen-
trés au quart et aux trois quarts de la portée.

Un profil HE300AA, renforcé par 4 @ 25, supporte une dalle
de béton de 14 cm d'épaisseur et de 190 cm de largeur. Comme le montre
la figure X.1, la solidarisation entre le profil et la dalle est
assurée par des goujons connecieurs. Le tableau suivant donne quelques
valeurs caractéristiques de 1'essai.

*

gmissivité relative e, = 0,50

¥, = 0,45
teneur en eau p = 40 L/w3
charge des vérins P = 110,7 kN
armatures oy = 48,7 kNfcm2
profil oy = 29,5 kn/cm2
béton R* = 4,5 kN/cm?2

¥l

-

Les brileurs du four a poutres fonctionnant également au gaz,
on a choisi pour les coefficients d'échanges thermiques les mémes valeurs
gue pour les essais réalisés dans le four & colonnes. Moyennant quoi,
les températures calculées s'écartent rarement de plus de 50°C par rapport

a la réalité.

La figure X.2 montre 1'évolution au cours du temps de la fléche
au centre de la poutre, On constate que les déplacements calculés
staccordent trés bien & la réalité, tant par 1'aliure de la courbe que
par les valeurs observées. Ainsi, le critére de la flache (f= L/30=20cm)
est atteint apres 171 minutes dans la réalité alors que la simulation
donne un résultat de 165 minutes(%g§-= 0,96).
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L'essai a dO &tre stoppé aprés une durée de 206 minutes car
1'allongement maximum des vérins était atteint. La flache, & ce
moment, était de 32,8 cm. La vitesse de déformation i la fin de
1'essai €tait de 0,5 cm/minute., Le critére de vitesse défini par
Ryan et Robertson [R3] (%§-= @%UUH—'= 1,14 cm/mipute) n'a.donc pas
pu &tre atteint:

Distribution des contraintes

Sous T'effet des gradients de température apparaissant sur
la section droite, des contraintes thermiques tr2s importantes prennent
naissance. De la sorte, 1'état de contraintes est totalement modifié
et ne correspond plus i ce qu'on pourrait attendre d'une poutre fléchie:
fibre supérieure comprimée et fibre inférieure tendue.

La figure X.3 montre, aprés une exposition au feu de 60 minutes,
ta frontiére entre les zones comprimées et les zones tendues. Cette
répartition des contraintes a regu, dans une certzine mesure, une
confirmation expérimentale. En effet, Tors de la premi2re partie de
1'essai, la vapeur d'eay qui se dégage dans le héton migre vers la
partie supérieure de la dalle pour se condenser & la surface, Bien
enfendu, les fissures créées par un état de traction constituent un
chemin préférentiel pour cette migration. A Ta surface de la dalle,
les fissures sont donc clairement marqudées par 1'eau qui suinte. Or,
on constate pour'les essais sur poutres mixtes que ces fissures sont
beaucoup pius nombreuses dans ta pértie centrale de la dalle {zone B-C
sur la figure X.3) que dans les parties extérieures (zcne A-B8).

Yers la fin de 1'essai, les déformations donnant Tlieu 3
contraintes deviennent prépondérantes et la distribution des zones
tendues {voir fig. X.4) devient plus conforme 3 ce qu'on observe 3

température ordinaire.

Bien entendu, ces contraintes thermiques ne sont pas sans effet
sur Ta déformée de Ta poutre, Grdce & Ja méthode de calcul développée,
on a pu simuler Te comportement de la poutre mixte soumise aux effets
de 1'incendie mais Tibérée de toute charge extérieure. La déformée

ue 1'on calcule ainsi est uniquement due aux contraintes thermiques.
q : q _ : :
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L'évolution de cette fleche thermique est présentée a la figure X.Z2.
On constate sur ce diagramme que, durant les 20 premigres minutes de
1'essai la fleche de la poutre 2.11 était presque entiérement due

aux gradients thermiques. Par la suite, les déformations thermiques
augmentent beaucoup plus lentement, alors que les dégradations des
gualités mécaniques des matériaux 2 case de 1'é1évation de température
accentuent de plus en plus leurs effets.

Cette importance des gradients thermigues sur la déformée des
structures isostatigues est bien connue. Elle est par exemple trés
bien décrite dans [D7], surtout pour les éléments en acier ou en béton.
Cl'est cependant la premiere fois que des informations guantitatives
peuvent &tre fournies & propos de ce phénoméne dans Tes poutres mixtes,

Dans certains cas, on peut &tre amené & utiliser une poutre mixte
semblable & la poutre 2.11 mais ol Ja dalle en béton est simplement
posée sur le profil métalligue, sans aucune solidarisation. La réalisa-
tion est ainsi simplifiée et moins coliteuse. S$i la dalle en béton ne
participe pas a la reprise des efforts, elle joue un certain réle sur
la répartition de température dans le profil.

Comme le comportement de cette poutre peut différer sensiblement
de celui d'une poutre avec dalle collaborante, un essai a été réalisé
pour vérifier la validité des résultats fournis par le calcul dans ce
cas particulier.

Pour des raisons pratiques liées aux conditions d'essais
(assurer en permanence la fermeture du four et Te contact entre dalle
et profil), la dalle en béton a été remplacée par des é€1éments préfa-
briqués en béton cellulaire (figure X.5).

Afin de mettre en évidence la perte de résistance due a la
suppression de la dalle collaborante, on a modifié 1*effort appliqué
aux vérins pour que la charge totale (vérins + poids propre} soit la
méme que pour 1'essai 2.11. Le tableau suivant donne guelgues valeurs
caractéristigues de 1'essai.
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béton cellulaire A = 0,168 + 0,008 T/100  W/mK
¢ = 850 J/KgK

p = 700 kg/m3
127 ki
= 48,7 kN/cm?

~ charge des vérins P

Q
|

armatures

profil cy= 28,5 kN/cm2

On signalera que pour cette poutre la charge appliquée corres-
pond a peu preés a la charge de service. En effet, la fliche mesurée
avant le début de 1'incendie était de 20,5 mm, c'est-i-dire environ
L/300.

Bien entendu, & cause de la rigidité plus faible de Ta section,
la déformée s'accroft plus rapidement dans ce cas-ci que dans le cas
de la poutre 2.11. La figure X.6 nous montre que le critére de la
fléeche (f = L/30) est dépassé apris 92 minutes d'essais alors que le
calcul donne une résistance de 90 minutes é?'= 0.98)

Aprés 101 minutes, 1'essai a dii &tre arrdté car les vérins
avaient atteint leur course maximum. A ce moment, la vitesse de défor-
mation était de 0,7 cm/minute, donc bien inférieure 3 la valeur de
Ryan et Robertson [R3],§%—= 1,89 cm/minute.

X.2 - POUTRES HYPERSTATIQUES

On a déja signalé qu'un des avantages d'une méthode de calcul
des €léments soumis au feu devrait 2tre de permettre 1'analyse de
systémes qu'il est difficile de tester Jors d'un essai réel, Les
poutres hyperstatiques sont de ce type. Afin de vérifier la bonne
concordance entre les résultats du calcul et la réalité, deux poutres
hyperstatiques ont été testées a 1'Université de Gent. Deux problémes
particuliers sont apparus lors des essais i cause de 1'hyperstaticité

des poutres.
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Notre intention était de réaliser une poutre sur deux appuis,
simplement appuyée & une extrémité et encastrée a 1'autre. Dans ce
but, 1a poutre comportait une partie en porte-a-faux, située en dehors
du four (voir fig, X.9). En agissant sur la force P1 tout au long
de 1'essai, i1 devait &tre possible d'empécher la rotation de la poutre
sur son appui B, I1 était donc nécessaire de mesurer cette rotation
de manigre continue, afin de pouvoir agir sur P1 et maintenir une
rotation nulle. Or, & cause d'une conception trop rudimentaire, le
systéme de mesure de cette rotation n'a pas fourni des indications
suffijsanment précises et la force P1 a dii Btre ajustée au mieux,
sujvant les indications fournies par le systéme de mesure., Toutefois,
la valeur imposée & cette charge P1 a 6té enregistrée tout au long
de 1'essai. MNous connaissons ainsi & chague instant la valeur du
moment négatif qui a été appliqué a 1'appui B. Afin d'effectuer les
comparaisons entre calcul et réalité, nous avons donc réalisé la
simulation en considérant une poutre sur deux appuis simpYes soumise, en plus
des deux charges concentrées P, & un moment MB appligué & une de ses
extrémités et dont la valeur varie au cours de 1'essai.

De la sorte, on pourra montrer que la méthode de calcul fournit
des résultats valables pour une poutre gui est soumise & de la flexion
positive et a de la flexion négative, le diagramme des moments variant
au cours du temps. C'est bien 1a le type de sollicitation d’une poutre
hyperstatique.

Au niveau de la résolution cependant, on doit rester attentif
au fait que 1'hyperstaticité du systéme a en fait été levée puisque
une condition d'appui (rotation nulle) a été transformée en un effort
appliqué (le moment MB). 11 rous restera donc a démontrer par la suite
V'aptitude du programme de calcul & traiter de structures réellement
hyperstatigues en tenant compte par lui-méme de la modification des
solticitations due aux effets thermigues.

Dans le chapitre IV , nous avons signalé que les températures
3 1'intérieur des éléments sont calculées suivant 1’hypothése d'une
distribution bidimensionnelle. On consiéére que les températures ne
varient pas selon 1'axe de 1'élément. Or, & cause du porte-a-faux situé
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en dehors du four, cette hypothtse n'est manifestement pas valable dans
ce cas. Une partie des calories qui pénatrent dans la poutre sous
1'action de 1'incendie se déplace par conduction vers la partie en
porte-a-faux dont la température est moins élevée. Le champ de
température aux alentours de 1'appui B est donc tridimensionnel.

La discussion ci-dessous explique 1a manigre approchée dont
.nous tentons de tenir compte de ce phénoméne., Elle est basée sur le
systéme d'axes définis par la figure IV.6, c'est-a-dire
axe x = axe longitudinal de 1'élément
axes y,2 = axes situds dans le plan de la section droite.

-

On se référera avantageusement & la figure X.7.

Dans 1a partie centrale de la poutre, la perte de chaleur
par les appuis n'a que des effets infimes et Te champ de température
est bien bidimensionnel. On a donc :

au milieu de la travée - T=T,1{y, 2, t) (x.1)

Tout & 1'extrémité du porte-3-faux, le réchauffement de 1la
~ poutre est négligeable, & cause de 1'éloignement de 1'appui. On a donc :
i 1'extrémité du porte-a-faux T = To = 20°C (X.2)

Dans les zones proches de 1'appui B, on sait que le champ de
température est tridimensionnel, ce que nous exprimerons par :
prés de 1'appui B _ T = T3 (x, ¥y, z, t) {X.3)

Comme 1a connaissance de TD est immédiate et que nous pouvons
déterminer T, grdce & la méthode de calcul établie, cherchons a
exprimer T3 en fonction de ces deux grandeurs connues. En toute

généralité, on peut écrire :
T,(x,y,z,t) =T
- il 0 (x.4)
T3 (X, Ys 2y t) = TO + (Tz(y, Zy t) = TO) Tz(y,Z,t) _ TD

ou encore
T3l ys 2z, £) = T+ (Toly, 2, t) - T ) v (%, ¥, 2, t) (X.5)

( ) T3(x,y,z,t)-TO
sig (%X, 5,2, t) =
Tz(yszst)" TO
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L'équation X.5 exprime simplement gue 1'accroissement de température
dans la zone d'appui est plus faible et ne vaut gu'une fraction de
1'aceroissement de température dans la zone centrale. On & simplement
déplacé le probléme vers la connaissance du champ ¢ {x, y, z, t).

Or, au cours des essais, on a relevé 1'évolution des températures
pour différents endroits de la section droite
a mi-travée
50 c¢cm a gauche de 1'appui B
25 ¢m a gauche de 1'appui B
au droit de 1'appui B

25 cm a droite de 1'appui B

On peut alors calculer, 3 postériori, pour différentes abscisses
x la valeur de la fonction réductrice de la température

v (x) comme étant la moyenne du champ réducteur
‘1!) (x! .y! z! t)

Rf
w(,@:%%/g /ﬂ v (x, y, z, t) do dt (X.6)

On considére alors, comme approximation de X.5

Cette maniére de procéder présente deux limitations.

1. Les valeurs de la fonction réductrice de la température ne peuvent
résulter que de mesures, De plus, cette fonction est différente
pour chague type de section droite,

?2. En découplant la variable x des trois varjables y, z et t, on
suppose en fait que, & tout instant, le dessin des isothermes
dans la zone d'appui présente la méme forme, mais avec des valeurs
réduites, que dans la zone centrale, Rigoureusement , cela n'est
pas exact,

Nous estimons toutefois que le procédé expliqué ci-dessus
permet, trds simplement, de représenter la réalité de maniere satisfai-
sante et de dégager des indications gualitatives & propos de 1'influence
de la perte axiale de chaleur.
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Pour les deux poutres des essais 2,12 et 2.13, on a trouvé
gu'une fonction réductrice Tindaire, valant 1 3 une distance de 60 cm
a gauche de 1'appui B et valant 0 & une distance de 30 cm & droite de
1'appui B, pourrait convenir. La figure X.8 ol est représentée cette
fonction, montre que son effet n'est pas trés étendu.

La poutre 2.12 présente la méme section droite que 1a poutre 2,11
(voir figure X.1), hormis la Targeur de la dalle collaborante qui est
cette fois de 150 cm au lieu de 190 cm.(La largeur effective d'une dalle
collaborante est fonction de la distance entre points de moment nul.
Elle est donc réduite pour une poutre encastrée). La charge totale

est identique a celle de 1'essai 2.11 et les gualités des matériaux
sont assez semblables.

Armatures o = 48,1 kN/cm?
Profil I = 26,4 ki/cm?2
Béton R'w= 4.5 kN/cm2

On veut ici mettre en évidence le gain de résistance au feu
obtenu par 1'encastrement d'une des extrémités, sans qu'aucune dispo-

sition particuligre ne soit adoptée pour la reprise du moment négatif,

La figure X.9 montre 1'évolution au cours du temps du moment
appliqué en B.

Sur la figure X.10 on constate que les déformations sont
cofrectement calculées. Les ressauts gui se trouvent sur la courbe
calculée correspondent aux instants ol on a modifié la charge P1 et
donc le moment MB. Le critére du trentigme de la portde est atteint
apriés 244 minutes au cours de 1'essat, alors que le calcul fournit

une durée de 235 minutes (232 = 0,96).

-

L'essai réel a dii &tre arreété aprés 253 minutes, 2 cause d'un
vérin qui avait atteint sa course maximum. A ce moment, la déformation
était en augmentation rapide (1 cm/minute). Une rotule plastique venait
en effet de se produire & un métre de 1'appui B (effet de refroidis-
sement longitudinal), caractérisge par d'importantes fissures dans la
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dalle ainsi que par le voilement de 1'aile inférieure du profilé.

Encastrement parfait

Comme on 1'a déja expliqué, Te systéme analysé ci-dessus est
jsostatique et, de plus, la rotation de 1'appui B n'a pas pu étre
empéchée de maniére certaine. lous avons donc analysé Ta poutre 2.12
en bloquant lors du calcul la rotation de 1'appui B. (La fonction
réductrice de la température est toujours d'application ici).

La figure X.9 montre quelle est alors 1'évelution du moment d'encas-
trement qui, dans ce systéme hyperstatique, subit de fortes variations

3 cause des contraintes thermigues. On constate gque, lors de 1'essai
réel, le moment imposé & 1'appui était trop faible pour empécher totale-
ment la rotation, mais que 1'allure genérale était correcte.

Sur la figure X.11 on a dessiné le diagramme des momenis tel
qu'il se présente dans la poutre encastrée avant le début de 1'incendie
et tel qu'il se présente lorsque Mp est maximum, c'est-a-dire aprés
13 minutes., On constate combien les sollicitations sont modifiées
Tors de 1'incendie. A certains endroits, le moment fléchissant change
de signe. A 1'encastrement, i1 est multiplié par 2,75. 11 est donc
essentiel que la redistribuijon des sollicitations qui a lieu dans
Jes structures hyperstatiques soit correctement prise en compie dans
le calcul si on veut représenter la réalité de manitre satisfaisante.
Au niveau des dispositions constructives, on remargquera gue 1'étendue
de la poutre qui est sollicitée en flexion négative passe de 1,20 m 3
3 m. La longueur des éventuelles barres d'acier destinées & reprendre
les moments négatifs devrait tenir compte de cet effet.

Le test 2.13 est réalisé sur une poutre dont la section droite
est semblable & celle de la poutre 2.12, hormis le fait que 8 barres
de 25 mm sont placées dans la dalle en béton pour reprendre les moments
négatifs dus & 1'encastrement. Afin de couvrir toute la zone qui peut
gtre soumise a de la flexion négative, (voir fig. X.11}, ces barres
s'étendent jusqu'd une distance de 3,50 m & gauche de 1'appui B.
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Comme les qualités des matériaux sont pratiquement les mémes
que pour 1'essal 2.12 et que la poutre a été rigidifide par la présence
de 8 barres en acier, i} est nécessaire d'augmenter la charge totale
si on veut maintenir la durde de 1'essai dans des Timites acceptables.
Ainsi, portant l'effort de chaque vérin & 150 kN, on a multiplié la
charge totale par 1,6.

Sur Ta figure X.12, on constate que les déplacements calculés
concordent bien avec la réalité. Le critére du trentieme de la portée
est atteint aprés 178 minutes lors de 1'essai, alors que le calcul

donne un résultat de 137 minutes&%%%-= 1,05). Lorsque 1'essai fut

stoppé (fin de course d'un vérin) aprés 187 minutes, la vitesse de
déplacement n'était que de 0,3 cn/minute. A ce moment, une rotule
plastique venait de se former au droit de 1'encastrement, caractérisée
par un grand nombre de fissures d'ouverture limitee.

Au cours de cette campagne d'essais, nous avons eu 1'attention
attirée sur la perte de chaleur au voisinage des appuis surtout pour
Tes deux poutres hyperstatiques, a cause de la partie en encorbellement
qui était situde lors du four. Dans la réalité cependant, ce phénoméne
de refroidissement axial pourrait tout aussi bien se produire
pour des liaisons jsostatiques. En effet, 1'isostaticité ou 1'hyper-
staticité d'un appui (ou plutdt d'une structure) dépend uniquement de
la rigidité des assemblages et de la maniére dont les efforts peuvent
gtre transmis. La perte de chaleur, par contre, est conditionnée par
1'existence de chemins conductifs, c'est-a-dire par des contacts
physiques, et par la masse des zones voisines non soumises a 1'incendie.
De maniére générale, une poutre ou une colonne sera toujours en liaison
physique avec le mode extérieur méme si aucune disposition constructive
n'est prise pour assurer la transmission d'efforts.

Nous voulons Tivrer ici quelques réflexions et quelques
informations qui, sans donner une solution complete au probléme,
permettent de dégager certains enseignements intéressants.
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X,2.3. 1 - Colonnes

Les colonnes sont, en général, soumises & 1'incendie par leurs
quatre faces. Come, le plus souvént, 1a section dfoite possiéde deux
axes de symétrie, les gradients thermigues sont répartis symétriquement
sur la section droite et ne produisent pas de déplacements dus aux

contraintes thermiques, comme ¢'était Te cas dans les poutres. Les
déplacements qui se produisent durant 1'incendie sont dus aux pertes
de rigidité des matériaux sous 1'action de 1'&1évation de température.

Plagcons nous dans le cas ol des déplacements transversaux
importants peuvent apparaitre : colonne biarticulée soumise sur toute
¢a hauteur & un moment important. Supposons également que seule une
partie kX de 1a hauteur totale Y de la colonne soit placde dans le:
four et que les deux extrémités soient completement soustraifes &
1tinfluence de 1 1ncend1e {voir figure X.13). On peut calcu]ert en
fonction du rapport B /P le depTacem%nt Tongitudinal relatif "TT

et le déplacement latéral relatif ”E

si AV et &H se rapportent & la colonne soumise au feu sur toute
sa hauteur H

on obtient ainsi les expressions approchées suivantes

*

AT H {x.8)
2V H
A‘ii=2_'rf__i{f2 {%.9).
AH M H
Ces résultats peuvent se mettre sous la forme d'un tableau.
# av* At
H AV 4H
1,00 1,00 1,00
0,90 0,90 0,99
0,80 0,80 0,96
0,70 0,70 0,91

Ainsi donc, une colonne dont on aurait protégé 10 % de la longueur a
chaque extrémité, verrait son allongement réduit de 20 % % alors que les
déplacements transversaux {et donc aussi la résistance au feu) n'en
serajent pratiquement pas influencés. Cette conclusion a £té vérifiée

rumériquement sur la colonne 1.1.
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Colonne 1.1.

H =424 cm H® = 339 cm
AV = 1,02 cm av* = 0,78 cm
* Aprés 46 minutes
&H = 2,89 cm A" = 2,85 cm
Rf = 47 min. RF* = 47 min.

A plusieurs reprises dans les chapitres précédents, on avait
pu remarquer que le déplacement axial calculé était plus important
que celui observé dans la réalité, alors que les déplacements latéraux
calculés étaient en assez bon accord avec 1'essai (voir fig. VI.18,
Vi.21, VII.10, VII.15, VIII.8 et VIII.9). L'explication de cette
divergence tient peut-8tre & 1'effet de refroidissement axial mis en
€vidence ci-dessus. En effet, lors des essais, il est nécessaire de
protéger les appareils d'appuis de 1'action des briileurs. Pour ce
faire, les appuis sont rejetés quelque peu vers 1'extérieur du four
et la colonne se trouve en fait dans la situation correspondant au
schéma de droite sur la figure X.13. Dans les calculs exposés précé-
demment on n'a pas tenu compte de ce phénomzne, On a donc surestimé
les déplacements axiaux alors gue les déplacements transversaux et la
résistance au feu étaient correctement évalués.

Une poutre simplement posée sur ses deux appuis d'extrémité
voit sa fléche augmenter lors d'un incendie sous 1'action conjuguéde de
deux phénomdnes, d'une part la perte de rigidité des matériaux sous
1'action de la chaleur, d'autre part les déformations thermiques dues
aux différences de températures entre la partie inférieure et la
partie supérieure de la poutre. Examinons successivement 1'influence
de ces deux effets.

31 l1a poutre était soumise & un moment de flexion constant sur
toute sa portée, on se ramgnerait au cas du paragraphe précédent ol
on a montré que la différence de flache due au refroidissement axial
est négligeable. Comme en fait, les zones proches des appuis subissent
toujours les moments les plus faibles, 1*influence de la rigidité
plus importante de ces parties est encore plus faible que pour les
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colonnes, Cet effet peut donc &tre négligé dans les poutres isostatiques.

L'effet d'un gradient thermique sur la section droite est de
provoguer une courbure de la poutre. Si la distribution de température
ne varie pas selon 1'axe de la poutré, la courbure est constante sur
toute la poutre (fig. X.14) et la déformée qui en résulte est circulaire,
Si, & cause de la perte de chaleur axiale, l1a courbure constante ne
s*étend gue sur une longueur t* au centre de 1a poutre, et qu'elle
varie linéairement vers les appuis {fig. X.14), on obtient pour le
rapport des fléches thermigues 1'expression suivante :

f* 4 % 2

- L {x.10)
+ sl-3) |

Ce résultat peut se mettre sous la forme d'un tableau

X £*
T T
1 1
0,90 1,00
0,80 0,99
0,70 0,97
0,60 0,95

Cet effet est donc encore plus négligeable {rappelons que Jes
coefficients du tableau ci-dessus n'affectent que la fleche thermique).

Ainsi, i1 n'est absolument pas utile de prendre en compte Tle
refroidissement longitudinal lors du calcul des poutres isostatiques.

On a vérifié numériguement que si on applique & la poutre 2.11
la méme fonction réductrice que pour les poutres encastrées {fig.X.8)
on obtient aprés 210 minutes, une fléche de 29,63 cm au Tieu de
29,96 cm sans fonction réductrice.
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Dans le cas des poutres hyperstatiques, la déformée qui est
causée par les gradients de témpératuré est plus faible que dans le
cas des poutres isostatiques. Ccmme on a montré ci-dessus qué, méme
dans cette derniére éventua?ité, l'influénce du refroidissement axial
sur la fleche thermique est faible, on pense gue cette influence pourra,
4 fortiori, &tre négiigée aussi pour les poutres hyperstatigues.

Plus important est 1'effet qu'aura la réduction de température
sur e moment de flexion ultime, justement dans la zone ol le moment

sollicitant est important.

En effet, 3 1'encastrement,le moment d'encastrement qui était
déja important avant 1'incendie, voit sa valeur encore grandir sous
1teffet des gradients thermiques (voir figure X.15). D'un autre cBté,
Tes moments résistants diminuent au cours du temps sous T'actien de
la chaleur {fig. X.15). On rémarque bien,sur Ta figure X.1i5,que
1'instant oll le moment sollicitant sera égal au moment résistant a

T'appui est influencé par Ta présence d'une fonction réductrice.

I1 est toutefois difficile de dégager ici des conclusions de
portée générale puisque les modifications des diagrammes de moments
sollicitants et de moments résistants et donc les instants ol la
plastification survient dépendent de nombreux facteurs,

- Formes relatives du diagramme des moments (charges concentrées ou
réparties) et de la fonction réductrice de la température (Ta plas-
tification aura-t-elle lieu en B ou en € sur la figure X.15 ?),

- Forme de la section droite (sévérité des gradients thermigues).

- Rapport entre moment ultime positif et négatif.

- Taux de chargement.
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Pour le cas de la poutre 2.12 {avec encastrement parfait), on
a relevé le comportement suivant, si on effectue le calcul avec, puis
cans fonction réductrice de la température {voir fig. X.16).

On vérifie bien:mdurant la premigre demi-heure de 1'essai, la fonction
réductrice n'exerce aucune influence sensible sur le comportement de la
poutre, ce qui confirme la trés faible sensibilité de la déformée thermique
3 cette fonction réductrice. Par la suite, le moment sollicitant
'encastrement atteint le moment résistant qui, & cet endroit, est
influencé par le refroidissement axial., L'écart entre les deux courbes

ne cesse d'augmenter au cours de 1'essai.

Ainsi, on remargue que le gain de résistance apporté par 1'encas-
trement de la poutre est causé par deux effets différents. Le preﬁﬁer
est bien slir le changement des conditions d'appuis qui rend la structure
moins déformable. Le second est le refroidissement de la poutre dans
1a zone d'appui, ce qui rigidifie encore la poutre. FPour le cas d'une
poutre continue sur trois appuis, chargée symétriq&ement .ot dont les
deux travées seraient soumises a 1'incendie {ce gqui, statiquement, est
équivalent au cas de la poutre 2.12) on obtiendrait une résistance
comprise entre 171' (2.11) et 244 (2.12) puisque seul le premier des
deux effets décrits ci-dessus pourrait jouer un réle,

Comme on 1'a déja signalé, les remarques exposées ci-dessus
n'ont pas une portée générale. Pour 1'exemple 2.13, par exemple, ol
le moment ultime négatif a été fortement augmenté, Ta plastification
se produit 3 1'encastrement B, malgré la présence de la fonction
réductrice. De ce fait, les différences entre simulations prenant en
compte ou négligeant les effets de refroidissement axial sont moins
importantes.
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Sur la figure X.17 on présente un tableau reprenant Tes

quatre tests effectués sur des poutres.

Si on prend comme cas de référence celui de 1a poutre simplement
appuyée avec dalle coilaborante (2.11), on constate que la suppression
de 1a collaboration de 1a dalle {2,14) réduit la résistance au feu

a4 54 % du cas précedent.

Par contre, 1'encastrement d'une des extrémités,

sans aucune disposition particuliére pour reprendre les moments
négatifs, porte cette résistance a 143 % du cas de référence.

| f< L/30
TEST | SECTION SCHEMA |cHARGE TresT TceFICOSS
"DROITE STATIQUE | kN/m [Minutes)
2.14 fF———2 | 48] 92’ 90"
I———L=Gm—"[ . ‘ - (98%)
(54%) -
A
§ 1900 —— ‘
20 |
211 | 7 | 461 177 185
valne L—L'Gm—"J a4t (9B%)
N .
§ —— 1500 — ‘
ED . D {143 %)
212 |V A——E 46,1 244’ 235"
= £ .
s fles ]"‘_L=Gm_’| e e (56%)
{—1500——i.
o cabngt v o
%DL_ D 'k
213 : _r_—-—EE 74,5 178’ 187"
eafas I—L*Gm““-l > (105%)

Comparaison entre les poutres
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Distribution de température a un instant donné, pour une
fibre donnée.
by x)
1
0 ! X o
106mi1 | Q3m
5m i 4

Figure X 8 _
Fonction réductrice de la température pour les tfests 2.12 et 2.13
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CHAPITRE XI - ESSAIS SUR CADRES

L'un des avantages de la méthode de calcul développée est de
permettre 1'étude de structures complétes, au contraire des méthodes
approchées qui se limitent au calcul d'un €lément simple, poutre ou
colonne. La yalidité des résultats fournis par le calcul d'une struc-
ture compléte se devait d'&tre confirmée par des comparaisons satisfai-
santes avec des résultats d'essais réels.

Bien entendu, i1 n'est pas possible de réaliser en laboratoire
un essai-de résistance au feu sur un bitiment réel. Cependant, dans
les laboratoires du Professeur Kordina, la possibilité est offerte de
réaliser des essais sur des cadres partiels composés d'une poutre et
d'une colonne. Deux essais sur cadres mixtes ont ainsi pu avoir lieu.
Les deux tests réalisés sont décrits dans ce chapitre, ainsi gque les
comparaisons établies a ce propos[K6].

On indique également les raisons pour lesquelles une étude
de 1a poutre ou de la colonne en tant qu'élément séparé ne pourrait
conduire & une image correcte de la réalité, On met ainsi en évidence
J'apport décisif introduit par la nouvelle méthode de calcul,
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XI1.1 - DESCRIPTION DES ESSAIS

Les deux cadres testés étaient composés de la méme fagon (voir
figure XI1.1),:
Une colonne d'une havteur de 4,48 m composée d'un profilé principal
HE 400 AA sur 1'3me duquel on & soudé deux demi RE 180 M. Contrairement
aux colonnes du chapitre YIII {tests 1.7. et 1.8.), le profil princi-
pal est ici fléchi suivant son axe fort.

Une poutre d'une portée de 6 m composée d'un profilé HE 400 AA suppor-
tant une dalle collaborante en béton. Sur la moitié de sa portée,

du cbté de la colonne, cette dalle est renforcée par la présence de

4 @ 25 destinés 3 la reprise de la flexion négative.

Ces deux éléments sont réumis par un joint transmettant effort
normal et effort tranchant, ainsi que la flexion négative. Les moments
positifs {fibre inférieure de la poutre tendue) ne peuvent pas etre
transmis par ce joint.

Les deux essais different entre eux par le taux de chargement
appliqué.

Dans le premier cas (test 3.9.) la charge répartie appliquée
sur la poutre correspond a une charge d'occupation courante : 3,50 kN/m2,
On a ainsi appliqué g = 60 kN/m,

Dans le second cas (test 3.10.) la charge répartie appliguée
sur la poutre correspond & une charge d'occupation importante :
9,2 ki/m2, On a ainsi appliqué g = 94,2 kh/m.

La charge concentrée en sommet de colonne représente 1'effet
des étages supérieurs d’une éventuelle construction. Pour le test
3.9., on suppose que le cadre testé se trouve 3 la partie supérieure
du bitiment et on applique P = 50,6 kN, Pour le test 3.10., on
suppose qué le cadre testé se trouye & la partie inférieure du bitiment
et on applique P = 972 kN,
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Les conditions d'appuis sont indiquées sur la figure XI.1,
La rotation est libre au pied de 1a colonne alors que Tes deux transla-
tions y sont empBchées. A T'extrémité de la poutré, 1a rotation est
ggalement libre et Te dépTacément vertical est empBché, Afin de bloquer
le dép]acémént horizontal de cet appui, la poutre était retenue & son
extrémité par deux tirants. Toutefais, on a pu observer gu'un certain
déplacemant se'produisait quand méme durant T'essai suivant ce degré
de liberté. Cela était di a une rigidité insuffisante des tirants.
La valeur de ce dep]acement a été enreg1stree tout au long des deux
essais et nous avons 1ntrodu1t cette cond1t1on comme une des données
du prob1eme. Le programme CEFICOSS permet en effet d' 1mposer le
déplacement suivant un degre de liberté et 1a valeur de ce de1acement
peut var1er au cours de 1'essai, De la sorte, le systéme statique
conserve bien un degre d'hyperstaticité puisque la condition imposée
concerne un déplacement et non pas un effort sollicitant comme c'était
Te cas pour Tles poutres 2.12 et 2,13, Sur les figures XI.2 et XI.5,
on peut trouver 1'évolution de ce déplacement imposé au cours du temps,

XI.2 - TEST 3.9,

Pour ce cadre peu chargé, la ruine n'a pas été atteinte.
L'essai a été stoppé aprés 216 minutes afin de préservér 1'intégrité
de 1'appareillage d'essai et du four, aprés ces quatre heures de régime
thermique trés sévére, Sur la figure XI.3 qui montre 1'évaTution de la
fleche de 1a poutre et sur la figure XI.4 qui montre 1'évolution de la
déformée latérale de la colonne, on constate que 1'allure générale
des courbes calculées est correcte. Les valeurs du calcul coincident
presque de manigre exacte avec les valeurs mesurées durant les trois
premigres heures de 1'essai, apras quoi la rigidité de la structure

est quelgue peu surestimée,

Remarquons toutefois gue la charge totale appliquée a ce cadre
ne représente que 27 % de la charge appliquée au cadre 3.10. 0Or, méme
dans le cas du cadre plus sollicité, on montrera que la résistance au
feu est supérieure i deux heures. Le taux de chargement du cadre 3.9.
est donc tres faible. C'est ce qui explique que, méme aux températures
trés élevées qui affectent Tes matériaux aprés 210 minutes d'essais,
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la ruine ne survient pas. lLes températures critiques (pour autant que

ce terme ait encore un sens dans le cas d'une structure mixte) sont donc
tres élevées. Les divérgences qui tendent & se manifester aprés 3 heures
d'essais peuvent &tre dues au plus grand degré d'incertitude qui marque
le comportement des matériaux 2 tres haute température et aux approxima-
tions gui y sont lides (voir chapitre 111).

nans 1'ensemble cependant, et pour le domaine de temps réellement
intéressant, la simulation de 1'essai est tout-3-fait satisfaisante.

X1.3 - TEST 3.10.

Pour ce cadre soumis 3 une charge importante, la ruine est survenue
lors de 1'essai apres une durée de 150 minutes. E1le a été causée par le
flambement de la colonne. La méthode de calcul, qui fournit le méme
mode de ruine, domne une re51stance au feu de 149 minutes, c'est-a-dire
presque exactement la méme valeur (Tgﬁ = 0,99). Sur la figure XI.6 qui
montre 1'évolution de la fléche de la poutre et sur la figure XI1.7 gui
montre 1*évolution de la déformée latérale de 1a colonne, on constate
que les déformztions calculées s'accordent trés bien avec la réalité,

Cette simulation constitue ainsi un succeés considérable
puisqu'elle montre que 1a méthode de calcul proposée est & méme de
représenter correctement 1a réalité malgré les nombreuses difficultés
déja évogquées précédemment (comportement non Tinéaire et inélastigque
des matériaux, présence simultanée de plusieurs matériaux, gradients
thermigues,...) et malgré certains phénomenes qui sont 1iés a 1'étude
du cadre en tant gue structure compliete, Ces difficultés particuliéres

sont évoquées ci-dessous.

¥1.4 - PARTICULARITES LIEES A L'ETUDE B'UNE STRUCTURE COMPLETE

Afin de montrer que la possibilité d'étudier une structure
compléte au lieu d'un simple é1ément constitue un apport essentiel,
nous expliguons ci-dessous les différents phénoménes qui ne peuvent
pas 8tre pris en compte lors de 1'étude d'une colonne ou d'une poutre
isolée.
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L'étude de la poutre du cadre 3.9. ou du cadre 3,10, en tant
qu'élément isolé se heurte 3 Ja difficulté ¢'évaluer correctement les

so]]icitations.

Effort normal

A cause de 1'effet cadre, ure réaction horizontale prend naissance au
pied de la colonne, ce qui introduit un effort normal de compression
dans la poutre (16 kN pour le test 3.9, et 20 kN pour le test 3.10.).
Cet effort est habituellement négligé dans 1'étude d'une poutre, De
plus sous 1'effet de T'1ncend1e les r1g1d1tes flexionnelles de la
colonne et de 1a poutre vont se modifier, mais de maniére différente.
Ainsi, cet effort horizontal va changer au cours du temps et 1a valeur
que 1'on pourrait éventuelTement calculer & temperature ordinaire ne

sera pTus valable au cours de 1! 1ncend1e.

Un autre phénoméne éui intervient est 1'allongement thermique
de 1a poutre. Cet allongement est partiellement emp&ché par la rigidité
flexionnelle de Ta colonne de sorte qu'un effort normal supplémentaire
dli au bridage et lui aussi variable au cours du temps va apparaitre dans
1a poutre. Seule 1'étude du cadre complet permet d'appréhender ce

phéncméne,

Méme si 1'effort normal ainsi introduit dans Ta poutre n'est
pas trés important (Nmax = 46 kN pour le test 3.9.; Nmax = 47 kN pour
le cadre 3,10.) de récentes études (1986) que nous avons mendes i
propos de 1'interaction entre effourt normal et moment de flexion mantrent
que dans Te domaine proche de la flexion simple, 1'influence d'efforts
normaux méme peu importants est significative et qu'il importe donc

d'entenir compte.

. Moment de flexion

A cause de la rigidité f?ex1onneITe de la colonne, un certain moment de
flexion négatif prend na1ssance & ta jonction entre 1a poutre et la
coTonne. La valeur de ce moment négatif est comprise entre 0 (colonne
1nf1n1ment soupTe) et J-:)——-(ccﬂonne infiniment rigide). _A1n51, avant
application de 1' 1ncend1e, on calcule 2

pour le test 3.9. M = - 70 kN.m = 0,25—"—;— -
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2
pour le test 3.10, M= - 90 kN.m = 0,21 E%~

De la sorte, la colonne né constitue pour la poutre ni un
appui simple ni un encastrement parfait mais plutét un appui €lastique
dont la rigidité dépend du taux de chargement (voir les deux valeurs
ci-dessus) et varie au cours du temps.

Si, & titre d'approximation, on considérait une poutre sur
appuis simples & laguelle on appliquerait le moment négatif existant
3 la température ambiante, i1 ne serait pas possible de tenir compte
de 1a variation de rigidité de la colonne, ni des moments additionnels
produits dans la poutre sous 1'effet des gradients thermiques. Or,
ce dernier effet n'est pas du tout négligeable, Pour le test 3.9. le
moment calculé au noeud passe de - 70 & - 205 kN.m et pour Te test 3,10,
M passe de - 90 & - 200 kN.m.

Effort normal

En ce qui concerne la colonne, un 1éger accroissement de 1'effort normal
est également causé par 1'effet cadre. Sa valeur est égale & la réaction
horizontale multipliée par 4,48/6, soit 12 kN pour le cadre 3.9, et

15 kN pour le cadre 3.10. La dilatation axiale de la colonne est aussi
empéchée d'une certaine manitére par la poutre, ce gui introduit un
effort axial supplémentaire. Dans le cas de la colonne cependant, ces
effets restent négligeables devant 1'effort normal important qui est
appligué, Une étude de 1a colonne en tant gu'élément isolé serait donc,
dans ce cas-ci, tout-a-fait acceptable en ce qui concerne 1'effort
normal.

Fliexion

La difficulté qui concerne la flexion est exactement semblable & celle
gui a été rencontrée & propos de la poutre ;

introduction d'un moment de flexion en téte de colonne, sollicitation
dont 1a yaleur évolue au cours cu temps,

existence d'un appui élastique en ce gqui concerne 1a rotation en téte

de colonne, appui dont la rigidité varie au cours de 1'essai.
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Ces deux effets ne peuvent 8tre appréhendés de manigre satisfaisante
que par 1'étude du cadre en tant que structure complete.

Grands déplacements

Méme dans Tes colonnes isolées, les effets des grands déplacements
doivent absolument &tre pris en compté pour décrire correctemént Te
phénoméne de flambement., Lorsque la colonne se dérobé latéralement
entre ses deux appuis fixes, une excentricité additionnelle de la
charge apparait qui produit des moments de flexion du second ordre.
Bien entendu, ce phénoméne joue également son rdle dans 1'étude des

cadres étudides ici.

Un effet supplémentaire de méme nature, mais dont 1'apparit16n
est 1ide & Ta notion de cadre, intervient ici sur la colonne.  En effet,
& cause de la dilatation thermique de la poutre, ]é noeud peutre-colanne
se déplace vers 1'extérieur du four. Dans les deux essais de cette
étude, ce déplacement a lieu & la vitesse quasi constante de 0,20mm/minute.
Par le fait méme, le point d*application de la charge verticale qui
agit sur la colonne se déplace également. On comprend aisément que si,
apres 120 minutes, le point d'application s'est déplacé de 2,4 cm, Ta
flexion secondaire introduite ne sera pas sans conséguence pour la
colonne, particuligrement dans le test 3.10. oli 1'effort vertical est
important (972 kj).

Cet effet géométrique causé par le déplacement d'un appui ne
pourrait pas &tre considéré lors de 1'étude de la colonne en tant

qu'élément isolé.

Ainsi, Ta mise en évidence de ces phénoménes complexes et dont
les effets s'ajoutent et se combinent pour influencer 1a structure montre
bien 1'apport essentiel introduit par la méthode de calcul proposée. La
bonne concordance entre Tes résultats du calcul et ceux des mesures
atteste bien de Ta possibilité de prendre en compte de maniére satis-

faisante T'ensemble de ces phénoménes.



~251~

__D.
Bl

ww 0y —————

6000 mm

I

COUPE BB

i
tH
4
1
I
Hh
1
1]t
i
s
1
(AR
1l
13
V1
T
HEE
t
1k
1
o
th
Ha
K]
bid
HI
il
SN

3

HE 400 AA

- ———— e T .

RO R
% y H

IR ]
I o Y

L .r.. ..... 1 . .l;......%
L
' T}

?

S
Lo oA
) f w
‘ f
m |
}

+-00z+

N
T R AT INRRRIARRRR Y
m..m....n....H..”;....._, W..w..... SEpp. ;.
N \
R f Iﬂdﬂﬂm SN M
. r _A//f.:.uﬁ o AN o
B TN
N N
= N r o N
- ' "
@| | i g
- L . A
E L —— - ., - -
I TS
1_2

y

COUPE AA

HE 400 AA %
4

Figure X1 1

’,

Cadres testes



=252~

TEST 3.9
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Figure XI 2 Déplacement imposé
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Figure XL 3 Déplacement vertical de la poutre
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Figure XI 7 Déplacement horizontal de la colonne
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CHAPITRE XII -CONCLUSIONS GENERALES

Les considérations développées dans ce qui suit présentént _
un caractére assez général. Les conclusions plus particuligres
dégagées & la fin de certains chapitres ne sont pas reprises ici en
détail. On renvoie pour cela aux différents chapitres traitant

des sujets plus spécifiques.
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%11.1 - BILAN DE LA THESE

Bu terme de cette these, on peut considérer qu'un double but
a été atteint.

- D'une part, on a présenté une méthode permettant de simuler
par voie numériqué Te comportément au feu d'une structure mixte
acier-béton. Cette méthode est performante et permet d'obtenir une
image correcte du comportement réel d'une structure incendiée, ainsi
qu'une valeur correcte de sa résistance au feu., La bonne concordance

entre les résultats des calculs et la réalité est illustrée par la
figure XI1I.1 qui reprend les résultats de 1'ensemble des quinze essais
effectués, 5i on considére le rapport entre la résistance au feu calculée
et la résistance mesurée, on obtient comme valeur moyenne 0,985 et comme
&cart-type 0,066, ce gui est tout-a-fait satisfaisant si on considere

Jes dispersions parfois observées au niveau des essais.

Nous nous permettrons de mettre en évidence le fait qu'il s'agit
12 du premier programme applicable aux structures mixtes soumises &
1'incendie, MBme en ce gui concerne le calcul des simples éléments,
aucun ensemble de résultats aussi probants ntavait €té montré jusqu'z
ce jour. ‘

fn plus des possibilités nouvelles introduites, la méthode
proposée posséde un double avantage par rapport azux méthodes approchées
existant jusqu'a ce jour. Premirement un certain nombre de phénoménes
physigues sont pris en compte alors que les méthodes approchées les
négligent ; grands déplacements, gradients thermiques,...
Ensuite, et c'est peut-8tre aussi important, Te résultat fourni est
beaucoup plus complet. Au lieu d'une simple durée de la résistance
au feu, la méthode fournit en gquelgue sorte une "photographie” de la
structure 3 tout instant de 1'essai. Le dépouillement des essais est
donc particulizrement intéressant, perce qu'il permet de "voir" les
modifications successives du compartement des matériauvx et de la
ctructure. Un tel programme de calcul est, de ce fait, bien adapté
aux travaux de recherche.

- Le second but atteint par cette &tude est que, grace au grand
nombre d'essais en vraie grandeur et & leur simulation par 1a méthode
de calcu) établie, notre connaissance du comportement des structures
mixtes sous 1'incendie s'est considérablement améliorée. En effet,
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pour des structures mixtes acier-béton dont le comportement est tout
différent de celui des structures en acier ou en béton armé, nous avons
pu mettre en évidénce un certain nombre de phénoménes qu'il aurait été
impossible auparavant d'analyser de maniére gquantitative ; 1'influence
des gradiénts thermiquéé sur les déformations de la structure doit Btre-
prise en compte ainsi que cé]le des contraintes thermiques sur 1'appa-
rition de Ta plastification; a cause de ces contraintes thermiqués et

3 cause de leur caractdre transitoire, les contraintes varient fortement
et le comportement inélastique des matériaux doit &tre considéré ;

les effets du changément de géométrie sont importants pour les structures
comprimées et ils ne peuvent &tre négligés ; la prise en compte du
fluage de maniere fmplicite par un adoucissement des diagrammes contraintes-
déformations fournit, dans le cadre de cette étude, des résuTtats tout-
a-fait satisfaisants. D'autres enseignements importants, de caractére
plus particulier, ont également été évoqués tout au long de Ta deuxiéme
partie de cet ouvrage. L'intér&t des structures mixtes dans les cas
d'incendie a pu &tre mis en.évidence, beaucoup mieux que ne 1'auraient

‘permis quelques essais ponctuels.

“XI1.2 - REFLEXIONS A PROPOS DU CALCUL PAR SIMULATION

La simulation numérique du comporiement d'une structure soumise
a 1'incendie ne constitue en aucune maniére une panacée. Cette technique

posséde aussi ses 1imites.

Tout d'abord, il serait illusoire et chimérique de creoire que
la simulation permettra un jour de supprimer les essais en vraie grandeur.
En effet, ceux-ci présentent un caractére tangible irrempTagable qui,
seul, permet la détection de phénoménes imprévisibles ou nan pris en
compte par Te calcul : éclatements, perte d'adhérence, voilements
locaux.... Ainsi, 1'application des méthodes numérigues ne devrait
Btre envisagée que pour des éléments qui ont déja fait 1'objet de
recherches expérimentales et pour lesquels on a constaté 1'absence de
phénoménes produisant une ruine prémafurée. A partir de ce moment,
T'utilisation des méthodes théoriques s'impose naturellement, en raison
des avantages énoncés au paragraphe précédent, mais aussi & cause des

colits moins élevés,
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Par ailleurs, si cette méthode est assez compliquée par la nature
des équations mises en oeuvre, certaines difficultés résident aussi
dans son application. La technique des é1éments finis avec grands
déplacements appliquée aux problemes d'incendie requiert de 1*tutilisa-
teur une certaine base théorique qu'il ne faudrait pas sousestimer,
Une mauvaise connaissance des phénomenes réels peut &tre 2 1'origine
de résultats ou d'interprétations erronés. A cet égard, les méthodes
approchées gardent ici une valeur réelle par certains contrdles
qualitatifs qu'elles permettent. L'expérience aussi joue un grand
r&le dans ce genre de probidme, alors qu'elle est, par nature,
difficilement transmissible. Le dépistage des erreurs commises
{parfois de simples erreurs de frappe au niveau des données) est un
exercice gqui s'apprend"sur le tast L'utilisateur doit Btre bien au
courant des problemes numérigues 1iés 3 certaines hypothéses de base.
Lorsque ceux-ci apparaissent, i1 doit pouvoir les reconnaitre et les
résoudre.

Quoi qu'il en soit, le programme CEFICOSS a maintenant dépassé
le stade d'un avant-projet au caractere artisanal qui serait accessible
uniquement au chercheur qui 1'a écrit. 11 a pu Btre utilisé avec
succks par plusieurs personnes des milieux universitaires ou industriels.
11 a servi de base & certaines recherches théorigues [Ll], ainsi qu'a
des applications industrielles. L'expérience a montré que 1a période
d'apprentissage, pour des personnes possédant les notions théoriques
suffisantes, est raisonnable. L'utilisation de cette méthode de calcul
par des bureaux d'études de taille moyenne est envisagée. Elle sera
facilitée par les préprocesseurs et postprocesseurs dont le développe-
ment est en cours et qui permettront une visualisation graphique des
données et des résultats. On signalera également que, au-deld de ce qui
a été réalisé dans cette these, des ossatures 4 deux niveaux et deux
travées ont pu &tre analysées avec succes dans le service R,P.S.
dirigé par Monsieur J.B. Schleich,

Au niveau de 1'infrastructure, le programme CEFICOSS a été
jmplanté sur des mini-ordinateurs de marque I3M ainsi que VAX. Une
version réduite, permettant 1'analyse d'éléments simples comportant
douze éléments finis, a été établie et fonctionne sur un IBM PC AT de
un megabyte de mémoire centrale. Cette version, utilisable pour 1a
plupart des cas courants, nécessite les temps de calcul suivants pour
un élément simple de taille courante (10 éléments finis, division
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de la section droite en 160 mailles rectangulaires, pas de temps
de deux minutes);

calcul des temperatures : une demi-heure de calcul pour une heure d'essai,
calcul stat1que : une heure de calcul pour une heure d’ essai.

Les temps de passage sur les machines plus puissantes sont bien sOr
mains 1mportants (env1ron 1a moitié des chiffres c1tes ci- dessus)

Les temps de calcul varient & peu pres de Ta manigre suivante :

calcul des températures : proport1onne1 au nombre de mailles rectangu—
_ Taires qui composent la section droite,

calcul statique : proport1onne1 at nombre de mailles et au nombre

d'éléments, inversément proport1onne] au pas de temps.

XI11.3 - PERSPECTIVES D'AVENIR

Méme si un pas important a été franchi dans 1'étude du compor-
tement au feu des structures mixtes, ce domaine est loin d'&tre épuisé.
Certaines recherches précises ont déji été envisagées ou sont méme en
cours de réalisation. Le moment est venu, au terme de cette thése,

d'évoguer les perspectives d'avenir en liaison avec 1'étude réalisée,

Afin de rendre accessibles & tous les bureaux d'études les
résultats obtenus grice a la nouvelle méthode de calecul, il est prévu
de constituer pour des structures simples (colonnes, poutres,...)
des tables ou des diagrammes donnant les charges admissibles suivant
la durée de résistance au feu désirée. Certains problémes particuliers
prennent naissance & ce propos : choix d'un critére de ruine, choix '
de la présentation, nombreux calculs répétitifs effectués de maniére
automatique. ...

Le probléme de 1'interaction entre un effort axial et un moment
de flexion agissant sur un €lément mixte n'a été résolu de manigre
satisfaisante que pour les trongons courts et en dehors de toute consi-
dération relative 3 1'incendie. Des recherches en cours ont déja
montré le degre d' approx1mat10n des methodes simplifiées pour tenir
compte du fTambement sous f]ex1on composee déja aux temperatures .
ordinaires. '
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Le domaine de 1'interaction flexion-compression 3 températures élevées
devra également 8tre exploré.

L'interaction entre la partie incendiée et le reste de la
structure peut maintenant étre gtudiée ardce i 1'outil mis au point,
Les efforts de bridage peuvent ainsi 2tre évalués quantitativement
ainsi que leur influence sur la durée de résistance au feu. Une premiére
€tude a déja eu lieu & 1*Université de Likge 3 ce sujet dans le cadre
d'un travail de fin d'études [L1] .

Enfin, et c'est une voie vers laguelle se dirigent de plus en
plus de recherches actuellement, i1 serait souhaitable d'étudier le
comportement des structures coumises a des courbes de températures
différentes de la courbe 150, et notamment des courbes d'incendies
naturels comportant aprés la phase de montée en température une phase
d'extinction, La suite logique de ce travail est 1'étude du comporte-
ment des constructions dans la phase post-incendie. I1 a déja été
vérifié que CEFICOSS est capable, numériquement, d'aborder ce type
de probleme. Cependant, nos connaissances sont encore trop restreintes
dans le domaine du comportement mécanique des matériaux en phase de
refroidissement {surtout pour le béton). On envisage d'entreprendre
une recherche a ce sujet a 1'Université de Ligge. On espére ainsi
pouvoir répondre a la question de savoir si un bitiment qui a subi
un incendie sans s'effondrer peut &tre réutilisé en totalité cu en
partie ou s'il doit &tre démoli.
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Forces nodales internes
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