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Résumé

Les ponts métalliques et mixtes acier-béton constitués de poutres a ame pleine représentent un sys-
téeme porteur économique et largement utilisé pour les petites et moyennes portées. Deux poutres a
ame pleine paralléles connectées par des entretoises définissent un pont bipoutre. Celui-ci transmet
les charges du tablier aux appuis principalement par flexion et cisaillement des poutres en I. A ces
deux modes de résistance s’associent deux modes d’instabilité: le déversement et le voilement.
L’expérience du dimensionnement des ponts poutres montre que le déversement est le critere déter-
minant pour la semelle supérieure de la poutre en [ a mi-travée au stade de montage et pour la semelle
inférieure prés des appuis en phase de service ou de montage par lancement.

En pratique, la vérification du déversement s’effectue sur la base des courbes de réduction (ou courbes
de déversement) qui diminuent la résistance d’'une poutre en fonction de sa sensibilité au déverse-
ment ; ainsi plus la poutre est sensible au déversement et plus la réduction est grande. La comparaison
de différentes normes de construction montre que les courbes de déversement valables pour les
poutres métalliques de ponts présentent des différences non-négligeables pouvant se chiffrer jusqu’a
30 % de la résistance. L’étude plus détaillée des courbes de déversement révéle une origine semi-
empirique qui se base, pour la partie empirique, sur des essais et des simulations numériques de
poutres de batiments en I principalement. Ces constatations motivent le but de cette these qui veut
proposer une méthode de vérification au déversement adaptée pour les poutres de ponts compte tenu de
leurs particularités. L’atteinte de ce but requiert I'’étude des parametres qui influencent la résistance au
déversement d’'une poutre métallique de pont a savoir : les contraintes résiduelles, les imperfections
géométriques, les entretoises, le chargement et la géométrie des poutres.

Les études expérimentales menées, dans le cadre de ce travail, sur les contraintes résiduelles propo-
sent un nouveau modele qui tient compte des étapes d’oxycoupage et de soudage des toles épaisses
utilisées pour la fabrication des poutres métalliques de pont. Les mesures expérimentales des imper-
fections géométriques sur des poutres réelles de pont révelent I'écart qui existe entre les tolérances de
fabrication et les imperfections mesurées. Ces résultats servent d’entrées pour les simulations numé-
riques du déversement selon I'approche poutre et pont. L’approche poutre, qui considere une poutre
simplement appuyée avec des appuis a fourche et un chargement de moment constant, révéle que
I'influence sur la résistance au déversement peut atteindre 10 % pour les contraintes résiduelles et 12
% pour les imperfections géométriques. L'approche pont, qui considere un pont bipoutre entretoisé
avec une charge répartie sur la semelle supérieure, montre que l'influence sur la résistance au déver-
sement peut atteindre 17 % pour 'écartement des entretoises et 27 % pour le type d’entretoises
(cadre, treillis, diaphragme).

Sur la base de ces résultats expérimentaux et numériques, une méthode de vérification au déverse-
ment est proposée. Celle-ci recommande I'utilisation de la courbe de déversement c de la SIA263 :2013
ou de la courbe c de I'Eurocode EN1993-2 :2006.

Mots-clés : pont bipoutre, poutre composée-soudée, déversement, contraintes résiduelles, oxycoupage,
soudage, analyse par éléments finis, entretoise, imperfections géométriques, méthode de sectionnement.



Zusammenfassung

Stahlbriicken und Stahl-Beton-Verbundbriicken sind wirtschaftlich fiir kleinere und mittlere Spann-
weiten. Zwei parallel zusammengesetzter Haupttrager, die mit Quertragern verbunden sind, bilden
eine Zweitragerbriicke. Diese iibertragen die Lasten von der Fahrbahnplatte auf die Stiitzen mittels
Biege- und Schubbeanspruchung der I-Trager. Beide Arten der Beanspruchung sind stark mit den fol-
genden Stabilitdtsproblemen verbunden: Kippen und Beulen. Von fritheren Bemessungen von Stahl-
briicken weiss man, dass in der Bauphase kippen des Oberflansches in Feldmitte massgebend ist, wéh-
rend im Gebrauch oder beim Einschieben kippen des Unterflansches iiber den Auflager massgebend
ist.

In der Praxis wird der Kippnachweis mittels Biegedrillknicklinie (oder Abminderungskurven) berech-
net, welche den Tragwiderstand im Abhangigkeit von der Kippempfindlichkeit reduzieren,. Je grosser
die Kippempfindlichkeit ist, desto grosser ist die Reduktion des Tragwiderstandes. Der Vergleich zwi-
schen verschiedenen Stahlbaunormen zeigt, dass die fiir Stahltrager giiltigen Kippkurven Unterschiede
von bis zu 30 % aufweisen. Bei genauerem Betrachten der Kippkurven wird deutlich, dass ihr ein se-
mi-empirisches Modell zugrunde liegt basierend auf Versuchen und numerischen Simulationen von I-
Tragern, welche in Stahlkonstruktionen des Hochbaus eingesetzt werden. Aus dieser Erkenntnis be-
griindet sich das Ziel dieser Arbeit, ndmlich: Vorschlagen einer Kippnachweismethode fiir Stahlbrii-
ckentrager unter Einbezug deren Besonderheiten. Dazu werden folgende Parameter untersucht wel-
che den Kippwiderstand beeinflussen: die Eigenspannungen, die geometrischen Imperfektionen, die
Quertrager, die Art der Belastung sowie die Tragergeometrie.

Die Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen der Eigenspannungen, die im Rahmen dieser
Arbeit durchgefiihrt wurden, ermoglichen ein neues Modell, welches das Brennschneiden und
Schweifden von dicken Blechen bei der Herstellung der Stahlbriickentrager berticksichtigt. Messungen
von geometrischen Imperfektionen in Stahlbriickentragern zeigen den Unterschied zwischen geomet-
rischen Fertigungstoleranzen und gemessenen Imperfektionen auf. Diese Ergebnisse werden als Ein-
gangsdaten der numerischen Simulationen der Kippsicherheit fiir Trager und Briicken benutzt. Die
Simulationen eines Tragers als einfach gabelgelagerter Balken zeigt, dass die Eigenspannungen den
Kippwiderstand um bis zu 10 % beeinflussen kénnen und die geometrischen Imperfektionen um bis
zu 12 %. Die Simulationen der Zweitragerbriicke mit dem Quertragern unter konstanter Auflast zeigt,
dass der Einfluss auf den Kippwiderstand fiir den Abstand der Quertrager bis zu 17 % und fiir den fiir
den Typ der Quertrdger (Rahmen, Fachwerk und Querschotte) bis zu 27 % betragt.

Basierend auf diese experimentelle und numerische Ergebnisse wird eine Methode des Kippnachwei-
ses vorgeschlagen. Diese empfiehlt die Anwendung der Kippkurve c der SIA263:2013 oder der Kurve c
des Eurocodes EN1993-2:2006.

Schliisselworter : Zweitrdgerbriicke, Blechtrdger, Kippen, Eigenspannungen, Brennschneiden, Schweis-
sen, Finite-Element-Analyse, Quertrdger, geometrische Imperfektionen, Durchtrennungsmethode.
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Riassunto

I ponti metallici e misti acciaio-calcestruzzo, costituiti da travi ad anima piena, rappresentano un
impalcato economico e d’'uso comune per le piccole-medie luci. Due travi parallele, ad anima piena,
connesse tramite traversi costruiscono un ponte bitrave. Questo trasmette il carico della struttura agli
appoggi principalmente per flessione e sforzo di taglio delle trave in doppia T. A questi due modi di
resistenza si associano due modi d’instabilita: lo svergolamento e I'imbozzamento. L’esperienza nel
dimensionamento dei ponti a trave mostra che lo svergolamento ¢ il criterio decisivo per l'ala
superiore della trave in doppia T a meta campata nella situazione di montaggio e per 'ala inferiore
vicino agli appoggi in situazione definitiva o al montaggio per lanciamento.

Nella pratica, la verifica allo svergolamento si effettua sulla base di curve di riduzione ( o curve di
svergolamento) che diminuiscono la resistenza di una trave in funzione della sua sensibilita allo
svergolamento; cosl piu la trave & sensibile allo svergolamento piu la riduzione sara marcata. Il
confronto tra le differenti norme di costruzione indica che le curve di svergolamento valide per le travi
metalliche dei ponti presentano delle differenze non trascurabili quantificabili fino al 30 % sulla
resistenza. Lo studio piu approfondito delle curve di svergolamento rivela un’origine semi-empirica
che si basa, per la parte empirica, su delle prove e delle simulazioni numeriche di travi a doppia T
usate principalmente nell’edilizia. Queste constatazioni confermano lo scopo di questa tesi che vuole
proporre un metodo di verifica allo svergolamento adattato alle travi dei ponti, tenendo conto delle loro
caratteristiche. Il raggiungimento di quest’obiettivo richiede lo studio dei parametri che influenzano la
resistenza allo svergolamento di una trave metallica di ponte vale a dire: le tensioni residue, le
imperfezioni geometriche, i traversi, il carico e la geometria delle travi.

Gli studi sperimentali condotti, nell'ambito di questo lavoro, sulle tensioni residue propongono un
nuovo modello di tensioni residue che tiene conto dei procedimenti dell’ossitaglio e di saldatura delle
lamiere utilizzate per la fabbricazione delle travi metalliche dei ponti. Le misure sperimentali delle
imperfezioni geometriche su delle travi reali di ponti rivelano lo scarto che esiste tra le tolleranze di
fabbricazione e le imperfezioni misurate. Questi risultati servono come punto di partenza per le
simulazioni numeriche dello svergolamento secondo I'approccio trave e ponte. L’approccio trave, che
considera una trave semplicemente appoggiata con degli appoggi a forca e sottoposta a un momento
constante, rivela che I'influenza sulla resistenza allo svergolamento puo raggiungere il 10 % per le
tensioni residue e il 12 % per le imperfezioni geometriche. L’approccio ponte, che considera un ponte
bitrave traversato soggetto a un carico ripartito sull’ala superiore rivela che I'influenza sulla resistenza
allo svergolamento puo raggiungere il 17% per lo scartamento dei traversi e il 27 % per il tipo di
traverso (trave a doppia T, traliccio, diaframma).

Sulla base di questi risultati sperimentali e numerici, un metodo di verifica dello svergolamento e
proposto. Questo raccomanda l'utilizzo della curva di svergolamento c della norma SIA 263 : 2013 o
della curva c dell’Eurocode EN 1993-2 : 2006.

Parole chiavi: ponte bitrave , trave composta saldata, svergolamento, tensioni residue, ossidotaglio,
saldatura, analisi agli elementi finiti, traverso, imperfezioni geometriche, metodo di sezionamento.
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Abstract

Steel and steel-concrete composite bridges made of plate girders represent an economical structural
form and are largely used for short and medium spans. Two parallel plate girders connected by cross-
beams define a twin-girder bridge. This type of bridge transfers the loads from the deck to the sup-
ports essentially through bending and shear of [-girders. Associated with the two resistance modes are
the following instability modes: lateral torsional buckling (LTB) and local buckling. Design experience
of steel bridges made of plate girders shows that LTB determines the dimension of the upper flange of
an I-girder at mid-span during construction phase, and the dimension of the bottom flange next to the
intermediate supports during construction by launching or in service.

In practice, LTB verification is carried out using reduction curves (i.e. buckling curves) which decrease
the resistance of a beam with respect to the sensitivity to LTB; thus, the more sensitive the beam, more
severe the reduction. A comparison of different standards shows reduction curves available for steel
bridge girders have non-negligible differences which can reach 30 % of the resistance. A more refined
study of the buckling curves shows that it is semi-empirical in nature, where the empirical part is
mainly based on numerical and experimental research for building sections. These findings justify the
goal of this thesis which is to propose a verification method for LTB that better takes into account the
special features of bridge girders. To reach this goal, study of parameters that influence LTB, like re-
sidual stresses, geometric imperfections, cross-beams, loading and beam geometry, is required.

In this research, the experimental studies carried out on the residual stresses propose a new model
which takes into account flame-cutting and welding of thick plates used in the fabrication of steel
bridge girders. Experimental measurements of geometric imperfections performed on real bridge
girders show the difference between fabrication tolerances and imperfections measured. These results
are then used as input data for numerical simulations of LTB by two approaches: beam and bridge. The
beam approach, which considers a simple span I-girder with fork support and a constant bending
moment, reveals that the influence on the resistance to LTB can reach 10 % for the residual stresses
and 12 % for the geometric imperfections. The bridge approach, which considers a twin-girder bridge
with cross-beams and a constant load on the upper flange, shows that the influence reaches 17 % for
cross beam spacing and 27 % for the type of cross-beams (frame, truss, diaphragm).

Based on the experimental and numerical results, a design method for LTB is proposed. It recom-
mends the use of reduction curve c for SIA263:2013 or reduction curve c of Eurocode EN1993-2:2006.

Keywords: twin-girder bridge, plate girder, Lateral torsional buckling (LTB), residual stresses, flame-
cutting, welding, finite element analysis, cross beam, geometric imperfections, sectioning method.
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Notations et abréviations

Majuscules latines

A

Acr

AW .
C1, C5Cs:
Cr

Cr

Dij

E

G

H

I/ Iy; IZ

Loy

1. aire d’une section ; 2. amplitude de I'imperfection de translation
aire de la section efficace

aire du cordon de soudure

facteur dépendant du type de chargement et des conditions d’appui
capacité thermique massique du matériau

valeur moyenne de la capacité thermique massique
tenseur du quatrieme ordre qui contient les modules élastiques du matériau
module d’élasticité

module de glissement

1. enthalpie volumétrique ; 2. module d’écoulement
moment d’inertie ; par rapport a I'axe y ou z
moment d’'inertie de la section efficace

moment d’inertie sectoriel

constante de torsion

matrice des contraintes initiales

matrice de rigidité tangente
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Chapitre 1. Introduction

1.1 Contexte et motivation

1.1.1 Définition du déversement

Avec l'industrialisation au début du XIXe siécle, qui a permis la fabrication de plaques laminées, suivi
de T'utilisation du fer puis de I'acier, la construction métallique s’est dotée des moyens nécessaires
pour fabriquer des poutres avec des sections optimisées pour la construction des batiments et des
ponts. Ces sections peuvent avoir des formes standardisées comme les profilés laminés en I, L, tubu-
laires, et U largement utilisés dans le batiment, ou des formes sur mesures comme les profilés compo-
sés-soudés en caisson ou a ame pleine (en forme de I) plus adaptées pour les ponts.

En fonction des sollicitations dominantes dans un élément, I'ingénieur choisira une forme de section
plutdt qu'une autre. Lorsqu'il s’agit d'un effort de flexion, les sections ame-semelles (I ou H) sont parti-
culierement efficaces puisque qu’elles possedent une grande inertie (selon I'axe fort) pour un mini-
mum de matiere. Cet avantage se fait au détriment d’'une inertie moindre selon I'axe faible favorisant
ainsi le phénomeéne d’instabilité en flexion de la poutre que I'on appelle déversement.

Le cas fondamental du déversement se définit par une poutre simple avec appuis a fourches soumise a
un moment de flexion constant (Figure 1.1).

appuis Lt
a fourches TTI

position
aprés déversement

COUPE

L aile inférieure

aile supérieure

PLAN

Figure 1.1 Cas fondamental du déversement (Hirt et al. 2006).



Chapitre 1. Introduction

La position déformée générée par l'instabilité se caractérise par un mouvement de la partie compri-
mée qui entraine toute la section. Pour cette raison, le déversement est également appelé flambement
latéral en flexion notamment pour les profilés de grande hauteur. La cinématique en section, vue en
coupe a la Figure 1.1, se décompose en un déplacement vertical accompagné d'un mouvement de tran-
slation horizontal et d'une rotation.

1.1.2 Le déversement dans les ponts métalliques

Les poutres composées-soudées a dme pleine de pont présentent en général un rapport hauteur sur
largeur bien supérieur a deux et présente ainsi une forte sensibilité au déversement. L’histoire montre
que ce phénomeéne soudain peut mener a la ruine partielle voire complete d’'un ouvrage comme
l'illustre la Figure 1.2.

: I\

(a) Pont autoroutier pres de (b) Pont sur le canal Mittelland prés  (c) pont de Saint-Ilpize, France, 2004
Kaiserslautern, Allemagne, 1954 de Dedensen, Allemagne, 1982

] L

Figure 1.2 [llustrations de différents cas de déversement de poutres métalliques de ponts (Scheer 2010).

La Figure 1.2a présente le cas d'un pont constitué de deux poutres continues d’'une longueur de 272 m
réparties en cing travées. Une spécificité de cet ouvrage réside dans le fait que la portée centrale de
64.0 m comporte un trongon articulé d'une longueur de 36.0 m formant une poutre cantilever. Pour ce
cas, le phénomene de déversement est apparu lors des étapes de montage et bétonnage de la dalle qui
a provoqué une contrainte de compression élevée dans la semelle inférieure conduisant a I'instabilité.

La Figure 1.2b montre un cas de ruine qui s’est produit sur un pont d’'une portée franchissant le canal
Mittelland par une série de poutres maitresses en acier. Lors de la démolition de I'ouvrage, I'option du
grutage des poutres depuis les berges a été prise. Pour ce faire, il faut désolidariser les poutres trans-
versalement par déconnexion des entretoises qui ont la fonction d’appui latéral. Cela a créé I'instabilité
par déversement de la poutre de bord qui a failli tomber dans le canal.

La Figure 1.2c expose un systéme porteur d'un pont suspendu avec deux poutres latérales en treillis.
La cause du déversement de la membrure supérieure de la poutre serait due au passage d’'un poids
lourd en surcharge.
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Les trois exemples précédents montrent bien que le déversement peut se manifester en travée, sur
appuis, au stade de montage (resp. démontage) ou en service. Ces cas types que les ingénieurs cons-
tructeurs de ponts doivent vérifier pour éviter le déversement des poutres maitresses sont schémati-
quement résumés a la Figure 1.3.

Déversement g rcement » I S
d’une poutre Vérifications _\ H' ﬂ
de pont
| | (b) Phase de montage par lancement (Lebet and Hirt
. ) 2009)
Zones a . Sur appui
&7 En travée . T
considérer intermédiaire o
Vérification Supérieure au -
Inférieure
de la semelle | montage et en en service 0 ice (Leb dHi
comprimée service (c) Ouvrage au montage ou en service (Lebet and Hirt

2009)
(a) Tableau récapitulatif des vérifications
Figure 1.3 Cas a vérifier pour le déversement des ponts.

Deux situations principales peuvent provoquer le déversement sur un ouvrage : d’'une part lors des
situations transitoires qui correspondent aux phases de montage, et d’autre part, lors des situations
durables en phase de service. (Figure 1.3b et c)

En travée, position T2 a la Figure 1.3c, la semelle supérieure doit étre vérifiée dans le cas d'une dalle
supérieure lors des différents stades de montage étant donné que la poutre est soumise a un moment
de flexion positif. Ce stade se caractérise lors du bétonnage de la dalle, du ripage ou de la mise en place
d’éléments préfabriqués pour un pont mixte ou la semelle comprimée n’est tenue latéralement qu’au
droit des entretoises. En revanche lorsque la dalle est connectée, celle-ci joue le role d’appuis latéral de
la semelle comprimée qui empéche le déversement. Si la dalle se situe en position inférieure, la se-
melle supérieure doit cependant étre vérifiée en phase de service.

Sur appuis intermédiaires, position P2 a la Figure 1.3b et c, la semelle inférieure est comprimée sous le
moment négatif de flexion et doit étre vérifiée en phase de service et au montage lors du lancement
par exemple.

1.1.3 Motivation

Le premier élément moteur de cette recherche découle des normes de construction métallique suisses
SIA (SIA 2013a) et européennes Eurocodes (CEN 2004a, 2005a) pour lesquelles la vérification du dé-
versement s’effectue en se basant sur les courbes de flambement. Ces courbes représentent le facteur
de réduction, x, a appliquer sur la résistance en section en fonction de I'’élancement réduit 1, qui tient
compte d’'un ensemble de caractéristiques de I'élément a vérifier. L’histoire de ces courbes (cf. Cha-
pitre 2) montre qu'il existe un certain désaccord entre les normes pouvant atteindre jusqu’a 30 % de
différence sur la résistance pour une méme poutre.

Le deuxieme élément moteur provient des origines des courbes de flambement, développé plus en
détails dans le Chapitre 2. Celles-ci sont semi-empiriques et contiennent par conséquent deux origines.
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Une origine expérimentale qui repose sur une vaste campagne d’essais de profilés laminés et quelques
profilés composés-soudés dont les géométries correspondent a celles utilisées dans le batiment. Une
origine théorique basée sur des considérations analytiques et des simulations numériques effectuées
sur des profilés de type batiment. Par conséquent, il a été constaté au travers de 'examen de la littéra-
ture que peu d’études expérimentales et théoriques traitent le cas des poutres métalliques de ponts.

Finalement, en comparaison avec les poutres de batiments, les poutres de ponts ont des particularités
qui forment un ensemble de parametres susceptibles d'influencer, avec plus ou moins d’'importance, la
résistance au déversement. Ces parametres constitueront les themes principaux d’investigations de la
présente recherche et sont synthétisés a la Figure 1.4.

Effets
transversaux
et charges

Hyperstaticité
et efforts

Résistance au
déversement
d’'un pont

Géomeétrie
variable des
sections

Contraintes
résiduelles

Imperfections
géométriques

Figure 1.4 Parameétres influencant la résistance au déversement des poutres de ponts.

Dans ce paragraphe, il a été vu tout d’abord que le déversement est un phénomeéne d’instabilité en
flexion que les ingénieurs-concepteurs de ponts se doivent de vérifier aussi bien au montage qu’en
service. Pour cela, I'état actuel des normes constructives ne donne pas entiere satisfaction en matiére
de vérification puisqu’elles présentent des différences notables. Finalement, la littérature scientifique
montre peu d’études expérimentales et théoriques traitant du déversement des ponts.

1.2  Objectifs de la these et méthodologie

Le but principal de la présente these est de :

Proposer une méthode de vérification au déversement adaptée pour les poutres de ponts
compte tenu de leurs particularités.

Ce but se construit sur une série d’objectifs intermédiaires représentant le développement par étapes
de ce travail dont voici les points principaux :

e Définir un modele de contraintes résiduelles adapté aux poutres métalliques de ponts tenant
compte des étapes de fabrication que sont I'oxycoupage et le soudage.

e Améliorer la connaissance des imperfections géométriques en terme de forme et d’'amplitude
pour les poutres composées-soudées de ponts.
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e Déterminer l'influence des contraintes résiduelles, des imperfections géométriques et de la
forme de la section sur la résistance au déversement d’'une poutre métallique.

e Déterminer I'influence des entretoises sur la résistance au déversement d'un pont métallique.

e Proposer une méthode de vérification au déversement adaptée pour les poutres métalliques de
ponts.

Pour atteindre ces objectifs, la méthodologie suivante est employée :
e Définition d’'un modele de contraintes résiduelles :

— mesurer expérimentalement les déformations, par la méthode de sectionnement, sur
une série de toles épaisses en acier qui ont été oxycoupées puis soudées.

e Amélioration des connaissances sur les imperfections géométriques pour les poutres métal-
liques de ponts :

— mesurer expérimentalement deux poutres métalliques de ponts qui sortent de fabrica-
tion a I'aide d'un systéme de mesure portable a laser (Laser Tracker)

e Détermination de l'influence des contraintes résiduelles, des imperfections géométriques et de
la forme des sections sur la résistance au déversement :

— simuler numériquement par des modeles d’éléments finis de type plaque le déverse-
ment d’'une poutre en y intégrant les composantes de contraintes résiduelles et
d’imperfections géométriques pour différentes sections.

e Détermination de l'influence des entretoises, des charges et du systéme statique sur la résis-
tance au déversement d'un pont métallique :

— Simuler numériquement par des modeéles d’éléments finis de type plaque le déverse-
ment d’'un pont en y intégrant des entretoises et différents types de chargements sur
différents types de systemes statiques.

e Proposition d'une méthode de vérification au déversement adaptée aux poutres métalliques
de ponts:

— repartir sur la base des méthodes existantes et évaluer le degré de précision des
normes par rapport aux résultats obtenus numériquement avec les approches poutres
et ponts.

Les conséquences d’'une méthode de vérification mieux adaptée aux poutres de ponts dans le contexte
actuel sont doubles :

e Possibilité de projeter des nouveaux ouvrages plus économiques tout en étant aussi sirs.

e Acquisition d'une meilleure connaissance en termes de résistance au déversement des ou-
vrages existants.
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1.3  Organisation de la these

La thése est organisée selon sept chapitres comme l'illustre schématiquement la Figure 1.5.

Le chapitre 2 présente la revue de la littérature dans les différents domaines abordés par la these et
qui sont:

e les méthodes de mesures, les résultats et modeles expérimentaux de contraintes résiduelles
existants,

e les bases scientifiques et normatives en matiere de déversement des poutres métalliques en
général et des poutres métalliques de ponts en particulier.

Le chapitre 3 expose les investigations expérimentales sur le theme des contraintes résiduelles pour
les toles épaisses en acier. Les études portent sur les contraintes résiduelles liées a I'oxycoupage des
semelles et au soudage ame-semelle. L’ensemble des résultats permet de définir un modéle de con-
traintes résiduelles expérimental adapté a la fabrication des poutres de ponts. Ce modele est ensuite
utilisé comme donnée entrante dans les chapitres 4 et 5 qui portent sur les études du déversement.

Le chapitre 4 traite de 'étude du déversement par I'approche poutre. Il comporte un volet expérimen-
tal dédié a I'étude des imperfections géométriques mesurées sur les poutres métalliques de pont apres
fabrication. Ces résultats additionnés de ceux du chapitre 3 sont utilisés dans le volet numérique de ce
chapitre pour évaluer I'influence de ces parametres sur la résistance au déversement de deux géomé-
tries de poutres métalliques de ponts.

Le chapitre 5 traite de I'étude du déversement par 'approche pont. L’approche est essentiellement
numeérique et se basent sur des géométries de ponts réelles pour évaluer l'influence que portent les
entretoises, le type de chargement et le systéme statique sur la résistance au déversement.

Le chapitre 6 synthétise I'ensemble des résultats des chapitres 3, 4 et 5 et se base sur le chapitre 2
pour proposer une méthode de vérification au déversement adaptée au pont métallique. Une applica-
tion numérique permet d’apprécier les conséquences de la proposition sur le dimensionnement d'une
poutre type de pont.

Le chapitre 7 présente une synthese des principales conclusions de la thése, mentionne les contribu-
tions majeures de la présente recherche et évalue les besoins de recherches futures.



Chapitre 1. Introduction

[ Chapitre 1. Introduction

.

[ Chapitre 2. Revue de la littérature
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Chapitre 3. FEtude des contraintes
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'

Chapitre 4. Etude du déversement par
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Chapitre 7. Conclusion ]

Figure 1.5 Organisation de la thése.
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1.4 Limite de I’étude

La présente recherche se limite aux conditions suivantes :

e Les mesures expérimentales des contraintes résiduelles se concentrent sur la composante lon-
gitudinale et sont effectuées sur un acier de construction S355N, largement utilisé pour la
construction des ponts, a I'aide de la méthode de sectionnement.

e Les études du déversement par I'approche poutre traitent le cas d'une poutre composée-
soudée a ame pleine et de portée simple avec appuis a fourche et un chargement de moment
constant.

e Les études du déversement par I'approche pont traitent le cas du pont bipoutres droit avec un
systéme statique poutre simple et poutre continue pour différents cas d’entretoisement et de
chargement.

e Les simulations thermomécaniques de 1'oxycoupage ne tiennent pas compte des transforma-
tions de phases de I'acier.
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2.1 Introduction

Ce chapitre présente I'état actuel de la littérature en ce qui concerne le déversement des poutres mé-
talliques en général et des poutres de pont en particulier. A la section 2.2, la situation des normes
suisses et européennes est présentée en établissant le principe de vérification, en exposant les mé-
thodes de vérifications possibles et en faisant un bilan sur les courbes de déversement. La section 2.3
expose la revue de la littérature sur le déversement pour les ponts métalliques et mixtes. La section 2.4
présente les approches analytiques qui permettent de déterminer le moment critique de déversement
selon la théorie linéaire élastique en différenciant le cas des poutres de batiments du cas des poutres
de ponts. La section 2.5 tire les conclusions sur la revue de la littérature en présentant les points qui
nécessitent des investigations pour la recherche.

2.2 Situation normative sur le déversement

2.2.1 Principe de vérification du déversement

Les normes actuelles suisses (SIA 2013a) et européennes (CEN 2004a, 2005a) se basent sur la mé-

thode y,—Ap, ol y, estle facteur de réduction et Apou Arr I'élancement réduit, pour déterminer
la résistance ultime au déversement d'une poutre. Cette approche s’applique également d'une maniére
plus générale aux phénomenes d’instabilité (flambement, voilement local). Le principe de calcul pour
le déversement (Figure 2.1) s’établit comme suit :

e (Calcul d'un moment critique M., d'un effort normal critique N, ou d’'une contrainte critique oc-
par la théorie linéaire élastique.

e (Calcul du moment résistant caractéristique Mg de la section.

e (Calcul de I'élancement réduit Ap qui est la racine du rapport du moment résistant caractéris-
tique sur le moment critique.

e Détermination du facteur de réduction yp qui s’effectue avec les courbes de déversement. Ces
courbes tiennent compte du type et de la géométrie de section, ainsi que des imperfections
géomeétriques et matérielles.

e Détermination de la valeur de calcul de la résistance au déversement My rq qui est le produit du
coefficient de réduction avec le moment résistant caractéristique divisé par le facteur de résis-
tance pour la vérification des instabilités yu;.
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Figure 2.1 Principe de calcul du moment ultime de déversement.

Ce schéma de vérification, commun aux normes suisses et européennes, nécessite quelques re-
marques :

e Les méthodes de calcul des efforts critiques (M., Nc-) ou de la contrainte critique o.- sont diffé-
rentes selon que I'on considere des poutres de batiments ou des poutres de ponts. Un résumé
de ces méthodes pratiques de calculs est donné dans la section 2.4.

e Le calcul de Mgx dépend de la classe de section et de la limite d’élasticité de 'acier f,. Ces classi-
fications font I'objet des articles 5.5.5 de 'EN1993-1-1:2005 et 4.3.1 de la SIA 263:2013. En
résumé, les sections sont classées selon I'élancement des éléments qui la composent. Ainsi, les
classes de section 1 et 2 permettent un calcul plastique de la résistance (Mg,1), la classe 3 exige
un calcul élastique de la résistance (Mgke) et la classe 4 impose un calcul élastique réduit de la
résistance (Mgrer) di a 'élancement des éléments pour lesquels le voilement local se produit
avant d’atteindre la limite d’élasticité. Quant a la limite d’élasticité de I'acier, elle dépend de
I'épaisseur des éléments considérés (cf. Tableau 1 de la SIA 263:2013 et Tableau 3.1 de 'EN
1993-1-1:2005).

e Le facteur de réduction yp représente I’élément clef du modele et se présente sous la forme de
courbes de déversement. Il a d'une part une origine analytique qui s’exprime par une formule
mathématique contenant des parametres numériques a calibrer (cf. section 2.2.4.2). Ces para-
metres dépendent de la géométrie en section, du matériau et du type d’élément de structure
considéré. D’autre part, il a une origine expérimentale puisque les coefficients sont calibrés sur
la base d’essais expérimentaux de facon a ce que le modele de calcul corresponde au mieux aux
expériences.

10
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e Le facteur de résistance pour la vérification des instabilités yu; tient compte des incertitudes
du modele de résistance et des propriétés du matériau de construction. Dans la SIA 263 :2013
ce facteur vaut yy; = 1,05 alors que pour 'EN1993-1-1:2005, ce facteur est fixé a yu: = 1,1.
L’EN1990 :2002 définit yu; selon I'art. 6.3.4(2) et suivant 'expression ( 2.1 ).

YRa

)/ml

Va1 = VraV m (2.1)
est le coefficient partiel associé a I'incertitude du modele de résistance

est le coefficient partiel associé a I'incertitude des propriétés du matériau

Des considérations supplémentaires liées a des recherches récentes sur ces coefficients sont

données dans le paragraphe 2.2.4.3.

2.2.2 Vérification du déversement pour les ponts selon 'EN1993-2 :2006

L’EN1993-2 :2006 propose deux méthodes de vérifications qui s’appliquent au flambement latéral et
au déversement des éléments par une méthode générale et une méthode simplifiée.

2221

Méthode générale selon l'art. 6.3.4.1

Cette méthode permet, pour les ponts, de tenir compte des sections composées ou non, des sections
uniformes ou non et des conditions d’appuis complexes ou non. La condition a vérifier est formulée

ainsi :

Quitk

Xop

Acr,op

(04
Zop ult k 21,0

(22)
Y

est le facteur minimal d’amplification a appliquer aux charges de calcul pour at-
teindre la résistance caractéristique de la section transversale la plus critique du
composant structural, en considérant son comportement dans le plan de charge-
ment, sans tenir compte du déversement ou du flambement latéral, mais en prenant
toutefois en compte quand nécessaire tous les effets dus a la déformation géomé-
trique dans le plan et aux imperfections, globales et locales

est le coefficient de réduction calculé pour I'élancement réduit IOP, selon ( 2.3 ), afin

de prendre en compte le déversement et le flambement latéral

- ik
Aop = | == (2.3)

cr,op

est le facteur minimal d’amplification a appliquer aux charges de calcul agissant
dans le plan pour atteindre la résistance critique élastique du composant structural
au flambement latéral ou au déversement, sans tenir compte du flambement par
flexion dans le plan

Cette méthode est adaptée pour des analyses avancées par éléments finis pour déterminer ayi; et acr,op-
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Chapitre 2. Revue de la littérature

Comme cette méthode considere I'instabilité soit comme un flambement latéral, soit comme un déver-
sement, le coefficient de réduction se détermine comme étant la valeur minimale selon I'expression :

Zop = min(X’XLT) (24)

e pour le cas du flambement latéral, les équations des courbes de réduction sont données par
l'art. 6.3.1 de 'EN1993-1-1:2005 :

1

chpﬂlcbz—fﬁp

ou le facteur d’'imperfection a est déterminé selon les tableaux 6.1 et 6.2 de 'EN1993-1-1:2005. Dans
le cas d’'une poutre de pont composée-soudée avec une épaisseur de semelle tr> 40 mm, c’est la courbe
d (Figure 2.2) qui prévaut avec un facteur d’'imperfection a = 0,76.

<10 et = 0,5[1 rali, -02)+ Zip] (25)

e pour le cas du déversement, les équations des courbes de réduction sont données par l'art.
6.3.2.2 de 'EN1993-1-1:2005 :

1

Xir = =
(DLT + Vq)ir _2’010

ou le facteur d'imperfection a;r est déterminé selon les tableaux 6.3 et 6.4 de 'EN1993-1-1 :2005. Dans
le cas d’'une poutre de pont composée-soudée avec un rapport h/b > 2 c’est également la courbe d
(Figure 2.2) qui prévaut avec un facteur d’'imperfection a,r = 0,76.

<1.0et (DLT :0,5|il+OCLT(zop_0,2)+Z<2’Pj| (2.6)

2.2.2.2 Meéthode simplifiée selon 'art. 6.3.4.2

Cette méthode considére une semelle comprimée de pont sensible au flambement latéral comme une
colonne soumise a un effort de compression Neq qui est retenue élastiquement par des appuis continus
ou discrets, modélisés par des ressorts. La vérification de la sécurité structurale se fait selon l'art.

6.3.2.2 et viaI’équation ( 2.6 ) en prenant I’élancement réduit selon ( 2.7 ) en remplacement de ZOp .

_ A, f
Aur = | =L (2.7)
cr
Aesr :  estl'aire efficace de la membrure comprimée selon la Figure 2.11
f :  estlalimite d’élasticité de 'acier
Ner . est I'effort normal critique qui peut étre déterminé selon la formule d’Engesser ex-
posé au paragraphe 2.4.2.

2.2.3 Vérification du déversement pour les ponts selon la norme SIA263 :2013

Pour les poutres de pont appartenant a la classe de section 4, la vérification de l'instabilité en flexion
est réglée par I'art. 5.6.2 en limitant la contrainte dans la semelle comprimée oz, selon le critere donné
par ( 2.8).

12
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0ed, MEa

Wejf c

Op

XD

ap

ocr,D

Wel

%p y
S—==Xp

Wy 7V Yan

=Opa (2.8)

valeurs de calcul de la contrainte et du moment de flexion

est le module de section élastique de la section efficace relatif a la semelle compri-
mée

est la contrainte de déversement

est le facteur de réduction donné par I'art. 4.5.2.3 selon I'expression ( 2.9 ) :

1
Xp =

— —2
R <1.0 et q>D=o,5[1+aD(ﬂ,D—o,4)+ADJ (29)
D p D

est le coefficient d'imperfection qui vaut pour les profilés soudés ap = 0,49 ce qui
correspond a la courbe c (Figure 2.2).

est le coefficient d’élancement au déversement qui vaut pour les poutres de ponts :

(2.10)

est la contrainte critique de déversement élastique calculée au paragraphe 2.4.2 se-
lon I'équation ( 2.17).

module de section, selon la classification des sections suivante :

W=Wyy classes de section 1 et 2, avec W, le module de section plas-
tique selon 'axe y,

W=Wey classes de section 3, avec Wey,, le module de section élastique se-
lonT'axey,
W= Wey classes de section 4, avec Wes,, le module de section efficace, se-

lon le chiffre 4.5.3 de la SIA 263 :2013.

module de section élastique

2.2.4 Les courbes de déversement

2.24.1 Bref historique

Comme d’'un point de vue phénoménologique le déversement peut étre assimilé au flambement élas-
tique latéral de la partie comprimée (Dutheil 1964), les normes utilisent les courbes de flambement
comme courbes de déversement, moyennant quelques adaptations sur la classification des sections. Le
caractere semi-empirique des courbes de flambement expose deux origines. Une origine expérimen-

tale qui repose sur une vaste campagne d’essais portant sur des profilés laminés du commerce de dif-

férents pays (Sfintesco 1970), et une origine théorique basée sur des simulations numériques (Beer
and Schulz 1970). Le résultat de ces deux études débouche sur la proposition de trois courbes de

13
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flambement. La définition et la mise en équations des courbes européennes de flambement se fait véri-
tablement en 1978 avec une formulation dite de type Ayrton-Perry (Maquoi and Rondal 1978; Rondal
and Maquoi 1979). Parallelement, il existe aussi une autre formulation dite de type Merchant-Rankine
(Lindner 1978). C’est dans les années 2000 que des nouvelles propositions de mise en équations de
courbes de déversement ont été proposées par (Greiner et al. 2000) et (Villette 2002) en incluant des
profilés composés-soudés avec des géométries de poutres de batiments.

2.2.4.2  Etat actuel des courbes de déversement utilisées pour les ponts
La situation actuelle des courbes de déversement selon les normes présentées auparavant et qui con-
cernent les ponts métalliques est représentée a la Figure 2.2.

1.2
\' —a— SIA 263:2013 - courbe ¢

\ —e— SIA 263:2003 - courbe ¢
—s— SIA 161:1990
—— EN1993-2 - courbe d

— - —-Euler

= XD,max - XD,

n

o
S

Facteur de réduction, x, [-]
o
(o)}

O-O - T T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0
Elancement réduit, Ap [-]

SIA 263:2013 SIA 263:2003 SIA 161:1990 EN1993-2: 2006
/TD,O =0.4 /TD,O =0.2 X= ( )"_LT,O =0.2
ap = 0.49 ap = 0.49 1 045 | 4, =0.76
Profilés soudés Courbe ¢ = 1+ 145 Sections en I
sidp < 0.4 alors b soudées h/b > 2
xp=10 Courbe d
Art. 4.5.2 Art. 4.5.2 Art. 3.254 Cas général
Art. 6.3.2.2

Figure 2.2 Représentation graphique de différentes courbes de déversement.

Comme vu précédemment, 'EN 1993-2 :2006 propose deux méthodes de vérification pour le flambe-
ment latéral ou le déversement des éléments : une méthode générale (art. 6.3.4.1), et une méthode
simplifiée (art. 6.3.4.2). Ces deux méthodes se différencient dans I'approche du calcul des élancements

réduits 4,r,,, mais se basent sur les mémes courbes de déversement pour les sections soudées par

I'art. 6.3.2.2 qui représente le « Cas général » avec I'’équation ( 2.5 ). Cette formulation est dite de type
Ayrton-Perry avec une valeur du plateau fixé a 0.2 et un facteur d’'imperfection qui vaut a;r = 0.49 (si
I'élancement de la section h/b < 2, courbe c) ou a;r = 0.76 (si h/b = 2, courbe d) ce qui est générale-
ment le cas pour les poutres de ponts. Il est utile de noter qu’il existe également des courbes de déver-
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sement pour profils laminés ou sections soudées équivalentes, parfois nommées « Cas spécial » par
certains auteurs, dont les équations sont données par I'art. 6.3.2.3 de 'EN1993-1-1 :2005. Ces courbes
ne sont toutefois généralement pas valables pour les sections de pont.

Dans sa version actuelle (SIA 263 :2013) la norme suisse (équation ( 2.9 )) via l'art. 4.5.2 utilise le
méme type de formulation mais se différencie de 'EN1993-2 :2006 par deux points :

e une valeur du plateau fixé a 0.4
e un coefficient d'imperfections ap = a7 = 0.49 qui correspond a la courbe ¢

Dans son ancienne version (SIA 263 :2003), la norme suisse utilisait une formulation similaire mais
avec un saut au passage du plateau a Apo =0.4.Dans sa version précédente (SIA161 :1990), la formu-

lation de la courbe de déversement était différente avec une approche de type Merchant-Rankine
ayant pour équation selon art. 3 254 2 :

0.45

1
x=¢=|——3 (2.11)
1+ Ao

La courbe correspondante, également représentée sur Figure 2.2, est celle qui réduit le moins la résis-
tance au déversement comparativement aux autres. La plus sévére des courbes de réduction est celle
recommandée par 'EN1993-2 - courbe d. L’appréciation de 'écart entre ces extrema est montrée par
la courbe Ay, ol 'on observe un écart grandissant jusqu’a un élancement réduit de 0.8, puis I'écart

diminue avec 'augmentation de I’élancement. Il est intéressant de noter que les écarts les plus grands
entre les courbes se situent justement dans le domaine d’élancement des poutres de ponts. Par
exemple, la différence sur le coefficient de réduction entre la SIA 161 :1990 et 'EN1993-2 peut at-
teindre 30% pour un élancement réduit de 0.8. Pour le méme élancement, I'écart entre la norme
SIA263 :2013 et I'Eurocode se monte a 15%.

2.2.4.3  Etudes récentes sur les courbes de déversement

(Rebelo et al. 2009) présente une premiere étude statistique sur I'évaluation de la résistance au déver-
sement des poutres en I en se concentrant sur le modeéle de résistance de I'EN 1993-1-1. L’étude nu-
mérique traite principalement des sections laminées et soudées équivalentes. Il en ressort, que la mé-
thode de calcul selon I'art 6.3.2.3, nommée « Cas spécial » par les auteurs, donne la meilleure précision,
suivit par la méthode générale modifiée par le facteur f, nommée « Cas général/f » par les auteurs, et
finalement par la méthode générale, nommé « Cas général », selon 'art. 6.3.2.2. Toutefois, en considé-
rant uniquement les quelques cas qui fournissent des résultats non-sécuritaires, le classement des
méthodes selon leur précision est différent. Par conséquent, le choix du coefficient partiel associé a
I'incertitude du modeéle yrs = 1 ou yrs = 1,1 dépendrait de la méthode utilisée. Pour ces sections, I'étude
conclut qu'il n’est pas évident de savoir quand le facteur f de 'art. 6.3.2.3 peut étre utilisé avec le cas
général ou pas. Pour cela, les auteurs recommandent I'utilisation du « Cas spécial » en utilisant les va-

leurs ZLT,O =02 etp=1.

Une deuxiéme étude statistique (Simdes da Silva et al. 2009) s’intéresse a I’évaluation de la résistance
au déversement des poutres en I par I'étude de la variation des propriétés de I'acier. Cette approche
présente 'avantage de séparer la part de la variabilité liée au modele de celle liée au matériau. Ainsi,

les facteurs partiels de sécurité proposés y,,, tiennent compte des effets du modele et des matériaux.
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Ces facteurs dépendent du modele de vérification employé (« Cas spécial » selon l'art 6.3.2.3 et « Cas
général » selon I'art. 6.3.2.2) et de la nuance d’acier (S235, S355 et S460). Ainsi, par exemple, un fac-

teur partiel y,,, =1.0 atteint la fiabilité requise par I'Eurocode pour des aciers S235 et S355 en utili-
sant le « Cas général » et le « Cas général/f». En revanche, pour un acier S460 un facteur partiel de
7,1 = 1.1 est nécessaire. D’autres facteurs partiels sont proposés en utilisant le « Cas spécial ».

Le développement d’une formulation analytique de type Ayrton-Perry pour le déversement des
poutres en I doublement symétriques est proposé par (Taras and Greiner 2008). Cette étude est suivie
par une proposition de nouvelles courbes de déversement dans (Greiner and Taras 2010; Taras and
Greiner 2010) se voulant plus précises que les dispositions actuelles et plus consistantes d'un point de
vue analytique. Cette nouvelle formulation concerne principalement les classes de section 1, 2 et 3 en
ajoutant un parameétre propre a la section qui tient compte des contraintes résiduelles. Les sections de
classe 4 concernant les ponts n’y sont pas abordées.

Dans (Bijlaard et al. 2010) la « méthode générale » de vérification du flambement et du déversement
de composant structuraux selon I'EN 1993-1-1 art. 6.3.4 est passée en revue. L’étude propose une ex-
tension de la méthode de facon a ce qu’elle soit applicable pour la vérification de tout probleme
d’instabilité hors plan. Les auteurs traitent également du sujet des imperfections géométriques équiva-
lentes qui leur permettent de proposer des courbes de déversement modifiées.

2.2.4.4  Conclusions des études sur les courbes de déversement
De fagcon synthétique, ce paragraphe présente les principales conclusions qui ressortent des études sur
les courbes de déversement :

e Dans les origines des courbes de déversement il ressort que la plupart des essais concernent
les classes de section 1 et 2, quelques essais concernant la classe de section 3 et peu d’essais
traitent de la classe 4 pour les ponts.

e Dans leurs conclusions, (Greiner et al. 2000; Villette 2002) expliquent d’'une part que les
courbes présentent de bonnes précisions pour les sections laminées ; et d’autre part, que les
contraintes résiduelles présentent un effet marqué pour les sections soudées dans des élance-
ments réduits situés entre 0.5 et 1.0. Ce constat motive des investigations sur les contraintes
résiduelles liées aux sections soudées.

e Dans ses conclusions, (Villette 2002) établit 'ordre décroissant suivant pour les parameétres
qui ont le plus d’influence sur les courbes de déversement, a savoir : la forme de la section, la
distribution des contraintes résiduelles, la forme de 'imperfection géométrique et la limite
d’élasticité. Il souligne également par la comparaison entre simulations et essais que la distri-
bution, admise comme statistiquement représentative, des contraintes résiduelles pour les
sections soudées a semelles oxycoupées selon (ECCS 1984) présente un degré de sécurité plus
faible que celle relative aux sections laminées. Selon I'auteur, la distribution conventionnelle
des contraintes résiduelles selon (ECCS 1984) n’a pas le méme degré de représentativité statis-
tique que celle des laminés et qu’elle devrait étre revue. Finalement, il suggere d’investiguer
davantage la résistance au déversement relative aux classes de section 3 et 4.

e Les investigations de (Greiner and Taras 2010; Taras and Greiner 2010) concluent que la pro-
position de nouvelles courbes de déversement demandent a étre complétée par des études sur
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des cas de charges différents que celui du moment constant et sur d’autres types de sections,
par exemple, les sections soudées.

e Finalement, la Figure 2.2 montre une différence notable et méme maximum entre les courbes
de réductions des différentes normes suisses et européennes dans le domaine des élancements
réduits qui concernent les ponts.

2.3  Littérature sur le déversement des ponts métalliques et mixtes

Comme expliqué au Chapitre 1, le déversement dans les ponts métalliques et mixtes peut aussi bien
intervenir en travée que dans la zone des appuis intermédiaires. Par conséquent, la revue de la littéra-
ture différencie également ces cas.

2.3.1 Le déversement des ponts mixtes dans la région des appuis intermédiaires

Les investigations de (Weston et al. 1991) s’intéressent a la résistance au déversement des ponts
mixtes continus dans la région des appuis. Les analyses numériques mettent en évidence que le mode
de rupture dominant se fait par distorsion de 'ame et de la semelle inférieure. Les auteurs concluent
également que les parameétres qui gouvernent le déversement dans cette région sont les dimensions de
la semelle inférieure et I'élancement de 'ame. Sur la base de ces résultats une méthode de dimension-
nement est proposée en considérant un parameétre d’élancement adapté aux poutres mixtes.
L’application de cette méthode a pour conséquence que 1) le déversement n’est plus le critere déter-
minant pour une large gamme de sections usuellement utilisées dans les ponts, et que 2) le voilement
local devient déterminant pour les sections semi-compactes.

Top tlange heavily
restrained against
aleral displacement

Buckling only possible | and twist
by web distortion and “
twisting/lateral H

displacement of .LI.
bottom flange —_

Figure 2.3 Déversement d'une poutre mixte de pont pres de 'appui intermédiaire (Weston et al. 1991).

Dans le méme domaine, (Collin et al. 1998) s’intéressent au calcul du moment critique de déversement
sur appui pour les ponts mixtes continus. Par I'analogie de la colonne comprimée, Figure 2.4, le mo-
ment critique est calculé en tenant compte de la distribution du diagramme des moments et de 'effet
de retenue crée par I'ame et les raidisseurs verticaux. Cette approche permet aux auteurs de proposer
une méthode de dimensionnement qui est reprise par 'art. 6.3.4.2 de 'EN1993-2.
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Figure 2.4 Description du modele. Vue de dessus de la semelle comprimée selon (Collin et al. 1998).

Apreés publication de cette norme, (Davaine and Lebet 2007) évaluent les différentes méthodes de vé-
rification au déversement des ponts mixtes sur la base d'un exemple de pont. Cette étude montre que
la méthode générale (I'art. 6.3.4.1 de 'EN1993-2) par l'utilisation de la courbe de déversement d est
tres sécuritaire (voire Figure 2.5) et que par conséquent le déversement devient le critére déterminant
sur appui intermédiaire. Les auteurs proposent I'idée d’'une courbe de déversement spécifique pour les
ponts qui tienne mieux compte des imperfections géométriques et matérielles. Par ailleurs, les résul-
tats présentés a la Figure 2.5 montrent que les contraintes résiduelles jouent un role important pour
des élancements réduits situés entre 0,4 et 1,0 ; justifiant, par la méme occasion, le but de ce travail de

recherche.

1.2
+ 1200 x 150 mm? with GI
1 1200 x 150 mm? with Gl + RS [}
— Buckling curve (d)
5
<08
S
S
+— 06 =
c :
o
o Note
3 0.4 /Gl = Geometric Imperfection
&’ RS = Residual Stresses
0.2 l
Slenderness parameter, A, 1
0 ! !
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0

Figure 2.5 Courbe de déversement numérique selon (Davaine and Lebet 2007).

2.3.2 Le déversement des ponts métalliques en travée

Pour ce cas, il est sous-entendu que I'ouvrage est en phase de construction et que la dalle en béton
armé ne participe pas encore a la résistance. Dans ce cadre, (Yura et al. 2008) proposent une solution
analytique pour déterminer le moment élastique « global » de déversement d’'un pont bipoutre avec
des entretoises de type treillis (Figure 2.6a). Le terme « global » signifie que le pont dans son ensemble
déverse, contrairement a I'approche habituelle ou le déversement est considéré pour une poutre entre
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deux entretoises (Figure 2.6b). Toutefois, pour les rapports L/S utilisés en pratique, ce phénomeéne de
déversement généralisé semble difficilement envisageable.

- - P

| D [ == lee] Lo s

(a) Individual girder buckling, plan view Lb_’|

A

i ....... * ........ T I I l I ':' l .......... l. ..... f
L L ~A |
I 9 1

(b) Global system buckling , plan view

y

X ﬁ > X (c) System cross section A-A
y
s

Figure 2.6 Systeme du pont bipoutre avec entretoises treillis considéré par (Yura et al. 2008).

Les auteurs montrent que ce mode est gouverné par deux parametres principaux : 1) I'écartement des
poutres, S a la Figure 2.6, et 2) le moment d’inertie de la poutre selon I'axe fort, I.. Par ailleurs, I'étude
révéle d'une part que, pour des dimensions d’entretoises et des espacements usuels, I'effet des entre-
toises sur le déversement global est plutdt faible et, d’autre part, que l'effet de la position de la charge
sur la semelle supérieure pour un pont bipoutre est moins important que pour une poutre indivi-
duelle.

Dans (Hendy and Jones 2009) une analyse du déversement de ponts métalliques révele le caractere
conservateur de la norme anglaise (BS 5400-3:2000 2000). La conséquence principale réside en
I'augmentation des dimensions de la semelle supérieure pour le stade de montage. Ce fait provient de
deux causes: 1) un changement du mode de flambement lors du calcul de I'élancement, et 2)
l'utilisation de courbes de flambement plus conservatrices pour des longueurs de flambement effec-
tives plus petites que la demi-longueur d’onde de flambement. Pour démontrer ce conservatisme, les
auteurs se basent sur trois cas d’études a savoir : 1) un calcul de type poutre d’'une barre articulée aux
extrémités avec des appuis latéraux, 2) un calcul aux éléments finis d’'un pont bipoutre avec entre-
toises en U (Figure 2.7a), et 3) un calcul aux éléments finis d'un pont bipoutre avec entretoises en treil-
lis (Figure 2.7b). Les conclusions mettent en évidence que le calcul selon 'EN1993-2 est légérement
conservateur et que celui selon le BS 5400-3 :2000 est trop conservateur, remettant ainsi en question
la série de corrections effectuées sur celle-ci.

(a) Pont bipoutre avec entretoises en U (b) Pont bipoutre avec entretoises treillis

Figure 2.7 Systémes de ponts bipoutres considérés par (Hendy and Jones 2009).
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Dans (Park et al. 2010) le flambement inélastique sous moment constant des poutres de ponts métal-
liques en I avec des entretoises diaphragmes est examiné. L’objectif de cette étude est de déterminer
I'effet de la rigidité en torsion des entretoises sur la résistance ultime du pont. L’étude considére des
études numériques aux éléments finis avec des modéles a deux et quatre poutres liés par des entre-
toises en I (Figure 2.8).

>

o :fixed <, I : movable

(a) Systeme statique et maillage pour le pont bipoutre (b) Maillage pour le pont a quatre poutres
Figure 2.8 Modéles éléments finis selon (Park et al. 2010).

Les modélisations tiennent compte des imperfections initiales et des contraintes résiduelles. Les au-
teurs concluent entre autres que : 1) la résistance ultime varie avec la forme de I'imperfection initiale,
2) un modéle d'imperfection initiale propre aux poutres de ponts doit étre étudié, 3) la courbe de ré-
duction ¢ de 'EN1993-1-1 art. 6.3.2.3 montre une bonne correspondance avec les résultats numé-
riques et 4) la rigidité en torsion requise selon (AISC 2005; Galambos 1998) est surestimée et conduit
a un dimensionnement excessivement conservateur. Pour confirmer ces résultats numériques, des
investigations expérimentales pour déterminer 'effet de la rigidité en torsion des entretoises sur la
résistance ultime en flexion ont été effectuées par (Choi and Park 2010), Figure 2.9a. Les essais portent
sur quatre spécimens de ponts bipoutres en acier a haute résistance. Les résultats montrent entre
autres que : 1) les résistances ultimes mesurées sont proches de celles calculées par 'EN1993-1-1, et
que 2) les valeurs de résistances mesurées expérimentalement correspondent plutot aux valeurs de
résistances calculées numériquement en considérant une forme de ruine de type local (déversement
entre deux entretoises), Figure 2.9.

(a) Déversement observé expérimentalement (b) Déversement observé numériquement

Figure 2.9 Formes de ruine observées selon (Choi and Park 2010).

D’un point de vue expérimental, d’autres essais de déversement de poutres monosymétriques a géo-
métrie réduite (échelle 1:3) de ponts ont été réalisés par (O’hEachteirn and Nethercot 1988a). Les
auteurs observent que la résistance de ces poutres est plus faible que celle des poutres équivalentes
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laminées ou soudées avec des largeurs de semelles équivalentes. Les mémes auteurs concluent dans
(O’hEachteirn and Nethercot 1988b) qu’'une courbe de déversement adaptés aux sections soudées et
plus conservatrice est nécessaire.

Dans les mémes années, d’autres essais similaires sur des sections en [ a parois minces sont réalisés
par (Kubo and Fukumoto 1988) avec des sections qui présentent des élancements d’ame (h/t,) allant
de 62 a 96 soit légerement inférieurs a ceux que I'on retrouve dans les ponts. Pour ces élancements, les
auteurs observent pour les poutres de moyennes longueurs que les modes de ruines sont une combi-
naison de flambement local de la semelle et de déversement, alors que pour les poutres plus longues le
déversement généralisé domine.

Le passage en revue des études sur le déversement des ponts métallique montre qu'’il subsiste encore
de nombreux domaines a investiguer pour améliorer la connaissance sur le comportement de ces ou-
vrages. Des contributions peuvent étre apportées au niveau : d'un modele de contraintes résiduelles,
des imperfections géométriques, d'une courbe de réduction, toutes contributions qui soient adaptés
aux poutres de ponts. Ces différents points forment les axes de recherche de cette these.

2.4 Calcul du déversement élastique des poutres métalliques

Lors du calcul de 'élancement réduit A (Figure 2.1), il est nécessaire de déterminer un effort critique

qui peut étre un moment M

cr?

un effort normal N_ ou encore une contrainte critique o, et qui pro-

vient de la théorie de la stabilité élastique. La précision avec laquelle est obtenu cet effort critique a
une influence directe sur la valeur de calcul de la résistance au déversement selon le schéma de la Fi-
gure 2.1 puisqu’il permet de se placer sur 'axe horizontal des courbes de déversement.

Dans ce qui suit, I'état des connaissances dans ce domaine est effectué en différenciant le cas des
poutres de batiments du cas des poutres de ponts qui présente un comportement différent avec des
sections plus élancées.

2.4.1 Formulation pour les poutres de batiments

Sous la dénomination de poutres de batiments il est entendu 'ensemble des profilés laminés et soudés
permettant un calcul plastique de la résistance.

Le cas fondamental du déversement (cf. Figure 2.10) considére une poutre simple en flexion pure avec
des appuis a fourches.
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Ip position initiale
Iy +
o T \: =<==3
| | M

}_
N

appuis o
a fourches n

7

X position
apres déversement
M

COUPE

v

1=

==
H
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Figure 2.10 Cas fondamental du déversement (Hirt et al. 2006).

Sous le chapitre flambement latéral des poutres, (Timoshenko 1966) résout ce cas fondamental sur la
base des hypothéses suivantes :

e Poutre de section constante bisymétrique parfaitement rectiligne et sans imperfection
e Section indéformable

e Appuis de type « fourche »

e Matériaux infiniment élastiques linéaires

e Rigidité en flexion dans le plan de flexion beaucoup plus grande que la rigidité en flexion laté-
rale
e Petites déformations singp=¢ et cos¢p =1 ou ¢ est la rotation de la section selon l'axe x
(voire Figure 2.10)
Sur la base des conditions d’équilibre, un systéme de trois équations différentielles a trois inconnues

peut se résoudre en considérant les conditions aux limites. Le moment critique de déversement élas-
tique d'une poutre simple en flexion pure s’exprime comme suit :

2
V4 7 El
M =-— |GKEI |1+ - (2.12)
cr z 2GK

D D
Ip . longueur de déversement (distance entre deux appuis latéraux)
G :  module de glissement
K :  constante de torsion uniforme
E :  module d’élasticité
I, :  moment d’inertie par rapport a 'axe z
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I :  moment d’inertie sectoriel de la section

Comme 'expression de I'équation ( 2.12 ) s’éloigne des cas pratiques qui présentent des chargements,
des conditions d’appuis et des sections différentes, beaucoup d’études ont été menées dans ce do-
maine par différents chercheurs comme en témoigne le bref résumé dans (Braham 2001). Ainsi, une
expression plus générale et valable également pour les sections monosymétriques est proposée par les
auteurs (Clark and Hill 1960) et (Djalaly 1974) avec les notations selon (Hirt et al. 2006) :

’El

1, GKk,I7)
kI

(C2Za + Czﬂ)z + 7 ﬂ'ZE[w

z

=C +1 +(C22a +C3ﬂ) (2.13)

cr

Ci, C; C;3 :  facteur dépendant du type de chargement et des conditions d’appui

kv, ko :  coefficient d’encastrement aux appuis
Za :  distance entre le centre de cisaillement C et le point d’application de la charge (posi-
tive si ce dernier est situé entre le centre de cisaillement et la semelle tendue)
B :  caractéristique sectorielle de la section ( = 0 pour une section bisymétrique) défini
par:
ﬁ:ZL,+LJ‘z(y2+ZZ)dA (2.14)
21,7

Le parameétre [ est pertinent dans le cas des poutres métalliques de pont qui montrent une asymétrie
évidente lors des phases de montage étant donné que la semelle supérieure est plus petite que la se-
melle inférieure.

Ze : distance entre le centre de gravité G et le centre de cisaillement C (positive si le
centre de cisaillement se trouve entre le centre de gravité et la semelle comprimée.

L’équation ( 2.13 ), également connue sous le nom de formule a trois facteurs, s’'accompagne d’un ta-
bleau proposant des coefficients C;, C;, et C3 en fonction des conditions d’extrémités et du cas de char-
gement. De tels tableaux sont disponibles dans (Djalaly 1974) et plus récemment dans (Baldz and Ko-
lekova 2000), (Mohri et al. 2000) et (Braham 2001).

Cette question du calcul du moment critique de déversement a également fait I'objet d’'une recherche
qui a abouti sur un outil informatique pratique et gratuit développé et proposé par le Centre Tech-
nique Industriel de la Construction Métallique (CTICM) en France. Ce logiciel (LTBeam 2010) permet
de calculer le moment critique de déversement élastique pour des poutres simples ou continues a sec-
tion bisymétrique ou monosymétrique pour différents cas de charges et conditions d’appuis. Une pré-
sentation du logiciel est faite dans (Galéa 2003) ou il est par ailleurs précisé que LTBeam exécute un
calcul aux éléments finis de type poutre.

2.4.2 Formulation pour les poutres de ponts

Les poutres métalliques en I composées-soudées de ponts présentent généralement une géométrie en
section élancée (classe 4). Lorsque la poutre déverse, la cinématique en section montre que c’est prin-
cipalement la semelle comprimée et une partie de I'ame qui subissent un déplacement latéral et une
rotation. Cela témoigne que la section résiste principalement en torsion non uniforme Tpw et que la
composante de résistance en torsion uniforme Tp, devient devant Tp, raisonnablement négligeable.
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Comme le déversement peut étre assimilé a celui du flambement élastique latéral de la partie compri-
mée la contrainte critique de flambement-déversement o.- s’associe a celle de la contrainte résistante
en torsion non uniforme opy. Dans les différents codes (CEN 2004a; SIA 2013a) et la littérature (Lebet
and Hirt 2009), il est d'usage de considérer la section résistante comprimée comme étant la section
efficace de la semelle comprimée plus une partie de I'ame (cf. Figure 2.11).

heoi/2 < he/3

Z

Figure 2.11 Section résistante efficace a prendre en compte dans le calcul de opy.

by . largeur de la semelle comprimée d’épaisseur tr
besr : largeur efficace de la semelle comprimée

he . hauteur de I'ame comprimée d’épaisseur t.
heg :  hauteur efficace de I'dme comprimée

Dans ce contexte, les entretoises, qui relient les poutres maitresses, jouent latéralement un réle
d’appuis élastique pour la semelle comprimée. En effet, si les entretoises étaient infiniment rigides, la
longueur de déversement Ip a considérer serait égale a I'écartement e des entretoises. Toutefois,
comme les entretoises présentent une certaine rigidité flexionnelle dans leur plan, celles-ci fournissent
plutdt des appuis élastiques ou a ressort ayant pour conséquence de créer une longueur de déverse-
ment plus grande que l'écartement des entretoises. Ceci étant établi et en se rappelant que le déver-
sement peut étre assimilé au flambement latéral, le déversement d’'une poutre de pont appuyée élasti-
quement par des entretoises se raméne a un probléme de flambement d’'une barre comprimée conti-
nue avec des appuis élastiques. Une formulation analytique simplifiée a été proposée par (Engesser
1884) sur la base des hypotheses suivantes :

la barre comprimée est de section constante
e lelongde labarre, I'effort normal de compression est constant

e les appuis élastiques fournis par les entretoises ont une constante de ressort K identique qui
est admise répartie le long de la barre avec une valeur k = K/e ou e représente la distance entre
entretoises

e aux extrémités, les conditions d’appuis de la barre sont fixes latéralement et la rotation selon
'axe vertical est possible

La valeur critique de I'effort normal N, s’exprime alors par la formule d’Engesser :

2 2
7Ely 5 N, =2 JkEL > 7 £l
e /;

(2.15)
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E :  module d’élasticité de I'acier

Ip :  moment d'inertie autour de l'axe z de la semelle comprimée et du tiers de la partie
comprimée de I'ame selon la Figure 2.11

Ip . portée ou distance entre les deux appuis de la poutre

e : distance entre deux montants verticaux supposés rigides

Par cette approche, le calcul de I'élancement réduit Ap est donné par l'expression :

— A
Ap= j—y= I—f]"vD (2.16)

f :  limite d’élasticité de l'acier
Ocr :  contrainte critique de flambement élastique
Ap :  aire efficace selon la Figure 2.11

Une autre alternative pour le calcul de la contrainte critique o.- de flambement est présentée dans la
SIA263 :2013 a 'art. 5.6.2.3 et a 'avantage de tenir compte d'une longueur de déversement réduite I,
qui est fonction de la variation du moment de flexion entre les appuis latéraux, et de la rigidité des
entretoises. Il est établi que la contrainte critique de déversement élastique liée a la torsion non uni-
forme opy est égale a la contrainte critique de flambement élastique de la membrure comprimée de la
poutre selon I'expression :

©’E
O-cr = Gch O-Dw = 2 ( 2.17 )
//LK
ZK 4 PR
A=+ :  élancement de la membrure comprimée
Ip
ZD ’ ’ .
ly =—= ¢ longueur de déversement réduite

avec un facteur 1 selon I'équation ( 2.18 ) qui tient compte de la répartition linéaire du moment de
flexion entre les appuis latéraux pour un rapport entre le plus petit et le plus grand moment
d’extrémités y = -0,5. L’annexe B de la SIA263 :2013 donne plus de détail sur le facteur 7.

n=1,75-1,05y + 0,3y (2.18)

= _|—— : rayon de giration de la section efficace définie a la Figure 2.11 dont I'aire vaut:

hc,qff

Ap = byt g +——t (2.19)

w

Dans I'équation ( 2.17 ), la rigidité flexionnelle des entretoises peut étre prise en compte en introdui-
sant une longueur de déversement qui tient compte des appuis élastiques créés par celles-ci. Pour cela,
il suffit d’égaler l'effort normal critique d’Engesser donné par 'équation ( 2.15 ) avec celui du cas fon-
damental du flambement élastique d'une barre donné par I'équation ( 2.17 ) d’ou :
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7*El
2 JkEI, == L (2:20)

D

De cette expression on peut isoler la longueur de déversement Ip qui devient :

4
Iy =4,/%E1Dev e (2.21)

e : distance entre deux appuis latéraux, soit la distance entre les entretoises

v=— : déplacement de I'appui latéral pour une charge unitaire H = 1 agissant dans la di-
rection de I'appui

La longueur de déversement ainsi obtenue par I'équation ( 2.21 ) peut étre alors insérée dans
I'équation ( 2.17 ) pour fournir une contrainte critique de déversement qui tient compte de la rigidité
des entretoises et du diagramme des moments de flexion dans la poutre.

Dans (Lee et al. 2011; Nguyen et al. 2010) une étude du déversement des poutres en I appuyées discre-
tement en torsion et sous chargement de moment constant est investiguée. Une formulation analy-
tique du moment critique de déversement qui tient compte des appuis latéraux discrets est proposée
et comparée a des analyses par éléments finis. La comparaison montre que le modele proposé corro-
bore bien les analyses numériques et que le concept d’appuis équivalent continus ne donne pas de
bons résultats dans le cas ou plusieurs appuis latéraux agissent sur la poutre. Dans un article complé-
mentaire, (Nguyen et al. 2012) généralisent la solution analytique proposée dans (Lee et al. 2011;
Nguyen et al. 2010) pour différentes conditions de chargement. La comparaison de la formulation gé-
néralisée avec des analyses par éléments finis montre que le moment critique de déversement et la
rigidité en torsion nécessaire sont bien évalués. Fort de ce constat, les auteurs ont également examiné
la résistance inélastique du déversement des poutres en [ appuyées discrétement en torsion pour la-
quelle ils proposent une formulation basés sur 'Eurocode 3. Dans ce cas, les analyses numériques con-
firment également la proposition analytique. Cela permet aux auteurs de recommander 'utilisation
des courbes de déversement de 'EN1993-1-1 en fonction des cas de charges considérés et en em-
ployant leurs méthodes de calcul du moment critique et du moment de ruine. Quant au besoin de rigi-
dité en torsion, les auteurs constatent qu'il est plus faible dans le cas inélastique que dans le cas élas-
tique. et sur I'effet de distorsion en section. Finalement, la méthode proposée pour le calcul de la résis-
tance au déversement est valable pour autant que la distorsion en section soit empéchée.

2.5 Synthese et conclusions

Cette section synthétise les conclusions tirées de la revue de la littérature et met en perspective les
besoins en recherche avec les axes principaux de recherche de la these.

La situation normative sur le déversement et notamment sur les courbes de déversement fait ressortir
un certain nombre de points qui nécessitent des investigations dans les domaines suivants :

e Le role des contraintes résiduelles sur la résistance des poutres au déversement n’est pas né-
gligeable. Si I'influence de ces contraintes initiales est raisonnablement connue pour les profi-
l1és laminés, ce n’est pas le cas des profilés composés-soudés utilisés pour les poutres de ponts.
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Ce constat motive les investigations expérimentales menées au chapitre 3. La revue de la litté-
rature dans le domaine des contraintes résiduelles est présentée au chapitre 3 également.

e Les imperfections géométriques jouent également un réle non-négligeable dans I'étude de la
résistance au déversement. Les formes et amplitudes de ces imperfections pour les poutres de
batiments, produites de fagon standardisées, sont relativement bien connues. Dans les ponts,
les poutres sont produites via plusieurs opérations de découpe et de soudage qui provoquent
des imperfections géométriques plus aléatoires et moins bien connues. Dans le chapitre 4, des
mesures expérimentales d'imperfections géométriques sur des poutres de ponts apres fabrica-
tion sont présentées avec une breve revue de la littérature dans ce domaine.

e La comparaison des normes sur les courbes de déversement pour les ponts présente des écarts
pouvant se monter jusqu'a 30% pour des élancements réduits situés dans le domaine des
ponts métalliques. Un besoin d'uniformité est nécessaire pour une meilleure cohérence. Ce
point sera traité dans le chapitre 6 de cette recherche en proposant une courbe de déverse-
ment adaptée aux poutres métalliques de ponts.

La revue de la littérature dans le domaine des ponts métalliques et mixtes révele peu d’études théo-
riques sur le sujet et encore moins d’études expérimentales. D’'un point de vue théorique, les attentes
concernent, entre autre, la connaissance de l'influence des différentes caractéristiques des poutres
métalliques de ponts, selon la Figure 1.4, sur la résistance au déversement. Cette these apporte des
contributions au travers de ses différents chapitres. Le chapitre 3 apporte une réponse expérimentale
sur la connaissance de la forme et de 'amplitude des contraintes résiduelles sur des sections de ponts.
Le chapitre 4, qui étudie le déversement par 'approche poutre, contribue a la connaissance de
I'influence des contraintes résiduelles et des imperfections géométriques sur la résistance d'une
poutre de pont. Le chapitre 5, qui considere le pont dans son environnement tridimensionnel, apporte
des réponses sur l'influence portée par les entretoises et le systeme statique du pont sur la résistance
au déversement.
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3.1 Introduction

La fabrication d’'une poutre métallique de pont s’effectue a partir de téles en acier laminées dans les-
quelles sont oxycoupées les semelles et I'ame qui sont ensuite assemblées par soudage. Ces étapes de
fabrication introduisent des imperfections géométriques (déformations géométriques des éléments)
et matérielles avec la création de contraintes résiduelles. Les imperfections géométriques sont con-
nues pour constituer des déformées initiales qui modifient le comportement structural des éléments.
L’influence des contraintes résiduelles sur le comportement structural est de créer des plastifications
locales précoces qui conduisent a une perte de rigidité et a une réduction de la capacité portante d’'un
élément.

Les objectifs principaux de ce chapitre sont :

e Exposer les modeles de contraintes résiduelles actuellement valables dans la littérature pour
les poutres laminées et composées-soudées.

e Proposer un modele expérimental de contraintes résiduelles valables pour les poutres de
ponts en tenant compte des étapes de fabrication telles que I'oxycoupage et le soudage.

e Evaluer I'influence de I'épaisseur des toles sur les valeurs de contraintes résiduelles.

Pour répondre a ces objectifs, la section 3.2 présente une revue de la littérature des contraintes rési-
duelles pour les poutres métalliques. A la section 3.3, les mesures expérimentales sur les contraintes
résiduelles liées a 'oxycoupage et au soudage sont présentées. La section 3.4 expose les analyses nu-
mériques, effectuées pour évaluer l'influence de I'épaisseur des tdles en acier sur les contraintes rési-
duelles.

3.2 Revue de la littérature sur les contraintes résiduelles

3.2.1 Définition et origines des contraintes résiduelles

Un état de contrainte existant dans un échantillon de matériau sans application d’actions extérieures
est appelé état de contrainte interne ou résiduelle. Ainsi tout systeme de contrainte résiduelle est
auto-équilibré et les résultantes des efforts intérieurs sont nulles.

D’une maniere générale, trois types de contraintes résiduelles sont définis en fonction de la distance et
de I'échelle a laquelle ces contraintes sont observées. Le premier type, nommeé contraintes résiduelles
macroscopiques, se forme entre plusieurs grains d’'un matériau et c’est celui-ci qui sera étudié dans la
suite de ce travail. Le second type, appelé micro-contraintes structurelles, s’applique a I’échelle d'un
grain ou d’une partie de grain d’'un matériau. Le troisieme type de contraintes résiduelles concerne le
niveau atomique (Lu 1996).
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Les contraintes résiduelles sont créés dans les éléments en acier (toles, profilés, tubes, etc...) lors des
procédés de fabrication. Il est ainsi possible de distinguer trois origines (Lu 1996) :

e Les origines mécaniques qui créent des déformations plastiques et qui proviennent par
exemple dans la construction métallique du dressage a froid, du laminage ou du cintrage d’'un
profilé.

e Les origines thermiques qui sont dues au refroidissement inégal de I'acier. Par exemple pour
un profilé apres le laminage a chaud, I'extrémité des ailes refroidit plus vite que leur centre
puisque la surface exposée a l'air libre pour un méme volume est plus grande. Le rapport entre
le volume et la surface d’exposition permet de comprendre le mécanisme de refroidissement et
de prédire de fagon qualitative quelles sont les parties en compression et en traction d’un élé-
ment qui se refroidit. En régle générale, les parties qui se refroidissent en premier sont a I'état
final comprimées et celles qui se refroidissent en dernier sont tendues.

e Les origines thermomécaniques, qui sont une combinaison des deux origines précédentes, et
qui proviennent des procédés de fabrication qui chauffent un matériau. Dans le cas de la cons-
truction métallique il s’agit par exemple de I'oxycoupage (découpe au chalumeau) ou soudage
des éléments.

Dans la suite de ce travail ce sont principalement les contraintes résiduelles d’origines thermiques et
thermomeécaniques, liées aux procédés d’oxycoupage et soudage des éléments, qui seront investiguées.

3.2.2 Schémas de contraintes résiduelles existants

Les contraintes résiduelles, parfois aussi appelé contraintes internes, sont des imperfections maté-
rielles qui ont été mise en évidence il y a longtemps déja (Kalakoutsky 1888) par des mesures sur des
cylindres en acier. Depuis lors, de nombreuses études expérimentales et numériques contribuent a
I’amélioration de la connaissance sur ces contraintes dans la littérature.

Dans le domaine de la construction métallique, c’est dans les années 1950 et 1960 que la connaissance
des contraintes résiduelles s’est fortement développée avec les études portant sur les résistances des
colonnes comprimées menées dans un vaste programme de recherche a 'Université Lehigh de Penn-
sylvanie (Beedle and Tall 1960; Gozum and Huber 1955; Thiirlimann 1957). Les recherches portent
notamment sur les profilés laminés a larges ailes (Huber 1956), sur les toles soudées (Rao and Tall
1960; Tall 1961), sur les sections soudées (Rao et al. 1964), sur des profilés laminés a chaud (Alpsten
1968), sur des sections soudées avec toles oxycoupées (Kishima et al. 1969), et sur des sections sou-
dées avec des toles de fortes épaisseurs (Alpsten and Tall 1970; Bjorhovde et al. 1971). Une synthése
complete des mesures expérimentales est disponible dans (Tebedge and Tall 1974). Ces résultats sont
repris, en partie, par la Convention Européenne de la Construction Métallique (CECM ou ECCS en an-
glais) dans sa publication (ECCS 1976) ou sont définies les bases des modeles de contraintes rési-
duelles en fonction du type d’élément et du procédé de fabrication. Plus tard, d’autres investigations
expérimentales ont été menées pour améliorer la connaissance sur les profilés européens de forte
épaisseur par (Aschendorff et al. 1983)

3.2.2.1 Modéele de contraintes résiduelles pour une tole laminée a chaud

La distribution des contraintes résiduelles longitudinales moyennes (en faisant la moyenne sur
I'épaisseur de la semelle) d'une tble en acier laminée prend la forme d’'une parabole avec une compo-
sante de compression dans les bords et de traction au centre (voire Figure 3.1 ). Etant donné que la
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résultante des contraintes doit étre nulle, 'hypothese d’une distribution parabolique impose que la
contrainte de compression o, au bord de la tdle doit étre égale au double de celle en traction o; au
centre.

|
%

7 NG

b

-~

Figure 3.1 Modeéle de contraintes résiduelles dans une téle laminée (ECCS 1976).

Les études expérimentales menées a Lehigh révelent, d'une part, que les contraintes résiduelles dues
au laminage augmentent lorsque les dimensions de la tole augmentent et, d’autre part, que la distribu-
tion de contraintes a travers I'épaisseur varie fortement. Il a été observé que deux parametres contro-
lent la magnitude des contraintes résiduelles : 1) le rapport de la largeur de la tole b, sur I'épaisseur ¢,
et 2) le rapport entre le périmetre de la section et I'aire de la section nommé a. Ce dernier permet de
tenir compte de la capacité de la tole a se refroidir. Sur la base des mesures expérimentales et des
études théoriques (Alpsten 1973) propose une formule permettant de calculer la contrainte de com-
pression o. en fonction du rapport b/tet a :

:%{b} o 2b+r)

STES oua—T (31)
bt :  sontlalargeur et 'épaisseur de la téle en [mm]
Oc, O¢ :  contraintes résiduelles de compression o. et de traction o: en [MN/m?2]
a :  rapport entre le périmetre de la section et 'aire de la section [mm-1]

3.2.2.2 Modéles de contraintes résiduelles pour une tdle oxycoupée

Les modeéles simplifiés de contraintes résiduelles pour une téle oxycoupée sur un bord (Figure 3.2a) et
sur deux bords (Figure 3.2b) montrent que 'action de I'oxycoupage introduit une contrainte résiduelle
de traction sur une largeur c et d’intensité valant la limite élastique nommée ici o.. Les contraintes
restantes doivent équilibrer la composante de traction de facon a assurer I'équilibre sur la section.

_0[' Ur— 1 ’— - OI'
+ + +
0\1 e~ AT c c
\ = _U
c
t —Cc t
.—1[ = cut cutr ql' 3cut
b ] s |
(a) Oxycoupé au bord droit (b) Oxycoupé aux deux bords

Figure 3.2 Modéle de contraintes résiduelles dans une tole oxycoupée (ECCS 1976).
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Les expressions permettant de calculer les composantes de traction o, et compression o, pour une tole
oxycoupée sur un bord sont données par :
c\2b+c cl4b—c
TS B

e 3.2
BECET N (350} (32)
Pour une tole oxycoupée sur ses deux bords la composante de compression o, est donnée par :

2c
(b—2c)

0.=0,

: (3.3)
Si la largeur tendue c est connue, alors les schémas de contraintes de la Figure 3.2 sont déterminés.
Une formule empirique basée sur des mesures de contraintes résiduelles qui portent sur des tbles
minces de 6,3 et 12,7 mm est proposée par (Young and Dwight 1971) :

1100~/
=c,=——— (34)
O-}"
Gt :  sontlalargeur tendue et I'épaisseur de la téle en [mm)]
or :  estlalimite élastique de I'acier f, en [MN/m?2]

Une comparaison avec des mesures sur des toles de forte épaisseur (¢t = 50 a 150 mm) effectuée par
(Alpsten 1973) montre une bonne correspondance avec ( 3.4 ).

3.2.2.3 Modéle de contraintes résiduelles pour une téle soudée

L’effet du soudage est de chauffer localement le matériau et d’introduire lors du refroidissement des
contraintes résiduelles de traction au droit de la zone soudée qui s’équilibrent avec des contraintes de
compression dans le reste de la tole. La distribution des contraintes suite a un cordon soudure effectué
au centre d’'une tole est montrée a la Figure 3.3.

T
+*
c c
_L_- - |
OC yweld .
bf2 rﬁ
b L

Figure 3.3 Modele de contraintes résiduelles dans une tole soudée au centre (ECCS 1976).

(Young 1974) propose une formulation pour la valeur de la largeur tendue c dans le cas d’'une soudure
en une passe avec ( 3.5 ), celle-ci dépend de la géométrie des éléments soudés, de la limite d’élasticité
et de I'efficacité du procédé :

12000 p4,,
W 7@2 ; (3.5)
Aw :  estl’aire du cordon de soudure [mm?]
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Zt :  estlasomme des épaisseurs de tole qui se joignent a la soudure en [mm]
or :  estlalimite élastique f, de I'acier en [MN/m?2]
p . estle facteur d’efficacité qui dépend du procédé. Des valeurs pour cinq procédés de

soudage sont proposés par (Young 1974) selon le Tableau 3.1.

Tableau 3.1 Facteur d’efficacité p en fonction des procédés de soudage selon (Young 1974).

Procédés de soudage pl-]

Arc sous flux en poudre 0,90

Fil fourré 0,85

Manuel 0,80

Fusearc 0,75
Arc sous protection gazeuse avec fil fusible (MIG) :

spray 0,62

bain 0,42

Lorsque la procédure de soudage compte un nombre n de passes produisant chacune une largeur ten-
due c ( 3.5), alors la superposition de ces passes donne lieu a une largeur tendue finale ¢, :
/4
c,=cn' (36)
Les contraintes résiduelles au bord d’'une tdle ayant été oxycoupée puis soudée ne peuvent pas étre
considérées comme étant une addition algébrique des blocs de traction puisque, lors du soudage, les

contraintes de traction dues a 'oxycoupage ont tendance a se relacher. Une formule empirique (Young
and Dwight 1971), qui tient compte des deux procédés, donne la largeur finale tendue ¢y au bord :

4 4, 4

Cro=CrtC, (3.7)
cr : estlalargeur du bloc tendu due a I'oxycoupage [mm)], (f: flame-cutting)
Cw :estlalargeur du bloc tendu due au soudage [mm], (w : welding)

En considérant qu'une soudure en cordon d’angle est effectuée simultanément de chaque coté de 'ame
d’une épaisseur ty, la largeur tendue c; de la semelle de chaque c6té de 'ame est donnée par :

c,=c, +05¢ 1t <2c, (3.8)

3.2.2.4 Modéles de contraintes résiduelles pour profilés laminés

Les profilés laminés forment une catégorie pour laquelle de nombreuses études sur les contraintes
résiduelles ont été réalisées. Dans ce qui suit, les deux types principaux de distribution de contraintes
résiduelles sont résumés.

Il est utile de rappeler que les mesures expérimentales menées a l'université de Lehigh portaient no-
tamment sur les poutrelles laminées américaines a larges ailes avec des dimensions s’échelonnant du
profilé léger W14x13 (hauteur (h) x largeur (b) x épaisseur de la semelle (t) = 106 x 103 x 8,8 mm) au
plus lourd profilé laminé de type « jumbo » W14x130 (h x b x tr= 569 x 454 x 125 mm), un résumé de
ces mesures se trouve dans (Tebedge and Tall 1974).
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Suite aux études théoriques menées par (Alpsten 1972), un premier modele de contraintes résiduelles
pour les profilés laminés de taille moyenne est proposé par (Young 1972) et est repris par (ECCS
1976). Le modele propose une distribution auto-équilibrée des contraintes moyennes avec une forme
parabolique comme illustré a la Figure 3.4.

Ot

Figure 3.4 Modéle de contraintes résiduelles parabolique pour les profilés laminés de taille moyenne.

Les valeurs des pics de contraintes sont données par :

ht
o, =1651——2- | [MN/m?
ol { 2. EJ[ /m?] (3.9)
o, =100 L5+ L [MN/m?]
9 .
2 2.4bt (3.10)

ht
=100] 0,7 +22 | [MN/m?
o, [ 2bt}[ /m?] (3.11)

Il est intéressant de noter que ce modele est indépendant de la limite d’élasticité du matériau et que
les valeurs maximales sont principalement fonction de la géométrie de la section. Suite a des études
sur des profilés laminés lourds, (Alpsten 1973) observe que la contrainte de compression au bord de
l'aile du profilé, o1, peut atteindre la limite élastique du matériau. Fort de ce constat, il propose des
expressions empiriques corrigées selon que les profilés sont 1égers, moyens ou lourds :

pr

profilés légers : o, =180 h—;v —53 [MN/m?] (3.12)
b T

profilés moyens : o, =290 h; —58 [MN/m?] (3.13)
S

profilés lourds : o, =456 h—; —23 [MN/m?] (3.14)

Plus tard, d’autres modeles de distribution parabolique sont proposés par (Lindner et al. 1998) qui
font pour la premiére fois la distinction entre les petits et grands profilés comme l'illustre la Figure 3.5.
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0,28
fy f/6

-0,5f, -0,3fy

(a) Proflles avech/b<1,2 (b) Profilés avec h/b > 1,2
Figure 3.5 Distributions des contraintes résiduelles pour profilés laminés proposées par (Lindner et al. 1998).

IH}

Dans cette proposition, la prise en compte de 'influence de la géométrie de la section sur la distribu-
tion des contraintes résiduelles est simplifiée en divisant les profilés en deux familles selon
I'élancement h/b. Ainsi, pour les profilés avec h/b < 1,2, les valeurs maximales des contraintes rési-
duelles (en prenant par exemple f, = 235 MPa) atteignent 0,28f, = 65,8 MPa en traction, et -0,5f, = 118
MPa en compression (Figure 3.5a). Pour les sections avec h/b > 1,2, les contraintes maximales sont
plus faibles et atteignent f,/6= 39 MPa en traction et -0,3f, = 71 MPa en compression (Figure 3.5b). Ces
distributions sont reprises dans (Kindmann and Kraus 2012) qui proposent des valeurs de contraintes
de traction sur 'ame de 0,3f, pour h/b < 1,2 et f,/6 pour h/b > 1,2.

Si les distributions paraboliques de contraintes résiduelles semblent mieux représenter les mesures
expérimentales, il existe également des modeéles simplifiés de contraintes résiduelles pour profilés
laminés avec une distribution triangulaire auto-équilibrée comme le propose (ECCS 1984) selon la
Figure 3.6.

0 S[V
0 Sﬁ,
.0 ,5f -0,3fy
0,5 0,3f;
-0,5f, -0,3fy
0,5, 0,3f,
(@ Proﬁles avech/b<1,2 (}j, =235 MPa) (b) Profilés avec h/b >1,2 (f, = 235 MPa)

Figure 3.6 Distributions des contraintes résiduelles pour profilés laminés selon (ECCS 1984).

Les profilés pour lesquels le rapport h/b < 1,2 (Figure 3.6a) présentent des pics de contraintes rési-
duelles en traction et compression de 0,5f, = 118 MPa, alors que ceux dont le rapport h/b > 1,2 (Figure
3.6b) ont des valeurs maximales fixées a 0,3f, = 71 MPa. Les valeurs des maximas en tractions pour ce
cas sont plus élevées que pour la distribution parabolique selon la Figure 3.5. Cette proposition est
également reprise dans (Kindmann and Kraus 2012).

3.2.2.5 Modéeles de contraintes résiduelles pour profilés soudés

Les modéles de contraintes résiduelles existants pour profilés soudés peuvent se regrouper en deux
familles. D’une part, les modéles qui correspondent aux semelles oxycoupées et, d’autre part, les mo-
deles qui correspondent aux semelles laminées.
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Les modeles pour les semelles oxycoupées (Figure 3.7) se caractérisent par une succession de zone a
contrainte constante a savoir : en traction au bord suivi d'une zone intermédiaire comprimée et d'une
zone centrale tendue en raison de I'effet du soudage. L’ame présente également une contrainte de trac-
tion constante dans les zones soudées qui est équilibrée par une composante de compression cons-
tante sur la hauteur restante. Les largeurs tendues et comprimées ainsi que les valeurs de contraintes
résiduelles varient en fonction des modeéles. Ainsi le modéle construit sur la base de (ECCS 1976) et
des équations ( 3.2 )a ( 3.8 ), exposé a la Figure 3.7a, montre des contraintes résiduelles de traction
aux bords oxycoupés et au centre qui valent f, et des contraintes de compression qui équilibrent le
systeme. Les largeurs tendues aux bords de la semelle cfet de I'ame c,, sont calculées selon I'expression
(3.4) et celles au centre de la semelle c; selon ( 3.8 ).

o 2¢z ch by/ 20% F % % be/ 20

0
f 5 f f
y y y 0,1’?‘8]} - 0,1m8f}

- L -1
F I q -0,20f, -0,20f,

- - 9bf/40%<—+

-

0,63f,
=
A
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B
o =
\ml
< - < E i
® o
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=
0,63f,
+ Jh & + %
[ J ﬁ [ ]
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(a) Profilés soudés selon (ECCS 1976) (b) Profilé soudé selon (Chacon et al. 2009)

Figure 3.7 Distribution des contraintes résiduelles pour les profilés soudés a semelles oxycoupées.

D’autres auteurs (Chacén et al. 2012; Mozer et al. 1971) ont proposé des variantes a ce modele a
I'image de celui présenté a la Figure 3.7b. Ce dernier est une version simplifiée de (ECCS 1976) de la
Figure 3.7a pour des raisons de modélisation numérique. Il se différencie premierement au niveau des
largeurs tendues et comprimées qui sont fonction de la largeur de la semelle by et de la hauteur de
I'ame h,. Deuxiémement, il montre des contraintes résiduelles moins élevées puisque la valeur maxi-
male en traction au droit de la zone soudée de la semelle atteint 0,33f,, celle au bord de la semelle ten-
due vaut 0,18 f; et celle au droit de la zone soudée de 'ame vaut 0,63 f,.

Les modeéles pour les semelles laminées sont présentés a la Figure 3.8. Le schéma se caractérise par
une zone de traction au droit de la soudure ame-semelle suivi d'une zone comprimée sur la semelle
restante pour assurer 1'équilibre du systeme. Le premier modéle qui apparait dans la littérature est
celui de (ECCS 1984) a la Figure 3.8a qui est également repris par (BSK 07 2007). Ce modéle propose
pour la semelle et I'ame une contrainte résiduelle de traction au droit de la zone soudée égale a f, qui
est équilibrée par une composante en compression dans le reste de la tdle. La transition entre ces deux
composantes s’effectue de fagon linéaire et constitue la particularité de ce modeéle. Les largeurs com-
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primées et tendues dépendent des dimensions du profilé, b pour la largeur, et h pour la hauteur en
tenant compte de I'épaisseur t de la semelle.
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(a) Profilé soudé,(f, = 235 MPa) selon (ECCS 1984) (b) Profilé soudé, selon (Gozzi 2007)

Figure 3.8 Distribution des contraintes résiduelles pour les profilés soudés a semelles laminées.

Un modéle simplifié pour les profilés soudés a semelles laminées, qui est similaire a (ECCS 1984) a la
Figure 3.8a, est proposé par (Gozzi 2007) a la Figure 3.8b. Ce modele propose pour la semelle et 'ame
une contrainte résiduelle de traction au droit de la zone soudée égale a f, qui s’étend sur une largeur
de 2,25 fois I'épaisseur de la semelle t; respectivement de I'dme. Cette composante de traction est

équilibrée par une composante en compression dans le reste de la tdle. La transition entre ces deux
composantes s’effectue de facon droite.

3.2.2.6  Contraintes résiduelles dans les aciers a haute résistance

Avec une utilisation de plus en plus courante des aciers a haute limite d’élasticité de type S460 et S690,
aussi appelés acier a haute résistance avec un f, = 460 MPa, les études expérimentales des contraintes
résiduelles ont été relancées ces derniéres années. Les études s’accordent a dire que les schémas et

valeurs des contraintes résiduelles des aciers a haute résistances sont similaires aux aciers de cons-
tructions standards de type S235 et S355.

Dans (Kang et al. 2011), des mesures de contraintes résiduelles sur des échantillons de toles soudées
bout-a-bout, de joints soudés en T et de profilés soudés en I ont été réalisées pour deux nuances
d’aciers différentes : HSB800 avec f, = 690 MPa et SM490B avec f, = 325 MPa. Les résultats montrent
des distributions de contraintes résiduelles similaires pour les toles soudées bout-a-bout (Figure 3.9a).
Pour ce cas, les contraintes résiduelles maximales en traction se situent au centre et atteignent 300
MPa et celles en compression se localisent aux bords et valent environ -200 MPa. Les joints en T
(Figure 3.9b) montrent également des contraintes résiduelles analogues pour les deux nuances d’acier.
Dans ce cas, les contraintes maximales mesurées en traction au centre atteignent 250 MPa et celles en
compression dans les bords valent environ -100 MPa.
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Figure 3.9 Distributions de contraintes résiduelles (Kang et al. 2011).

La régularité de ces résultats n’est pas confirmée par les mesures effectuées sur les profilés en T. En
effet, les semelles inférieures et supérieures montrent des distributions de contraintes différentes sui-
vant la nuance d’acier (Figure 3.10). Pour le cas de I'acier SM490, les contraintes résiduelles maxi-
males de tractions se situent approximativement au centre et atteignent environ 100 MPa pour la se-
melle supérieure (Figure 3.10a) et 150 MPa pour la semelle inférieure (Figure 3.10b). Pour I'acier
HSB800, les mémes contraintes sont presque nulles dans le cas de la semelle supérieure (Figure 3.10a)
et atteignent 50 MPa pour la semelle inférieure (Figure 3.10b). Ces résultats sont plutdt étonnants et
restent sans explications supplémentaires de la part des auteurs. Il faut également préciser que la den-
sité des points de mesures n’est pas tres élevée et que les courbes semblent étre interpolées d'une
facon « arrondie » entre les points de mesure.
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Figure 3.10 Distributions de contraintes résiduelles pour un profilé soudé (Kang et al. 2011).

Dans (Wang et al. 2012), des mesures de contraintes résiduelles sont effectuées sur des profilés sou-
dés fabriqués avec un acier S460. De leur étude, il est possible de comparer les résultats pour un méme
profilé, mais une fois avec un acier A36 (f, = 253 MPa) mesurés par (McFalls and Tall 1969) a la Figure
3.11a et une fois avec un acier S460 (f, = 460 MPa) mesurés par (Wang et al. 2012) Figure 3.11b. Mis a
part la région soudée qui reste une zone difficile a investiguer avec la méthode de sectionnement, les
contraintes montrent d’excellentes correspondances. Ainsi, les bords oxycoupés présentent des con-
traintes résiduelles maximales en traction oscillant entre 200 a 300 MPa alors que les zones compri-
mées intermédiaires exposent des valeurs moyennes d’environ -100 MPa. Ces résultats montrent que
le niveau de contraintes résiduelles ne semble pas dépendre de la limite élastique de I'acier f;. Les
mémes constatations peuvent étre tirées en comparant les résultats de (Spoorenberg et al. 2013) réa-
lisés sur des profilés laminés lourds en acier trempé avec ceux en acier doux de (Brozetti et al. 1970).
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Figure 3.11 Distributions de contraintes résiduelles pour des profilés soudés de mémes géométries.

3.2.3 Influence des contraintes résiduelles sur la résistance en section

Afin de mieux comprendre 'influence des contraintes résiduelles sur le comportement des éléments
comprimés, un exemple repris de (Hirt et al. 2006) est considéré a la Figure 3.12.

ETAT STADE ETAT
INITIAL INTERMEDIAIRE FINAL
Contraintes Contraintes Superposition Contraintes Superposition
résiduelles appliquées des contraintes appliquées des contraintes
| 0.6 fy 0.7f, 5
| N
- — h | A— => =>
’ |
I
:
1
fz N=0.7Np

Figure 3.12 Exemple de contraintes résiduelles dans une section comprimée tiré de (Hirt et al. 2006).

La Figure 3.12 considére une section rectangulaire comprimée avec des contraintes résiduelles du
type tole oxycoupée aux deux bords comme exposé a la Figure 3.2b. Lorsqu'un effort normal N (res-
pectivement des contraintes normales) est appliqué sur la section, les fibres pour lesquelles les con-
traintes résiduelles sont de compression atteignent plus rapidement la limite élastique f, et se plasti-
fient prématurément. Les fibres ainsi plastifiées voient leur module d’élasticité E devenir nul ce qui se
traduit par une perte croissante de la rigidité EA de 'élément. Ce phénomeéne est illustré a la Figure
3.13a ou la rigidité EA de la section reste constante jusqu’a un effort de compression Ng, valeur pour
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laquelle les premiéres fibres se plastifient. Au-dela de Ng, la rigidité décroit fortement jusqu’a devenir
nulle lorsque toutes les fibres sont plastifiés ou, autrement dit, lorsque I'effort N vaut la résistance
plastique de la section Ny. Ce comportement peut également s’illustrer sur un graphique force (N) -
allongement (4L) a la Figure 3.13b. Le comportement idéalisé sans contraintes résiduelles, illustré par
la courbe (a), montre une allure élastique suivant la pente donnée par la rigidité EA jusqu’a atteindre
Ny ou toutes les fibres se plastifient et donne le comportement plastique avec EA = 0. Un comporte-
ment plus réaliste est illustré par la courbe (b) ou la rigidité diminue progressivement apres la pre-
miere plastification des fibres pour tendre vers 0 lorsque I'effort N approche la valeur plastique Np:.

Cette analyse montre que les contraintes résiduelles n’ont pas une influence sur la valeur de la résis-
tance en section d'une barre comprimée mais sur la rigidité. Cet effet a en revanche des conséquences
sur la capacité portante d'un élément comprimé (flambement) ou fléchis (déversement) et c’est pour-
quoi il faut tenir compte des contraintes résiduelles, aussi nommeées imperfections matérielles, dans
les calculs non-linéaires a la ruine de colonnes ou de poutres.

rigidité EA N
A A
(a) comportement idéalisé
Npif——- ===
/ EA+
(b) avec contraintes résiduelles
Na|—-
EA = const.
1
» N _
Na Npi > AL
() Influence sur la rigidité (b) Influence sur le diagramme o-¢

Figure 3.13 Effet des contraintes résiduelles sur le comportement d'une section comprimée (Hirt et al. 2006).

3.2.4 Méthodes de mesures des contraintes résiduelles

Ce paragraphe présente une vue d’ensemble des différentes méthodes usuelles et possibles pour me-
surer des contraintes résiduelles dans I'acier. D’'une fagon générale, les méthodes destructives se dis-
tinguent des méthodes non-destructives.

Le principe des méthodes destructives est de détruire I'état d’équilibre des contraintes résiduelles par
un procédé mécanique pour en mesurer leur intensité et distribution. Les contraintes résiduelles dé-
terminées par des procédés mécaniques sont partiellement ou complétement libérées lorsque la ma-
tiere est enlevée. Cette relaxation du matériau créée une déformation qui peut étre mesurée et utilisée
pour en calculer les contraintes. Les différentes méthodes destructives connues sont: le sectionne-
ment, le percement de trous, 'enlevement de couches, ainsi que d’autres méthodes encore en dévelop-
pement comme la méthode du contour ou du trou profond. Le domaine d’application de ces méthodes
est représenté en fonction de la profondeur de pénétration possible et de la résolution spatiale a la
Figure 3.14.
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Figure 3.14 Zones d'utilisation de différentes techniques de mesures de contraintes résiduelles (Withers et al.
2008). Les méthodes destructives sont représentées en gris.

De facon synthétique, il est important de savoir que la méthode de sectionnement permet d’obtenir
des contraintes résiduelles unidirectionnelles, la méthode de percement par trou donne des profils de
contraintes dans I'épaisseur et la méthode de contour fournit une représentation cartographique des
contraintes avec des courbes de niveaux.

Le principe des méthodes non-destructives se base sur les relations entre les parametres physiques ou
cristallographiques du matériau pour en déterminer les contraintes résiduelles. Les méthodes par
rayon-X et diffraction de neutrons mesurent les déformations de plans atomiques spécifiques pour
déterminer I'état de contrainte. La méthode par rayon-X est valable pour des résolutions inférieures
au mm et s'intéresse aux contraintes résiduelles en surface et jusqu’a 1 mm de profondeur si elle est
combinée avec la méthode destructive d’enlevement par couche (Figure 3.14). La méthode par diffrac-
tion de neutrons mesure des contraintes résiduelles au sein d’'un volume avec une pénétration maxi-
males des ondes jusqu’a une épaisseur d’environ 50 mm pour des résolutions situées autour du milli-
metre. Les méthodes ultrasoniques reposent sur le principe de la variation de la vitesse des ondes ul-
trasoniques qui est liée a I'état de contrainte dans la matiére. Ce principe est valable jusqu’a une péné-
tration de 10 mm dans la matiere pour des résolutions situées au-dessus d'un millimetre. Les mé-
thodes de mesures magnétiques se basent sur la magnétisation et les déformations élastiques des ma-
tériaux ferromagnétiques. Cette méthode est applicable pour des pénétrations maximales de I'ordre de
10 mm avec des résolutions situées entre 1 et 10 mm.

En accord avec la Figure 3.14, les méthodes de sectionnement et du trou profond sont possibles pour
évaluer les contraintes résiduelles dans les toles épaisses en acier. Etant donné I'équipement dispo-
nible dans nos laboratoires ainsi que les expériences réalisées par le passé dans différentes études, la
méthode de sectionnement a été retenue pour effectuer les mesures expérimentales exposées a la sec-
tion 3.3. La méthode de sectionnement est présentée au paragraphe suivant.

3.24.1 Méthode de sectionnement
Afin de libérer les contraintes internes, la méthode de sectionnement propose d’isoler un spécimen et
de le découper en plusieurs tranches comme illustré a la Figure 3.15.
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Figure 3.15 Principales étapes de la méthode de sectionnement.

Cette méthode, couramment utilisée pour 1'étude des contraintes résiduelles dans les éléments de
construction en acier, convient bien si une contrainte dans une direction est dominante, étant donné
son caractére unidirectionnel mentionné auparavant. Plusieurs études effectuées dans le passé
(Aschendorff et al. 1983; Grimault and Rondal 1987; Lugeon and Vinnakota 1978; Tebedge et al. 1973)
prouvent que la méthode de sectionnement est adaptée pour la mesure des contraintes résiduelles
dans les profilés et toles en acier et qu’elle est suffisamment précise et économique. Un avantage no-
table de cette méthode réside dans son implémentation qui se veut simple et réalisable avec les équi-
pements de nos laboratoires.

Comme illustré a la Figure 3.15, la méthode de sectionnement compte trois étapes principales. Dans un
premier temps, une base de mesure doit étre implémentée sur la téle d’origine en acier (Figure 3.15a).
Cette base de mesure consiste a marquer une série d’empreintes paralleles sur les surfaces investi-
guées de la tole en acier. Ces couples de points créent des distances qui sont mesurées pour obtenir les
longueurs initiales L;. La deuxiéme étape consiste a scier la t6le transversalement pour isoler les spé-
cimens (Figure 3.15a), et scier les spécimens en bandes pour effectuer le sectionnement (Figure
3.15b). Apres ces étapes, les longueurs finales Ly de chaque couple de points sont mesurées et permet-
tent de déterminer la déformation de chaque bande. Les contraintes sont alors calculées en appliquant
la loi de Hooke en unidimensionnelle pour chaque bande et, en répétant 'opération, une distribution
expérimentale des contraintes sur la largeur de I'échantillon est obtenue. La troisieme et derniére
étape concerne la découpe des bandes en tranches dans leur épaisseur (Figure 3.15c). Le découpage
en tranches permet de déterminer la distribution des contraintes résiduelles a travers I'épaisseur de
I’échantillon. Pour ce faire, des empreintes sur les cotés de chaque bande doivent étre marquées. Pour
cette étape, les déformations a travers I'épaisseur sont déterminées sur la base des mesures de lon-
gueur avant et apres découpe de chaque tranche.

La détermination des contraintes résiduelles par la méthode de sectionnement inclut quelques hypo-
théses. Premierement, la méthode ne tient pas compte de l'effet des contraintes transversales. En réali-
té, il est connu (Tebedge et al. 1973) que les contraintes transversales influencent les résultats de me-
sures de contraintes longitudinales ; ainsi, plus petites sont les contraintes transversales, plus précises
sont les mesures de contraintes longitudinales. Une seconde hypotheése est réalisée sur le processus de
découpage en bandes et tranches. Pendant le découpage, le matériau est chauffé par I'action de la scie,
ce qui provoque des contraintes résiduelles lors du refroidissement de I’échantillon. Ces contraintes
additionnelles dépendent de plusieurs facteurs tels que I'espacement des découpes, I'épaisseur de la
tole et la vitesse de sciage. Des mesures considérant ces effets ont été effectuées pour un cas spécifique
par (Alpsten and Tall 1970) aux bords sciés et des contraintes de 'ordre de 3-10 MPa ont été obser-
vées. Dans le cadre des mesures expérimentales de la présente recherche (paragraphe 3.3), des me-
sures de températures en surface ont été effectuées durant le sciage des spécimens. L'expérience a
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montré que les différences maximales de température entre avant et juste apres la découpe atteignent
20 a 30°C sur la surface sciée. Ces valeurs peuvent étre diminuées en utilisant un bon liquide de re-
froidissement et de facon abondante durant la découpe. De plus, en comparant les températures liées
au sciage avec celles liées a 'oxycoupage, qui dépassement les 1000°C au droit de la section oxycou-
pées, elles restent notablement inférieures.

Ainsi, a conditions que le soin nécessaire soit apporté lors de la préparation des spécimens, la propreté
soit maintenue durant les phases de mesures, la procédure de mesure soit méthodique et rigoureuse,
la méthode de sectionnement fournit des résultats appropriés et suffisamment précis.

3.2.5 Conclusions sur la revue de la littérature

La revue de la littérature sur les contraintes résiduelles montre que les distributions de contraintes
dépendent de deux parameétres principaux : 1) le mode de fabrication des profilés, et 2) la géométrie
en section.

Les contraintes résiduelles dans les profilés laminés peuvent étre représentées assez précisément par
des distributions paraboliques. Une distribution simplifiée triangulaire est également possible. Dans
les deux cas, l'intensité des contraintes résiduelles est plus faible pour les profilés laminés de petites
tailles que pour ceux de grandes tailles, comme en témoignent les résultats expérimentaux dans
(Alpsten 1968).

La fabrication d’un profilé composé-soudé passe par les étapes de fabrication suivantes : le laminage
des toles, le découpage des semelles (dans le cas des ponts : 'oxycoupage) et le soudage de 'ame avec
les semelles. Chacune de ces étapes génére des contraintes résiduelles dont 'intensité dépend de la
géométrie des éléments et de 1'énergie introduite lors du procédé. Les distributions de contraintes
résiduelles dans les profilés composé-soudés montrent, d’'une part, des schémas avec et sans compo-
santes de traction au bord de la semelle, et d’autre part, des intensités de contraintes qui varient for-
tement selon les modeles.

La littérature montre qu'une grande partie des connaissances sur les contraintes résiduelles provient
des études expérimentales et théoriques effectuées au cours des années 1960-1970 a 'université de
Lehigh. Ces études portaient sur des toles laminées, oxycoupées et soudées ainsi que sur des profilés
laminés et soudés. Par rapport aux ponts, deux observations importantes ressortent: 1) dans ces
études, les géométries choisies correspondaient a des colonnes et ne couvraient ainsi pas vraiment les
géométries des éléments structuraux de ponts, méme si certaines géométries s’en rapprochent; 2)
depuis lors, I'évolution des technologies pour la fabrication des poutres composées-soudées permet
d’'introduire moins d’énergie pour découper et assembler les éléments ce qui a pour conséquence de
diminuer le niveau de contraintes résiduelles dans les éléments. Finalement, la littérature ne propose
pas véritablement de schéma pour les géométries de poutres de ponts.

Avec le développement et une utilisation toujours plus généralisée des aciers a haute résistance (f, =
460 MPa), les études des contraintes résiduelles ont repris de 'intérét. Les résultats montrent que les
schémas et valeurs des contraintes résiduelles des aciers a haute résistance sont similaires aux aciers
de construction standards de type S235 (f, = 235 MPa) et S355 (f, = 355 MPa). Ces observations per-
mettent de conclure que les contraintes ne dépendent que trés peu de la limite d’élasticité f;.

L’effet des contraintes résiduelles se manifeste par une diminution de la rigidité en compression ou en
flexion des éléments due a la plastification prématurée des fibres soumises a ces contraintes initiales.
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Cette baisse de rigidité n’a pas d’influence sur la résistance en section, mais sur la capacité portante
des éléments comprimés et fléchis.

Plusieurs méthodes de mesures de contraintes résiduelles existent et répondent a des besoins spéci-
fiques selon qu’on souhaite connaitre des contraintes au niveau atomique ou au niveau macrosco-
pique, en surface ou en profondeur. Ces méthodes se distinguent également selon qu’elles sont des-
tructives ou non. Dans le cadre des contraintes résiduelles dans les toles en acier, les expériences mon-
trent que la méthode de sectionnement, qui ne nécessite pas un équipement expérimental particulier,
fournit des résultats appropriés et précis a conditions, d’effectuer un travail soigneux et méthodique.

3.3  Mesures expérimentales des contraintes résiduelles

3.3.1 Introduction

L’objectif de ces mesures est de proposer un modeéle expérimental de contraintes résiduelles qui tient
compte des étapes de fabrication des poutres composées-soudées de pont, a savoir 'oxycoupage de
semelles épaisses en acier et le soudage ame-semelle. Une partie des résultats a déja été présentée a
I'occasion de la conférence Structural Stability Research Council 2012 a Grapevine (Texas) dans la pu-
blication (Thiébaud and Lebet 2012).

3.3.2 Fabrication des spécimens et mesures des températures

33.2.1 Matériaux

Le choix des matériaux pour les spécimens est basé sur des aciers largement utilisés dans le domaine
de la construction des ponts. Ainsi, les semelles sont découpées dans une tole de base en acier de cons-
truction soudable a grains fins a I'état normalisé S355N, alors que I'dme est issue d'une tole de base en
acier non allié S355]2 (Tableau 3.2). Les désignations des matériaux suivent les normes européennes
pour les aciers a savoir pour les semelles 'EN10025-3:2004 (CEN 2004b), et pour 'ame 'EN10025-
2:2004 (CEN 2004c¢).

Tableau 3.2 Matériaux et dimensions.

Partie Nuance Qualité Longueur Largeur Epaisseur
(mm) (mm) (mm)
Semelles S355 N 2600 2100 60
Ame S355 ]2 2600 180 20

En ce qui concerne les dimensions des toles, les deux critéres suivants ont été pris en compte :

e la taille des tdles doit étre représentative de celles utilisés pour construire les poutres compo-
sées-soudées de ponts,

e les dimensions finales de la section soudée doivent permettre I'utilisation de la méthode de
sectionnement pour I'analyse des contraintes résiduelles.

La fabrication des poutres composées-soudées de pont passe au minimum par deux procédés de fabri-
cation. Premiérement, les éléments (semelles, ames, raidisseurs, etc...) qui constituent les poutres sont
oxycoupées dans de grandes tdles en acier laminé provenant des aciéries. Deuxiémement, ces élé-
ments sont assemblés par différents procédés de soudage. Ces deux étapes introduisent des con-
traintes qui modifient de facon significative les contraintes résiduelles préexistantes provenant du
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laminage. Dans la suite, les deux procédés utilisés pour la fabrication des spécimens et les mesures de
températures sont présentés.

3.3.2.2 Oxycoupage des semelles

L’oxycoupage (flame-cutting en anglais) fait partie de la famille des méthodes de découpes thermiques
et représente le procédé le plus largement utilisé pour découper les grandes toles en construction mé-
tallique. Cette technique permet de découper des toles de 3 mm a 150 mm d’épaisseur (McQuade
2010). Cette technologie utilise des gaz comme le propane, I'acétyléne et I'oxygéne, pour produire une
flamme de chauffe et un jet d'oxygene. Le principe est basé sur la réaction chimique de I'oxydation
localisée mais continue de I'acier chauffé a haute température. Plus précisément, la flamme chauffe le
matériau localement par combustion d'un gaz mélangé avec de I'oxygéne. Puis le métal est brilé par
un jet d’'oxygene pur qui crée une réaction chimique continue entre I'oxygéne et le métal. Ce méme jet
souffle 'oxyde de fer ainsi formé créant une saignée (un vide laissé entre les toles) et une zone affectée
thermiquement (ZAT).

Pour cette étude, la tole de base en acier S355N d’'une épaisseur de 60 mm est découpée en trois se-
melles (T1, T2a et T2b) comme illustré a la Figure 3.16.
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Figure 3.16 Vue en plan du séquencement de I'oxycoupage (dimensions en mm).

L’ensemble des découpes a été effectué par une oxycoupeuse a commande numérique de type Omni-
Mat L 5600 (Messer 2010), Figure 3.17.
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Figure 3.17 Opération d’oxycoupage des semelles.

La direction de découpe correspond au sens de laminage de la tole. Avant découpe, la tole a été pré-
chauffée par un passage a blanc sur la ligne de découpe avec la flamme de chauffe. Cette étape est aussi
appelée « dégourdissage ». Au début de I'opération de découpe, la tole doit étre percée par la flamme
pour permettre I'amorgage du processus. Une fois amorcée, la découpe a été effectuée a une vitesse
d’oxycoupage constante de 250 mm/min. Cette vitesse dépend principalement du type et de
I'épaisseur du matériau a découper. Le séquencement consiste en trois coupes successives effectuées
par la méme torche. Les largeurs des semelles découpées sont de 730 mm pour T1 et T2 et de 615 mm
pour T2a. La tdle T2b est utilisée dans une seconde étape pour le soudage d’'un morceau d’ame alors
que T1 et T2a sont dédiées aux études sur I'oxycoupage. Cette répartition des largeurs permet, d'une
part, de comparer l'effet de la largeur de la tole sur la distribution des contraintes résiduelles liées a
I'oxycoupage et, d’autre part, d’évaluer I'effet du soudage de I'ame sur une téle oxycoupée au préalable.
En vue d’effectuer des simulations numériques, des mesures de température pendant I'oxycoupage
pour différents points situés aux abords des coupes 1 et 2 ont été effectuées (Figure 3.16). Plus de dé-
tails sur ces mesures sont présentés au paragraphe 3.3.2.4.

3.3.2.3 Soudage dme-semelle
Le soudage entre I'dme et la semelle a également été réalisé par une méthode automatique de soudage
alarc sous flux en poudre (SAW : Submerged Arc Welding en anglais), Figure 3.18.
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Figure 3.18 Opération du soudage dme-semelle.

Le principe de cette méthode est de créer un arc entre la piéce en acier et 'extrémité d’un fil fusible.
Comme la piece et le fil sont recouverts de flux en granulés, 'arc est caché. Une partie du flux fond et
forme un laitier qui protege le bain de fusion, et 'autre partie non fondue est récupérée et réutilisée.
Cette méthode de soudage est adaptée aux longs joints rectilignes a plat et est largement utilisée pour
la construction des poutres de ponts puisqu’elle permet d’assurer des soudures de haute qualité.

En ce qui concerne notre expérience, les géométries en plan et coupe du soudage, Figure 3.19, mon-
trent que I'ame est centrée et est soudée en face supérieure de la semelle. Le soudage a été effectué
dans le méme sens que le laminage avec une vitesse constante de 6,66 mm/s. Le procédé de soudage et
les réglages machines respectent les qualifications du mode opératoire de soudage du fabricant. Pour
cette étape, des mesures de températures ont également été effectuées au centre de la tole sur 'ame et
la semelle ; plus de détails sont donnés au paragraphe 3.3.2.4.
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Figure 3.19 Vue en plan et coupe du soudage ame-semelle (dimensions en mm).
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La géométrie de 'assemblage soudé ame-semelle est un joint en T avec deux soudures en cordon
d’angle de part et d’autre de 'ame, Figure 3.20a. Les cordons de soudures ont une dimension de gorge
de 10 mm et sont composés de trois passes exécutées simultanément de chaque coté de 'ame comme
illustré a la Figure 3.20b.

semelle

60

(a) Vue de profil de I'assemblage soudé (b) Séquencement des passes de soudage (en mm)
Figure 3.20 Détail du joint soudé ame-semelle.

Le séquencement suit I'ordre logique suivant: la premiere passe est effectuée a I'angle formé entre
I’ame et la semelle, 1a deuxiéme passe juxtapose la premiére de fagon a supporter la troisieme passe.

3.3.2.4 Mesure des températures lors des étapes de fabrication

L’objectif de ces mesures est d’obtenir des courbes de température en fonction du temps pour diffé-
rents points situés sur 'ame et les semelles lors des procédés d’oxycoupage et de soudage. Ces don-
nées permettront par la suite de calibrer le modele numérique thermique d’oxycoupage et en cas de
nécessité également le modele numérique thermique de soudage.

Les mesures sont prises par des capteurs de températures (thermocouple, abrégé TC) de type k sou-
dés sur la surface des toles en acier comme illustré par la Figure 3.21a et Figure 3.22a. Chaque capteur
est relié a un systéme d’acquisition commandé par un ordinateur. La Figure 3.21 et la Figure 3.22 pré-
sentent la conception des mesures de température et I'emplacement des capteurs.

\J TC106;30 mm

100 mm 1300 mm

\J TC105; 20 mm

\J TC104; 125 mm | TC113;12.5 mm
\J T€103;75mm ) TC112; 7.5 mm

Direction d’oxycoupage |, TC102; 2.5 mm U TC111; 2.5 mm
< TC101; 0 mm

Saignée, 2 mm () TC107;5mm () TC114;5mm
() TC108;10mm () TC115; 10 mm
() TC109;15mm () TC116; 15 mm
() TC110;20 mm

(a) Thermocouples souds sur la semelle (b) Vue en plan de la répartition

Figure 3.21 Thermocouples mis en place pour I'oxycoupage.
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Comme le montre la Figure 3.21b, la répartition des thermocouples pour la phase oxycoupage est réa-
lisée de facon a assurer la répétitivité des mesures. Ainsi, un total de soixante-quatre thermocouples a
été utilisé. Ceux-ci ont été répartis sur les deux séquences de coupes (coupe 1 et 2, Figure 3.16), sur
deux sections (Figure 3.21a) et sur les deux faces (supérieure et inférieure) de la téle oxycoupée. La
premiere section est située a 1300 mm du bord et présente six thermocouples qui sont répartis des
deux cotés de la saignée. De facon similaire, la deuxieme section contient dix thermocouples qui sont
situés 100 mm plus loin par rapport a la premiére section. Les capteurs ont été soudés aussi proches
que possible de la saignée de maniere a mesurer les températures les plus élevées possibles.

En ce qui concerne le procédé de soudage (Figure 3.19 et Figure 3.22b), au total seize thermocouples
également répartis sur deux sections ont été mis en place. Chacune des sections comporte deux cap-
teurs situés en face inférieure de la semelle, trois en face supérieure et trois sur la surface de I'ame.
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(@) Thefmocouples soudés sur 'ame et la semelle (b) Vue en coupe de la répartition (en mm)

Figure 3.22 Thermocouples mis en place pour le soudage.
3.3.3 Préparation des spécimens

3.3.3.1 Emplacements des spécimens

Dans chaque tdle en acier sont produits trois spécimens, cf. Figure 3.23. Par le principe de Saint-
Venant, les contraintes résiduelles doivent étre maximales a une distance égale a la plus grande di-
mension transversale de la tole. Pour cette raison, les spécimens sont situés au centre de la tole a une
distance de 1,1 a 1,3 fois la largeur de la tole.
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Vue en plan
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Figure 3.23 Emplacement des spécimens pour T1 (Ox : oxycoupé et Sc : scié) (en mm).

Sur un total de neuf spécimens, six sont dédiés a I’étude des contraintes résiduelles d’oxycoupage (voir
Tableau 3.3). Avec cette conception des expériences, l'influence de la largeur de la tdle peut étre étu-
diée en comparant les résultats des largeurs 730 mm avec 615 mm. Les trois autres spécimens sont
utilisés pour I’étude des contraintes d’oxycoupage et de soudage.

Tableau 3.3 Résumé des spécimens.

Désignation  Origine des contraintes résiduelles  Largeur

0 : Oxycoupage; S : Soudage [mm]
T1-2 0 730
T1-3 0] 730
T1-4 0 730
T2a-2 0] 615
T2a-3 0] 615
T2a-4 0 615
T2b-2 0+S 730
T2b-3 0+S 730
T2b-4 0+S 730

Les spécimens sont découpés transversalement par sciage a 'aide d’'une grande scie circulaire (Figure
3.24a). Cette scie a été déterminante pour fixer la largeur maximale sciable de 730 mm qui dépend de
I'épaisseur de la tole, soit 60 mm. Dans un deuxiéme temps, les bandes sont découpées a la scie a ru-
ban (Figure 3.24b). Durant ces deux étapes, la vitesse de sciage a été maintenue aussi lente que pos-
sible et un arrosage permanent avec un liquide de refroidissement a été utilisé afin de minimiser au-
tant que possible I'échauffement du matériau.
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(a) Sciage des spécimens a la scie circulaire (b) Sciage des bandes a la scie a ruban

Figure 3.24 Différentes étapes de sciage.

3.3.3.2 Conception du sectionnement et préparation des empreintes de mesure

Le nombre et la largeur des bandes dépendent de la distribution et du gradient de contraintes rési-
duelles. Ainsi, dans les régions ou un fort gradient de contraintes est attendu, les bandes sont plus
fines et resserrées. De fagon a obtenir des résultats satisfaisants, les bandes les plus minces (10 mm)
se situent preés des bords oxycoupés et des zones soudées, alors que les bandes plus larges (20 mm) se
situent dans les zones restantes. Les vues en plan et coupe du sectionnement et du marquage pour un
spécimen oxycoupé sont illustrées a la Figure 3.25 et a la Figure 3.26. La vue en coupe du sectionne-
ment et du marquage pour un spécimen oxycoupé et soudé sont données a la Figure 3.27.
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Figure 3.25 Vue en plan d’un spécimen de type oxycoupage de type T1 (en mm).

l@15mm 2@25mm l@15mm
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Figure 3.26 Vue en coupe d’un spécimen de type oxycoupage de type T1 (en mm).
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Figure 3.27 Vue en coupe d’'un spécimen de type oxycoupage et soudage (en mm).

La préparation des empreintes de mesure demande du soin car la précision de la mesure dépend di-
rectement de la qualité du marquage de 'empreinte. Géométriquement, chaque empreinte est située
au centre de la largeur de la bande et chaque couple d’empreintes est séparé par une distance cons-
tante d’environ 250 mm. La taille de 'empreinte est adaptée a la géométrie du pied sphérique de

I'extensometre de mesure, voir Figure 3.28.

60.0°

Figure 3.28 Détail d'une empreinte de mesure (en mm).

Dans le cadre de ces expériences, le marquage des empreintes suit les quatre étapes successives sui-

vantes :
e Tracgage aussi précisément que possible de 'emplacement des empreintes de mesure,
e Pré-marquage des empreintes a I'aide d'une barre étalon d’'une base de 250 mm,
e Formage des empreintes a l'aide d’un pointeau et d'un marteau,

e Vérification de la forme des empreintes par des « tests » de stabilité de mesure. Si la lecture de
la mesure n’est pas stable, I'empreinte est corrigée.

3.3.4 Procédure des mesures

Les mesures de distance ont été effectuées a I'aide d’'un extensometre de type « Huggenberger defor-
meter EDU250/10 » ajusté sur une base de mesure de 250 mm (Huggenberger AG 2014). La prise de
mesures nécessite de respecter les étapes suivantes :
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o Nettoyage des empreintes de mesure a 'aide d'un souffle d’air comprimé avant chaque série de
mesure,

e |nitialisation de I'extensométre sur une barre en invar d'une base de 250 mm avant chaque sé-
rie de mesures et apres chaque dixieme mesure (Figure 3.29a),

e Mesure de la barre « témoin » libre de toutes contraintes résiduelles pour les corrections de
températures (Figure 3.29a),

e Mesure de chaque distance au moins trois fois pour assurer une répétitivité des données
(Figure 3.29b),

e Mesure des courbures lorsque les bandes ont été découpées (Figure 3.29c),

e Protection des empreintes de mesure de tout dommage avec un papier autocollant durant les
phases de manutention, transport et sciage (Figure 3.29d).

Une attention particuliére doit étre donnée aux mesures initiales puisqu’une fois les spécimens décou-
pés, il n’est plus possible de reprendre les mesures.

\ K}

(d) Protection des empreintes de mesure

Figure 3.29 Principales étapes de mesures.

Au vu du grand nombre de mesures a effectuer, un systéme d’acquisition et d’enregistrement des don-
nées a été congu en reliant 'extensometre par cable a un ordinateur permettant ainsi la mesure auto-
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matique (Campana and Rupf 2011). Ce systéme permet d’ajouter une précision supplémentaire
puisque pour chaque mesure I'extensométre envoie dix lectures en une seconde au programme
d’acquisition qui enregistre la moyenne et I'écart type. En procédant ainsi, il est possible de fixer le
critére suivant: la mesure est acceptée par le systeme si I'écart type reste inférieur a 0,002 mm. Si
I'écart type dépasse cette limite, la mesure doit étre reprise.

A titre d’exemple, les étapes de marquage, des mesures initiales et finales, des découpes et sectionne-
ment nécessitent environ 6 jours de travail a plein temps pour un spécimen de 610 mm de largeur.

3.3.5 Précision des mesures

Les mesures de contraintes résiduelles sont affectées par plusieurs sources d’erreur dont il faut étre
conscient. Tout d’abord, comme les expériences se déroulent sur une durée de plusieurs semaines
voire plusieurs mois, la température ambiante varie et les matériaux se dilatent. Pour diminuer les
imprécisions liées a cet effet, les mesures ont été effectuées dans une tente avec une température cons-
tante de 23°C. Cependant, des petits écarts de température (moins de 1°C) ont été mesurés. Cette er-
reur peut étre prise en compte en mesurant une barre « témoin » constituée du méme matériau que
les spécimens, mais libérée de toutes contraintes résiduelles. Cette barre témoin a été déposée durant
toute la durée des mesures sur les spécimens, de facon a suivre les mémes variations de température.
Ainsi en mesurant au début de chaque session cette barre « témoin », une correction est rendue pos-
sible. L’expérience a montré que ces corrections sont plutot faibles et sont de 'ordre de 1 MPa.

La précision instrumentale donnée par la fiche descriptive du fabricant de l'instrument de mesure
(Huggenberger AG 2014) se monte a +/- 0,005 mm pour chaque prise de mesure. Pour les mesures
effectuées dans le cadre de ce projet, cette erreur représente probablement une borne supérieure
puisque chaque mesure est répétée au minimum trois fois pour obtenir une moyenne. Ainsi, I'erreur
expérimentale liée a I'instrument en terme de contrainte devrait atteindre un maximum de +/- 7 MPa.
Un autre aspect important pour limiter 'erreur instrumentale de I'extensometre est le calibrage de
I'instrument. Cette opération s’effectue en mesurant une barre de référence fixe en invar d’'une lon-
gueur de 250 mm avant chaque session de mesure.

Les bandes situées dans les zones a fort gradient de contraintes résiduelles ont montré une courbure
visible apres sciage. Cette courbure doit étre prise en compte dans les mesures puisque I'extensométre
mesure la longueur de la corde entre les empreintes et non la longueur de I'arc comme illustré a la
Figure 3.30. Comme mentionné par (Tebedge et al. 1973), cet effet de courbure peut étre évalué en
mesurant la fleche f'sur la longueur de corde L. qui sépare les empreintes et permet ainsi de détermi-
ner la longueur d’arc L, du spécimen a prendre en compte pour le calcul des déformations.

La
T
BN Le /
\ /
\ /
~ /
N

Figure 3.30 Géométrie pour la prise en compte de la longueur d'arc.
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Toutefois, (Tebedge et al. 1973) statue que si le rapport f/L. < 0,001, la correction de la courbure n’a
pas une grande influence sur le calcul des déformations et par conséquent des contraintes. Ce critére
est raisonnable puisque si 'on considére une longueur L. = 250 mm, un module d’élasticité de E =
210'000 MPa, le calcul de la correction des contraintes pour un rapport f/L. = 0,001 vaut 0,56 MPa qui
représente une valeur bien inférieure a 'erreur de mesure liée a 'extensomeétre. Ce critére de correc-
tion a été pris en compte dans les mesures et les corrections de courbures ont été négligées lorsque
f/L:<0,001.

3.3.6 Calculs des contraintes résiduelles

Le sectionnement permet aux bandes comprimées de s’allonger et aux bandes tendues de se compri-
mer. Les variations de longueurs mesurées avant et apres découpes sont converties en déformations
puis en contraintes en faisant I'hypothese que les déformations sont purement élastiques linéaires.

Ainsi la valeur moyenne de la longueur mesurée L pour chaque bande est définie par :
- 1
L=—21L, (3.15)

ou n est le nombre de prise de mesures pour une longueur (par défaut n = 3) et L; est la distance mesu-

rée a chaque prise. De plus, L; représente la longueur moyenne mesurée avant sectionnement et L,

la longueur moyenne mesurée aprés sectionnement. Ainsi, la déformation unidimensionnelle due a la
relaxation des contraintes résiduelles apres sectionnement est donnée par :

AL L;—Li
gr :gx B i
L L

1 1

(3.16)

Par application de la loi de Hooke unidimensionnelle, les contraintes résiduelles calculées a I'endroit
des empreintes valent o, :

o, =0, =mm—v)a+%%+€)] (3.17)

L’effet de Poisson étant négligé, ( 3.17 ) se simplifie comme suit :

o, =Es, (3.18)

;
Ou E est le module de Young déterminé par les essais de traction présentés au paragraphe 3.3.7.

Comme mentionné au paragraphe 3.3.5, les longueurs moyennes mesurées peuvent nécessiter deux
corrections suite aux effets de température et de courbure.

Pour la correction liée aux effets de température, la barre témoin est mesurée une premiere fois lors
des mesures initiales, de fagon a obtenir sa longueur moyenne initiale L7, et une seconde fois lors

des mesures finales Lr . La variation de longueur AL, due aux effets de température s’exprime donc

par:

AL, =Lr;—Lr, (3.19)
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Etla correction a apporter sur les contraintes o est donnée par:

o, = Es, =E[éLT} (3.20)

T,

En ce qui concerne les effets de la courbure, les corrections sont effectuées si le rapport f/L. < 0,001
comme illustré a la Figure 3.30. Il s’agit d’ajouter I'effet de la longueur d’arc L, pour obtenir la correc-

tion liée a la courbure o donnée par:

L,—L
o.=Ee, =E{f} (3.21)

i

ol la longueur d’arc L, se détermine selon les considérations géométriques basées sur la Figure 3.30 et
en sachant que fet L. sont connus et mesurés, il vient :

L,=ar (3.22)
avec le rayon r donné par:
47>+ I
r= —f < (3.23)
87

Et par des considérations trigonométriques, I'angle a vaut :

. (L.
o =2arcsin| — (3.24)

r

Les contraintes résiduelles supérieures et inférieures mesurées sur chaque face du spécimen sont
nommeées O, et 0, respectivement. En considérant la loi de conservation des sections planes de Ber-

noullj, il est pratique de définir une contrainte moyenne o, par:
o .+0,
0,=—"—" (3.25)
2
Ainsi les contraintes résiduelles finales o, incluant les corrections sont données par :
Oy =0y +Or +0c (3.26)

3.3.7 Essais de traction

La détermination du module de Young E de l'acier utilisé S355N est nécessaire pour le calcul des con-
traintes résiduelles. Pour cela, des essais de traction uniaxiaux sur des échantillons prélevés dans une
chute de la téle T2a (Figure 3.16) ont été effectués en accord avec I'EN ISO 6892-1:2009 (CEN 2009).
Au total, quatre éprouvettes ont été testées, une de type B prélevée au bord de la tdle et trois de type C
prélevées au centre de la tole, (Figure 3.31). Les deux types sont orientés selon le sens de laminage.

56



Chapitre 3. Etude des contraintes résiduelles

;‘

‘
»
I

308

615
-
@
=i
=
=]
s
<
o}
=y
@
=
5=l
@
(@]

77777 Découpe au jet d’eau D e D —
p ] Sens de laminage

‘4
“

850

A
v

Figure 3.31 Emplacement des éprouvettes testées (en mm).

La géométrie des éprouvettes de traction se base sur les normes de la Société Suisse des Constructeurs
de Machines (VSM 1975). Les éprouvettes sont de Type E 10 x 31 x 100 mm et se caractérisent par une
géométrie de type proportionnelle, courte, de forme plate avec une section rectangulaire dont
'épaisseur vaut 10 mm.

L’isolement des éprouvettes a suivi plusieurs étapes de découpe. Dans un premier temps, les blocs
d’acier dans lesquelles les éprouvettes se situaient ont été découpés dans la tole de base a 'aide d’'une
machine de découpe par jet d’eau de précision (Figure 3.31). Puis, ces blocs ont été découpés dans leur
épaisseur a la scie a ruban pour obtenir des toles qui ont été rectifiées a une épaisseur finie de 10 mm.
De ces toles ont été découpées les éprouvettes par la méthode du jet d’eau.

3.3.7.1 Montage de l'essai

Tous les spécimens ont été chargés de facon statique jusqu’a la rupture en utilisant une machine de
traction universelle W+B d'une capacité de 200 kN. L’essai s’effectue en mode « controle déplace-
ment » avec une vitesse de 0,1 mm/sec. Les mesures de déformations sont prises par un extensometre
optique. La Figure 3.32 expose le montage et 'instrumentation d'un échantillon représentatif.

Extensometre
optique

Machine
200 kN

Eprouvette
de traction

Figure 3.32 Montage expérimental pour les essais de traction.
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3.3.7.2  Résultats des essais

La Figure 3.33 montre les résultats des essais de traction pour les quatre éprouvettes testées sous la
forme du diagramme contrainte (o) - déformation (&). Les trois échantillons de type C, pris au milieu
de la tole (voir Figure 3.31), montrent des comportements similaires d'un point de vue des limites
élastiques, des résistances en traction, des déformations a la rupture et du module de Young (voir Ta-
bleau 3.4). L’échantillon B3 pris au bord de la tdle et qui contient un fort gradient de contraintes rési-
duelles montre un comportement différent avec une limite élastique plus faible que les échantillons de
type C et une déformation a la rupture fortement diminuée. En revanche, I'éprouvette B3 montre la
plus grande résistance en traction.

700
600
500
400
300
200
100

Contrainte, o [MPa]

0O +——r—T 7T

0.00 0.10 0.20 0.30 0.40 0.50
Déformation ¢ [-]

Figure 3.33 Comportement des éprouvettes de traction.

Comme le calcul des contraintes résiduelles passe par la loi de Hooke selon I'expression ( 3.18 ), il dé-
pend directement du module de Young. Les essais de traction montrent par le Tableau 3.4 des modules
de Young ayant comme valeur la plus faible 203'081 MPa et comme valeur la plus élevée 206'355 MPa.
Pour le calcul des contraintes résiduelles, il est retenu la valeur moyenne réalisée sur 'ensemble des
quatre éprouvettes et valant E = 204'981 MPa.

Tableau 3.4 Résultats numériques des essais de traction.

N° éprouvette Limite élastique  Résistanceala  Déformation ala Module de

f traction f, rupture ¢, Young E
[MPa] [MPa] [-] [MPa]

B3 357 540 0,278 205079
C1-1 375 532 0,411 205409
C1-2 374 535 0,385 206355
C1-3 376 529 0,403 203081
Moyenne 371 534 0,37 204981

3.3.8 Résultats des mesures expérimentales sur les contraintes résiduelles

3.3.8.1 Températures mesurées lors des processus de fabrication

Les résultats des mesures de températures en fonction du temps sont présentés a la Figure 3.34. Pour
I'oxycoupage (Figure 3.34a), six thermocouples positionnés a différentes distances de 'axe de découpe
sont représentés. Les positions des thermocouples sont données a la Figure 3.21b. Les courbes mon-
trent que les températures débutent a température ambiante puis augmentent fortement, selon une
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pente quasi verticale, lorsque la flamme s’approche de la section équipée des thermocouples. Par
exemple, a une distance de 'axe de découpe de 7,5 mm, le pic de température enregistré vaut 340°C.
Apres le passage de la flamme, le refroidissement a I'air libre s’effectue et les températures diminuent
rapidement au départ puis selon une pente plus douce pour tendre vers la température ambiante. Les
différentes réponses enregistrées sont consistantes avec I’éloignement par rapport a I'axe. Plus préci-
sément, lorsque la distance a I'axe augmente le signal du pic de température se fait un peu plus tard
dans le temps et les températures maximales enregistrées sont plus petites. Il est intéressant de rele-
ver qu'a une distance de 30 mm de 'axe de découpe, la température maximale atteint 130°C. Cette
observation montre que la zone fortement chauffée reste localisée proche de I'axe de découpe.
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Temps [s] Temps [s]
(a) Températures mesurées lors de 'oxycoupage (b) Températures mesurées lors du soudage

Figure 3.34 Courbes de température mesurées lors des processus de fabrication.

Les résultats des mesures de soudage pour six thermocouples positionnés selon la Figure 3.22b sont
représentés a la Figure 3.34b. Les trois pics de températures correspondent aux trois passes de sou-
dure. Les températures initiales montrent des valeurs différentes qui sont dues au préchauffage de la
piéce avant soudage. Les réponses sont similaires a 'oxycoupage : plus on s’éloigne de la zone soudée
et plus petites sont les températures maximales enregistrées. A titre d’exemple, lors de la troisiéme
passe, le pic de température enregistré sur I'ame a une distance de 18 mm (TC04) de I'angle formé
entre 'ame et la semelle atteint 580°C alors qu’il n’atteint que 130°C pour le thermocouple (TC08)
situé a 60 mm dessous la semelle.

Ces mesures de températures permettront par la suite le calibrage du modele numérique thermique
de I'oxycoupage.

3.3.8.2 Contraintes résiduelles dues a I'oxycoupage des semelles
La Figure 3.35 montre les distributions des contraintes résiduelles moyennes sur la section, calculées
selon ( 3.26 ), en fonction de la largeur des six toles oxycoupées selon le Tableau 3.3.
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Figure 3.35 Distributions des contraintes résiduelles moyennes d'oxycoupage.

La forme générale des distributions se caractérise par une forte composante de traction au bord oxy-
coupé qui décroit rapidement avec la distance au bord. Ces contraintes de traction sont équilibrées par
des contraintes de compression dans les zones intermédiaires situées proches des bords. Au centre
des tdles, les contraintes mesurées ont des valeurs proches de zéro. Les pics de traction au bord oxy-
coupé atteignent des valeurs maximales allant de 225 a 268 MPa avec une valeur moyenne d’environ
250 MPa, soit 0.7f, pour un acier S355. Les largeurs tendues sont localisées au bord sur une zone va-
lant 3 a 6 % de la largeur de la tole b Les contraintes maximales de compression valent environ -30
MPa pour la série des toles T2a et -50 MPa pour la série T1. La dissymétrie exposée par les mesures
sur la tole T1 s’explique par l'origine de la tole. Lors de la réception de la tole en acier, il a été remar-
qué qu’'un bord avait été oxycoupé au préalable et il s’agit du bord ou les contraintes de compression
atteignent -50 MPa. En revanche, pour les bords dont les origines sont bien connues, T2a, une bonne
symétrie des contraintes résiduelles est observée.

3.3.8.3 Contraintes résiduelles dues a I'oxycoupage et soudage dme-semelle
La Figure 3.36 expose les distributions des contraintes résiduelles moyennes des trois spécimens de la
série T2b (Tableau 3.3) avec les bords oxycoupés et avec un morceau d’ame soudé au centre.
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Figure 3.36 Distributions des contraintes résiduelles moyennes d'oxycoupage et soudage.

L’effet principal du soudage est d’'insérer des contraintes résiduelles de traction au droit de la zone
soudée atteignant des valeurs maximales mesurées d’environ 70 MPa. La Figure 3.36 montre que cette
zone tendue est localisée au droit de la zone soudée avec une largeur de 80 mm pour une épaisseur
d’ame de 20 mm. La largeur tendue de la zone soudée représente environ 10% de by. Les conséquences
du soudage sur les autres zones montrent un agrandissement et une uniformisation des zones inter-
médiaires comprimées et un abaissement des contraintes résiduelles de traction aux bords oxycoupés.
Les contraintes de compression ont un aspect régulier et oscillent entre des valeurs de -25 a -45 MPa.
Les pics de traction aux bords oxycoupés montrent une variation des pics de 186 a 265 MPa avec une
valeur moyenne située a 215 MPa.

3.3.84 Proposition d'un modéle de contraintes résiduelles

La Figure 3.37a représente la distribution des contraintes résiduelles moyennes relatives a la limite
d’élasticité f, (avec un f, = 355 MPa) et a la largeur de la tdle by. Cette représentation relative permet,
par un équilibre successif des zones tendues et comprimées, de proposer un modéle expérimental de
contraintes résiduelles pour une tole en acier oxycoupée aux bords puis soudée au centre comme illus-
tré a la Figure 3.37b. Ce modéle propose de prendre une largeur tendue aux bords oxycoupés valant
bs/20 pour une valeur de contrainte constante de 0,20f,. Cette valeur est bien plus faible que les pics
mesurés pouvant atteindre 0,60f, localement (Figure 3.37a) mais représente une valeur moyenne qui
respecte les largeurs tendues et I'équilibre des contraintes. De fagon semblable, les zones comprimées
du modele (Figure 3.37b) sont équilibrées sur les largeurs mesurées (Figure 3.37a) avec une valeur
moyenne des contraintes de -0,11f,. La zone tendue au centre respecte les mémes principes avec: 1)
une largeur tendue de 2b;/20 équivalente entre les mesures expérimentales (Figure 3.37a) et le mo-
dele (Figure 3.37b), et 2) un équilibre des contraintes résiduelles sur I'’ensemble de la téle rendu pos-
sible avec une valeur de contrainte constante de 0,68f,.

Le modeéle proposé ressemble par sa forme a ceux de (Chacon et al. 2009; ECCS 1984) mais se diffé-
rencie par les valeurs de contraintes et les largeurs tendues respectivement comprimées. L’effet de la
forme et de la valeur du pic de traction sera évalué lors de I'étude du déversement par I'approche
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poutre au chapitre 4. Le modele sera également utilisé pour les simulations au déversement par
I'approche pont au chapitre 5. Il est important de préciser que ce modeéle, dont les données numé-
riques sont fonction de f;, est uniquement valable pour un acier S355 ; pour d’autres nuances, les va-
leurs correspondantes au produit peuvent étre utilisées.

2bt/20
— 080 - x 0.68 f,
~ 0.70 | -00 |
= 060 % '
) T —0— -
$ 050 - T2b-2 be/20 be/20
2 040 - —x—T2b-3
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0.00 0.20 0.40 0.60 0.80 1.00 8by/20 8br/20
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(a) Contraintes résiduelles moyennes relatives (b) Modele expérimental des contraintes résiduelles

Figure 3.37 Proposition d'un modéle de contraintes résiduelles expérimentales pour une tole en acier oxycoupée
aux bords puis soudée au centre.

3.3.9 Etude de la zone affectée thermiquement lors de I'oxycoupage

En vue d’établir le modele numérique d’oxycoupage présenté a la section 3.4, il s’est avéré nécessaire
d’approfondir les investigations expérimentales a propos de la zone affectée thermiquement (ZAT)
lors de 'oxycoupage.

L’extension a la fois de la zone fondue (ZF) et de la ZAT peut étre évaluée et mesurée par la variation
de couleur du matériau de base sur les deux c6tés de la coupe, comme illustré a la Figure 3.38.

Figure 3_40;{ Figure 3.39a

Extension
de la ZAT

Direction
de coupe

Figure 3.39b

(a) Photographie en coupe de la saignée 7 (b) Scan de la ZAT
Figure 3.38 Résultats expérimentaux pour I'étude de la ZAT.

La Figure 3.38a montre une photographie prise en bout de téle aprés I'oxycoupage. La zone de couleur
gris clair peut étre interprétée comme étant une extension de la ZAT et montre une forme conique. La
largeur de la zone en fusion est admise comme étant égale a la largeur de la saignée. La largeur
moyenne de la saignée mesure 2 mm (Figure 3.38a) pour ces conditions d’oxycoupage avec une tole de
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60 mm en S355N. Cette largeur de saignée sera utilisée pour I’établissement du modele thermique
présenté a la section 3.4.

L’étude métallographique de la ZAT a été effectuée sur un spécimen situé au centre de la tole ou la ZAT
est uniforme. Afin d’obtenir une image visible de la ZAT, la surface a été préparée dans un premier
temps par un polissage progressif adéquat, puis, dans un deuxiéme temps, la surface polie a été atta-
quée chimiquement par une solution a 5% de Nital. La Figure 3.38b révele la forme de la ZAT par la
variation de couleur du matériau de base sur les deux cotés de la saignée. La zone observée en gris
clair représente la ZAT, également en forme de cone légerement évasé sur le bas, et confirme les pre-
miéres observations illustrées a la Figure 3.38a. La ZAT en forme de cone montre trois zones princi-
pales qui sont associées aux procédés d’oxycoupage. Sur la face supérieure, la forme est ouverte due a
I'action des flammes (de chauffe et de coupe) qui chauffent localement davantage le matériau en sur-
face. L'agrandissement (Figure 3.39a) montre que la largeur maximum (resp. minimum) de la forme
du cone de la ZAT mesure 7,5 mm (resp. 1,8 mm) et que la pente suit un angle proche de 45°C.

1.8 mm 1.9 mm

(a) Partie supérieure (b) Partie inférieure
Figure 3.39 Agrandissements binoculaires de la ZAT.

Dans I'épaisseur de la tole, les réactions d’oxydation sont prépondérantes et la forme de la ZAT est
paralléle a la saignée avec une largeur inférieure a 1,8 mm (Figure 3.39). Dans la partie inférieure
(Figure 3.39b), la forme légerement ouverte observée est due a la chaleur amenée par les scories qui
sont visibles a la Figure 3.38a.

Les résultats des essais de dureté Vickers sur la partie supérieure de la ZAT sont montrés a la Figure
3.40.

63



Chapitre 3. Etude des contraintes résiduelles

Figure 3.40 Résultats des essais de dureté Vickers représentés par des courbes de niveaux, unités en HV.

Les courbes de niveaux confirment la forme de cone révélée par la Figure 3.38 et la Figure 3.39. Il peut
étre observé que les valeurs les plus élevées de dureté Vickers sont situées prés de la saignée en zone
supérieure et que l'intensité diminue avec I'épaisseur et la distance au bord. La Figure 3.40 montre des
valeurs de dureté Vickers qui varient entre 150 HV pour le matériau de base et 450 HV pour la zone
supérieure située pres de la coupe ou des transformations de phase du matériau sont attendues. Une
valeur de dureté aussi élevée laisse penser qu’'un durcissement par trempe avec la création de marten-
site est possible.

3.3.10 Conclusions sur les études expérimentales

La fabrication des spécimens a suivi les étapes normales d’'une poutre de pont, a savoir I'oxycoupage
des semelles et le soudage entre 'ame et les semelles. Les matériaux retenus pour ces expériences sont
des aciers S355N pour les semelles et S355]2 pour 'ame. Ces aciers sont largement utilisés dans la
construction des ponts. Pour les deux procédés de fabrication, des mesures de températures par ther-
mocouples ont été effectuées pour permettre la calibration ultérieure d'un modele numérique
d’oxycoupage.

Le déploiement de la méthode de sectionnement comme méthode de mesure des contraintes rési-
duelles s’effectue selon plusieurs étapes de mesures de distance et de découpe a la scie qui demandent
de la précision et de la rigueur. Il est important que les spécimens soient positionnés au centre de la
piéce, 1a ol les contraintes résiduelles sont maximales. Etant donné que le calcul des contraintes rési-
duelles se base sur la loi de Hooke unidimensionnelle (I'effet de Poisson est négligé), il est nécessaire
de connaitre avec une bonne précision le module de Young du matériau qui, dans le cadre de cette
étude, a été déterminé par des essais de traction. Comme les conditions de mesures des distances ini-
tiales et finales des échantillons en acier sont susceptibles de changer, il est nécessaire de tenir compte
des corrections de température et de courbure des piéces lors du calcul des contraintes.

Les résultats des mesures de contraintes résiduelles portent sur six spécimens oxycoupés au deux
bords (O) et trois spécimens oxycoupés aux bords avec un morceau d’ame soudé au centre (0+S). Pour
les spécimens de type O, la distribution de contrainte résiduelle montre un pic au bord oxycoupé
d’environ 250 MPa, suivi d’'une zone comprimée atteignant environ -30 MPa et des valeurs quasi nulles
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au centre. Pour les spécimens de type 0+S, les effets du soudage sur la distribution des contraintes
sont de diminuer les contraintes des traction aux bords oxycoupés a une valeur moyenne d’environ
215 MPa, d’agrandir et d'uniformiser les zones comprimées a des contraintes d’environ -35 MPa, et
d’insérer des contraintes de traction au droit de la zone soudée atteignant 70 MPa. Ces résultats per-
mettent de proposer un modele de contraintes résiduelles de type « bloc » de traction et compression
adapté aux poutres métalliques de pont. Ce modele est utilisé comme parametre entrant aux chapitres
4 et 5 sur les études de déversement.

Les études métallographiques révelent que la zone affectée thermiquement (ZAT) prend la forme d’'un
cOne évasé en face supérieure de la tole en acier dii a 'action de la flamme lors de I'oxycoupage. Ce
profil de la ZAT est utilisé pour la définition de la source de chaleur dans le modele numérique ther-
mique. Les essais de dureté Vickers montrent des valeurs de dureté plutot élevées localement prées de
la face oxycoupée qui décroissent avec I'éloignement a la rive. Cette observation témoigne que locale-
ment I'acier subit des changements de structure synonyme de transformations de phase.

3.4  Analyse numérique des contraintes résiduelles liées a I'oxycoupage

3.4.1 Introduction

L’objectif de cette section est d’évaluer I'influence de I'épaisseur des toles en acier sur la distribution
des contraintes résiduelles. La démarche utilisée pour parvenir a cet objectif est la suivante :

e Etablir un modéle numérique tridimensionnel capable de simuler le procédé d’oxycoupage en
terme de flux de chaleur dans une tdle en acier a I’état stationnaire.

e (Calibrer le modele thermique établi avec les mesures expérimentales portant sur les tempéra-
tures (selon le paragraphe 3.3.8.1) et la zone affectée thermiquement (voire paragraphe 3.3.9)
liées a I'oxycoupage.

e Simuler la mécanique du procédé d’oxycoupage sur la base du modele thermique établi a
I'étape précédente pour en déterminer la distribution des contraintes résiduelles caractérisées
par leur forme et amplitude.

e Comparer les contraintes résiduelles simulées avec les contraintes résiduelles mesurées expé-
rimentalement a la section 3.3 afin d’estimer la capacité des simulations numériques a prédire
ces contraintes.

e (Calibrer le modele numérique établi pour simuler I'action de 'oxycoupage sur différentes
épaisseurs de semelles en acier.

Les analyses numériques effectuées pour déterminer les contraintes résiduelles d’oxycoupage sont les
résultats d’'une collaboration avec le Dr Jean-Marie Drezet du Laboratoire de simulation des matériaux
de 'EPFL. Cette collaboration a permis de publier une partie des résultats (Thiébaud et al. 2014) qui
sont repris dans ce qui suit.

3.4.2 Revue de la littérature sur les simulations d’oxycoupage

La littérature propose relativement peu d’études, en comparaison au soudage, qui caractérisent le flux
de chaleur dans I'acier lors de I'oxycoupage.
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Dans les années 1940, Rosenthal a proposé une approche mathématique pour la distribution de cha-
leur durant le soudage et le découpage en utilisant une combinaison de point de source de chaleur
(Rosenthal 1941). Pour définir une solution analytique, les propriétés thermo physiques ont été consi-
dérées comme constantes, le milieu comme semi-infini et les effets de chaleur latente ont été ignorés.
En ce qui concerne I'oxycoupage en soi, la cinétique du procédé a été étudiée par (Adedayo 2011) qui a
analysé les réactions chimiques qui se produisent entre les différents gaz et le matériau et (Mufioz-
Escalona et al. 2006) ont investigué l'influence des différents types de gaz et de procédés sur la qualité
de coupe de l'acier ; ces deux études ne mentionnent pas de chaleur associée aux réactions chimiques.
(Terasaki et al. 2009) ont investigué expérimentalement la chaleur entrante et la distribution de cha-
leur générée par I'oxycoupage. Ils ont proposé un modeéle de chaleur entrante qui tient compte du pré-
chauffage, des réactions d’oxydation et des scories, mais aucune analyse thermique n’a été effectuée.
(Osawa et al. 2012) ont étudié le transfert de chaleur transitoire durant la phase de percage de
I'oxycoupage au moyen d’algorithmes génétiques. Ils ont déterminé la chaleur entrante en comparant
les températures mesurées a celles calculées sur la face inférieure de la tole durant les tests de chauf-
fage ponctuels. Ils ont obtenu que la puissance thermique nécessaire pour percer une téle en acier de 6
mm varie entre 7 et 9,25 kW en fonction du mélange de gaz utilisé. Leur approche est intéressante
mais concerne principalement la phase transitoire du procédé qui nécessite beaucoup de parametres a
calibrer en méme temps. L'oxycoupage a l'oxygeéne assisté par laser a été étudié par (O’Neill and
Gabzdyl 2000) qui constatent que la puissance entrante (exothermique) est de 'ordre de 13 a 23 kW
en fonction de I'épaisseur et de la vitesse de découpe. (Ermolaev et al. 2013) ont mené des études ex-
périmentales et théoriques sur les découpes pour un systeme hybride d’oxycoupage a 'oxygéne assis-
té par laser pour des toles en acier doux. Dans cette étude, les auteurs ne présentent pas d’aspect liés
spécifiquement a la puissance de la chaleur entrante.

Parmi le nombre réduit d’études qui concernent le flux de chaleur a I'état stationnaire pour
I'oxycoupage de I'acier, le travail de (Lindgren et al. 1993) semble le premier a avoir combiné une ap-
proche computationnelle avec des mesures expérimentales sur une tdle en acier oxycoupée a une vi-
tesse de 4,83 mm/s. Les auteurs ont utilisé une approche 2D en modélisant par éléments finis une tole
de 50 mm d’épaisseur et de 500 mm de largeur. Le flux de chaleur est considéré constant sur
I’épaisseur de la tole. Ils se sont intéressés a I'étude de l'influence du préchauffage de la tole en acier
avant 'oxycoupage. Leur modele a été calibré a I'aide de I'extension de la zone affectée thermique-
ment. Ils obtiennent des contraintes résiduelles plus faibles pour le cas de la tole préchauffée, ce qui
permet de prévenir les amorces de fissures subséquentes.

3.4.3 Principes théoriques de I'analyse thermomécanique

De fagon similaire au soudage, I'oxycoupage est un procédé qui fait apparaitre plusieurs phénomenes
liés a I'insertion d’un flux de chaleur dans le matériau. (Lindgren 2001) explique que pour simuler les
effets mécaniques du soudage, les champs thermiques puis mécaniques doivent étre calculés. Le méme
auteur établit également que le comportement du matériau, en raison de la modification de sa micros-
tructure lors de ce type de procédé, peut dépendre des histoires de température et de déformation.
Par conséquent, le probleme a résoudre devient complexe et comporte plusieurs effets de couplage
possible entre phénomenes qui sont résumés a la Figure 3.41 et au Tableau 3.5.
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Déformation

A

Flux de chaleur

Microstructure

Figure 3.41 Phénomeéne qui se produit durant le soudage par (Lindgren 2001).

Tableau 3.5 Explication des couplages possibles de la Figure 3.41 (Lindgren 2001).

N° couplage Explications

la L’expansion thermique dépendant de la microstructure du matériau.

1b Les changements de volume dus aux transformations de phase.

2a Le comportement plastique du matériau qui dépend de la microstructure du matériau.
2b Le comportement élastique du matériau qui dépend de la microstructure du matériau.
3a La conductivité et la capacité thermique dépendent de la microstructure du matériau.
3b Les chaleurs latentes dues a des changements de phase.

4a Les déformations modifient les conditions aux limites thermiques.

4b La chaleur due a la dissipation plastique (de la vitesse de déformation plastique).

4c La chaleur due a la vitesse de déformation thermique.

4d La chaleur due a la vitesse de déformation élastique.

5 L'évolution de la microstructure dépend de la température.

6 L'évolution de la microstructure dépend de la déformation.

Dans le cas de 'oxycoupage, une étude effectuée par (Lindgren et al. 1993) sur I'établissement d'un
modele de calcul pour I'oxycoupage montre que la partie liée a la microstructure peut étre négligée
sans avoir de trop grandes conséquences sur les résultats de contraintes. Cette hypothése semble rai-
sonnable pour les aciers doux dans le cas du soudage (Acevedo 2011). Ainsi, les transformations de
phase sont négligées et le matériau est considéré comme uniforme. Cela permet de simplifier le procé-
dé de calcul en effectuant une simulation thermomécanique en deux étapes comme illustré a la Figure
3.42.

- Source de chaleur volumique

- Transfert de chaleur par conduction Flux de chaleur P 3 Propriétés thermiques | - Conductivité thermique
- Perte de chaleur par convection (champ thermique) p a - Capacité thermique
- Conditions aux limites thermiques
5
Comportement élastique-plastique:
. 1.2 . - Module de Young
- Contrainte Déformation ’ Propriétés - Coefficient de Poisson
- Déformation | (champ mécanique) thermomécaniques | - Limite élastique

- Déformation plastique
Conditions aux limites

Figure 3.42 Analyse thermomécanique adapté de (Lindgren 2001).

La premiere étape consiste a résoudre le probleme thermique 3D et a générer un champ de tempéra-
ture qui reproduit celui de l'oxycoupage lorsque la source se situe au milieu de la tdle et que
I'hypothese du régime stationnaire est valable. Cette étape nécessite de connaitre les propriétés ther-
miques de conductivité et de capacité du matériau. Il faut également définir une source de chaleur, le
transfert et les pertes de chaleur, ainsi que les conditions aux limites thermiques. Puis, dans une deu-
xiéme étape, le probleme mécanique est résolu en utilisant le champ de température simulé a I'étape
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précédente comme donnée de départ. L'étape mécanique nécessite cependant de connaitre les pro-
priétés thermomeécaniques (module de Young, coefficient de poisson, limite élastique et déformations
plastiques) qui varient en fonction de la température et donnent lieu ainsi a un probléme non-linéaire.
Les effets du travail mécanique sur I'analyse thermique sont ici ignorés ce qui permet d’effectuer un
processus d’analyse découplée. Ce type d’analyse est moins gourmand en temps de calcul et plus
flexible qu'une analyse couplée (Acevedo 2011).

3.4.4 Etablissement d’un modeéle thermique de I'oxycoupage

3.4.4.1 Introduction

Le flux de chaleur de I'oxycoupage est simulé avec le logiciel Calcosoft (Calcom ESI 2005). Un terme de
transport est inclus dans 1’équation de la chaleur et I'état d’équilibre stationnaire est considéré en in-
tégrant des conditions aux limites et une source de chaleur appropriée. Le modele mis en place est
simplifié et considere uniquement deux parametres qui sont déterminés en utilisant les résultats ex-
périmentaux présentés a la section 3.3.9.

3.4.4.2 Géométrie et maillage par éléments finis

La géométrie est basée sur I'expérience de I'oxycoupage des semelles présentée au paragraphe 3.3.2.2.
Le modele se concentre sur une petite zone ou le régime est stationnaire et utilise le principe de la
symétrie du procédé qui permet une modélisation de la moitié de la tole. Les dimensions du modele
sont de : 300 mm en longueur (selon la direction x), 60 mm en épaisseur (selon la direction z), et 30
mm en largeur (selon la direction y) comme illustré a la Figure 3.43.

Torch position

Figure 3.43 Maillage, position de la flamme et domaine de calcul considéré.

La flamme est située a une distance x = 49 mm ou le maillage est raffiné en raison du gradient ther-
mique important attendu autour de la source de chaleur. Le maillage est constitué de 418'000 élé-
ments solides tétraédriques pour 77'000 nceuds. Derriere le passage de la flamme un vide de 1 mm de
large est considéré pour modéliser la demi-saignée entre les deux semelles.

3.4.4.3 Equations du probléme thermique

Une approche eulérienne du probleme est adoptée, c’est-a-dire que la source de chaleur est fixe et que
le matériau est transporté. Un terme de transport est ajouté a 'équation de la chaleur qui est énoncée
en utilisant une formulation avec des enthalpies qui prennent en compte la chaleur latente liée a la
fusion et solidification du matériau suivant :

T
%—i’wVH=div(kVT)+QavecH=jCPdT+L(1—fS) (3.27)
0
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Avec:
H :  I'enthalpie volumétrique
Cp :  capacité thermique massique du matériau
T :  température
k :  conductivité thermique
1% . vitesse de la torche d’oxycoupage fixée a 250 mm/min)

Q correspond a I'énergie entrante associée aux différentes réactions chimiques qui se produisent au
sein de la flamme. L est la chaleur latente volumétrique valant 1,94-10° ] /m3, et f; le volume de fraction
solide qui varie linéairement entre les températures de solidus (1465°C) et de liquidus (1544°C) de
I'acier S355N. Ainsi une fois que le champ de température a atteint un régime stationnaire, qui ne dé-
pend plus du temps t, le transport de chaleur VWH doit équilibrer la chaleur dissipée par diffusion

div(kVT) etla chaleur entrante Q.

3.4.4.4 Propriétés thermo physiques de I'acier S355N

L’évolution de la conductivité thermique k, la capacité thermique massique C, et la densité p avec la
température sont nécessaires a 1’établissement du modele thermique. Ces grandeurs sont représentées a la
Figure 3.44 et proviennent d’une analyse d’un échantillon d’acier en S355N effectuée par (Mertens and
Lecomte-Beckers 2012).
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Figure 3.44 Propriétés thermiques du matériau S355N par (Mertens and Lecomte-Beckers 2012).

3.4.4.5 Définition de la source de chaleur
La chaleur entrante, générée par les différentes réactions chimiques exothermiques lors de
I'oxycoupage, est supposée uniformément distribuée a l'intérieur d'un cylindre évasé de rayon R va-
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lant la moitié de la saignée (R = 1 mm) et d’'une hauteur h égale a I'épaisseur de tdle, soit 60 mm
comme illustré a la Figure 3.45. A I'aide d’'une routine d’utilisateur, la chaleur entrante est définie par :

((x—xo)2+y2)SR2,Q=Q,»,, (3.28)

avec xo = 49 mm qui est la position de la flamme et R = 1 mm. Pres de la surface supérieure, le rayon R
croitlinéairement de 1 mm a 2 mm sur une distance de 2 mm, pour permettre de créer la forme évasée
observée a la Figure 3.38a. La quantité de chaleur entrante Q;, doit étre calibrée en utilisant les me-
sures de température présentées a la Figure 3.34a.

e

[a\}

ol
Figure 3.45 Forme de la source de chaleur, dimension en mm.

3.4.4.6 Conditions de bord

En face supérieure (z = 60 mm) et inférieure (z = 0 mm) du domaine, un coefficient de transfert ther-
mique égal a 20 W/m2K est appliqué avec une température ambiante de 27,5°C (cette valeur corres-
pond a la température ambiante des mesures expérimentales effectuées au mois d’aotit en Suisse). Une
condition adiabatique sur le plan de symétrie y = 0 est considérée, alors qu'un coefficient de transfert
thermique hgyq, est utilisé pour modéliser les pertes de chaleur a I'intérieur de la saignée. La tempéra-
ture moyenne dans la saignée est supposée rester proche de 200°C. La valeur de hyqp n’est a priori pas
connue et demande une calibration, tout comme Q;,. Une température constante de 27,5°C est appli-
quée sur la face x = 0 et un flux nul est appliqué sur la face x = 300 mm. Le profil de température mesu-
ré a 30 mm de I'axe de découpe (Figure 3.34a) est imposé comme condition de bord (condition aux
limites de Dirichlet) pour la face y = 30 mm. La perte de chaleur générée par la fuite de I'acier en fusion
durant le procédé est modélisée par un flux de chaleur Q... appliqué sur la face inférieure du cylindre
utilisé pour définir la source de chaleur. Durant un incrément de temps, dt, la perte de chaleur vaut

vdtRH(Z?pT + L) olt Cp est la valeur moyenne de la capacité thermique massique du matériau, 4-10¢

J/m3, et h est I'épaisseur de la tole, 60 mm. En divisant par la moitié de la section du cylindre, la perte
de chaleur correspond a un flux de chaleur défini par :

((x—x0)2 +y2)£ Rletz=0,0Q, = —%(EPTM) [%} (3.29)
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Ce flux de chaleur ne nécessite pas de calibration. Avec une température de 2000°C, les déperditions
de chaleur liées a l'acier en fusion correspondent a 2,5 kW (= 1/2mR2Qou) pour le modéle considéré et
5 kW (=mR2Q,u:) pour le procédé entier. Le facteur deux provient de I'utilisation de la symétrie qui con-
sidére une moitié de tole pour le domaine de calcul.

3.4.4.7 Résultats et discussions

Selon le modele établi, deux paramétres Qi et hy,, demandent une calibration. A cet effet, les histoires
thermiques présentées a la Figure 3.34a sont transformées en profils de température en utilisant la
vitesse de découpe de la flamme. Les deux parametres sont ensuite modifiés jusqu’a ce que les profils
de températures et la ZAT calculés correspondent au mieux aux profils de température et a la ZAT
mesurés. Ce type de méthode inverse (Rappaz et al. 1995) est facilité dans le cas présent puisque Qi
controdle la température maximum de chaque profil alors que hgyq influence la vitesse de refroidisse-
ment de chaque profil. La Figure 3.46 montre la meilleure concordance qui a été obtenue pour Qi, =
1,0e1t W/m3 et hyqp = 500 W/m2K pour les profils localisés a 10, 15 et 20 mm du passage de la flamme.
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Figure 3.46 Températures des profils mesurées (ligne pointillés) et calculées (lignes continues) apres calibration
du modele.

Les profils situés plus prés de la flamme ont été écartés en raison des signaux erronés et de
I'incertitude sur le positionnement du thermocouple. La Figure 3.47 montre que les zones affectées
thermiquement en rouge clair a la Figure 3.47a et en blanc a la Figure 3.47b sont aussi bien repro-
duites par le modele considéré.
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fa) ZAT calculée -(_b) ZAT scannée (c) Superposition de (a) et (b)
Figure 3.47 ZAT apreés calibration du modele thermique.

Une fois le modele thermique calibré avec les deux parametres Qi et hyqp, il est possible d’en tirer plu-
sieurs résultats intéressants. Ainsi, par exemple, la distribution des températures inférieures a 1500°C
(température a laquelle I'acier fond) a I'état stationnaire est présentée a la Figure 3.48.
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Figure 3.48 Distribution des températures a I'état stationnaire.

Un agrandissement de la distribution des températures inférieures a 1500°C sur la zone affectée ther-
miquement est illustré a la Figure 3.49a. La Figure 3.49b présente la zone en fusion avec en blanc le

métal liquide et en bleu le métal solide.
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7(a)7 Zone affectée thermiquement (T < 1500°C) (b) Zone en fusion
Figure 3.49 Détails sur la zone affectée thermiquement et la zone en fusion.

Le modéle ainsi établi permet, d’'une part, de déterminer les transformations de phase solide-liquide
qui se produisent dans l'acier situé proche de la coupe et, d’autre part, de déterminer les contraintes
résiduelles générées dans l'acier par le procédé de I'oxycoupage. La détermination des contraintes
résiduelles dans l'acier s’effectue en réutilisant le modele thermique établi qui fournit le champ de
température nécessaire au calcul mécanique présenté au paragraphe suivant.
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3.4.5 Etablissement d’'un modéle thermomécanique de I'oxycoupage

3.4.5.1 Introduction

L’analyse thermomécanique est effectuée avec le logiciel ABAQUS® (Dassault Systémes 2010). Ainsi, le
modele thermique développé et calibré au paragraphe précédent est repris et utilisé pour effectuer le
calcul mécanique des contraintes a I'état stationnaire. Les transformations de phase du matériau ainsi
que I'évasement du cone de la source de chaleur ne sont pas pris en compte dans ce modele 3D.

3.4.5.2 Géométrie et maillage par éléments finis

La géométrie est reprise de 'expérience de I'oxycoupage au paragraphe 3.3.2.2 en utilisant le principe
de symétrie et en se concentrant sur une zone le long de la découpe ou les contraintes deviennent
constantes (régime stationnaire). Les dimensions du modele (voire Figure 3.50) sont de : 120 mm en
longueur (selon la direction z), 60 mm en épaisseur pour le modeéle de base (selon y), et 300 mm en
largeur (selon la direction x) pour correspondre a la demi-largeur de t6le selon le principe de symétrie.
Le probléme est résolu selon une approche lagrangienne, c’est-a-dire que le matériau est fixe et que la
source de chaleur se déplace.

Step: Step-51
Increment  79: St
Primary var: NT11
2 Deformed Var: not set D8 B Scale Factor: ot set

Figure 3.50 Maillage et domaine de calcul du modele thermomécanique.

Le maillage est constitué de 4500 éléments solides. La répartition du maillage est raffinée aux abords
du passage de la flamme et devient plus grossiere avec I'éloignement selon x puisque ces régions ne
sont pas influencées par la source de chaleur. L’épaisseur, qui montre également un faible gradient de
température, est constituée de cinq couches d’éléments solides. Derriére le passage de la flamme, un
vide de 1 mm de large est simulé en enlevant des éléments de 1 mm de large au fur et a mesure que la
source avance, ceci pour modéliser la demi-saignée entre les deux semelles.

3.4.5.3 Equations du probléme mécanique
Il s’agit de résoudre 1'équilibre statique par I'équation d’équilibre en volume qui prend la forme sui-
vante en notation indicielle selon (Frey 2009) :
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60'0,

™ +b,=0 (3.30)

1
Avec oy qui est le tenseur des contraintes et b; est la force par unité de volume. En notations indicielles,
les cordonnées x, y, z sont associées aux chiffres 1, 2 et 3 pour les indices i et j.

Les déformations peuvent s’exprimer selon leur composantes élastiques, plastiques et thermiques
selon I'expression :

_ ol apl
&y =&y t&; T&y (3.31)
Ainsi la loi de Hooke généralisée prend la forme suivante :
_ él _ pl th
0; =D&y =Dy (gkl —&y gkl) (3.32)
ou Dj est le tenseur du quatriéme ordre qui contient les modules élastiques du matériau.

Par I’hypothese des petites déformations, le tenseur de déformation infinitésimal s’exprime par :

1 6uk+%

Ey = (3.33)
2\ ox, ox,

Ou uy et uy représentent le champ des déplacements. Ainsi, si les déformations élastiques et thermiques

sont connues, la contribution des déformations plastiques peut étre définie de facon a résoudre

I'expression suivante :

%(Dﬁkl(gkl ~&l —a(T, _To)))"'bj =0 (3.34)

1

ou «a est le coefficient de dilatation thermique isotrope qui dépend de la température, Ty est le tenseur
des températures obtenues par I'analyse thermique avec 'hypothése d’'une température ambiante de
To=27,5°C.

Afin de définir les déformations plastiques, il est nécessaire de fixer un critére de plastification ou une
limite élastique qui permet de définir si le matériau se comporte élastiquement ou plastiquement. Ce
critere peut se définir par une fonction scalaire f{c), et lorsque la condition f = 0 est remplie, une sur-
face plastique est obtenue dans I'espace des contraintes, et lorsque f < 0 le matériau se comporte élas-
tiquement. Une telle fonction est définie en utilisant, d'une part, la loi de Ludwik (o = g, + Hp") (Ludwik
1909) et, d’autre part, le critere de plastification de Von-Mises, ce qui donne comme fonction
I'expression :

f(UaP)=0équ—(0y+Hp") (3.35)
Avec:

p . les déformations plastiques accumulées
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Oéqu :  les contraintes équivalentes de Von-Mises dans ce cas
oy : lalimite élastique du matériau

H . le module d’écoulement

n :  le coefficient d’écrouissage

Dans le cas d’un écrouissage isotrope linéaire, le coefficient d’écrouissage prend la valeur 1 et la loi de
Ludwik prend la forme simplifiée o, + Hp illustrée a la Figure 3.51.

A
H
ay 1

N

Figure 3.51 Loi de Ludwik pour le cas d'un matériau avec un écrouissage isotrope linéaire.

3.4.5.4  Propriétés mécaniques de 'acier

La partie mécanique du calcul nécessite de définir plusieurs propriétés qui dépendent de la tempéra-
ture. Les propriétés élastiques telles que le module de Young E, le coefficient de Poisson v, et le coeffi-
cient de dilatation thermique a, sont présentées a la Figure 3.52. Etant donné que ces propriétés n’ont
pas fait 'objet d’études particuliéres pour 'acier S355N, les simulations thermomécaniques se base-
ront sur les propriétés de I'acier S355J2H utilisé par (Acevedo 2011) qui se basent sur 'EN 1993-1-
2:2005 (CEN 2005b) pour E, et sur (Michaleris 2011) pour v et a.

Les propriétés plastiques, elles, sont définies par la limite élastique f, et la valeur de contrainte o pour
une déformation plastique de 10% avec un coefficient H fonction de la température T et n= 1 (écrouis-
sage linéaire). Ces parameétres, présentés a la Figure 3.52, sont également tirés de (Michaleris 2011).
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Figure 3.52 Propriétés thermomécaniques de I'acier S355.

3.4.5.5 Conditions de bords

Les déplacements u selon les axes y (uy) et z (u;) sont bloqués sur la face x = 300 mm. Les déplace-
ments selon x (uy) sont bloqués sur la face x = 0 au temps ty = 0. Puis lorsque I'oxycoupage commence
(t > to), les éléments de bord de largeur Ax = 1 mm qui regoivent la chaleur, fondent et libérent le dé-
placement u, en étant désactivés a mesure que la flamme avance.

3.4.5.6  Résultats et discussions

Les résultats qui suivent sont valables pour un état stationnaire lors de 1'oxycoupage de la tole en acier
S355N d’une épaisseur de 60 mm. La flamme parcourt une distance selon x de 300 mm. A une distance
de x = 100 mm, les quantités mécaniques se translatent avec 'avance de la source, c’est-a-dire que
|’état stationnaire est atteint. La Figure 3.53 montre la distribution des températures. La différence par
rapport au modele thermique précédent réside dans l'uniformité du gradient de température sur
I’épaisseur de la tole. Cet effet est dli a la source de chaleur modélisée comme un cylindre uniforme
sans la prise en compte de I'évasement en face supérieure (pour simplification).
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Figure 3.53 Distribution des températures a I'état stationnaire (températures inférieures a 1920°C).

La Figure 3.54 présente les déformations plastiques équivalentes. Ces déformations sont localisées
proches du bord sur une bande dont la largeur vaut 1 a 2 mm et elles sont maximales a mi-épaisseur
de la tole avec une valeur d’environ 7,5 %.
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Figure 3.54 Déformations plastiques équivalentes [-].

Les contraintes résiduelles longitudinales o, sont représentées a la Figure 3.55 et le profil des con-
traintes correspondant en fonction de la largeur de la demi- tole est donné a la Figure 3.56. Pour le cas
de référence avec une tole de 60 mm d’épaisseur, la distribution des contraintes résiduelles montre
que la composante de traction au bord oxycoupé atteint une valeur maximale de 390 MPa. Avec
I'éloignement du bord, les contraintes décroissent rapidement et atteignent un maximum en compres-
sion de -168 MPa a une distance de 8,5 mm du bord.
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Figure 3.55 Contraintes résiduelles longitudinales o,, selon Von Mises [MPa].

La comparaison des contraintes résiduelles expérimentales (pour t = 60 mm) avec celles simulées
pour trois différentes épaisseurs de tbles (¢t = 30-60-100 mm) est représentée a la Figure 3.56.
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Figure 3.56 Contraintes résiduelles expérimentales (Exp.) et numériques (num.).

La premiére observation de la Figure 3.56 concerne la comparaison des résultats pour le cas de réfé-
rence (t = 60 mm). La comparaison des allures de distribution montre des tendances similaires avec
une contrainte de traction au bord oxycoupé suivie par une zone comprimée et des contraintes
proches de zéro au centre. En revanche, les amplitudes des contraintes maximales ne montrent pas
toujours une bonne correspondance, par exemple avec les valeurs maximales en compression. Les
simulations prédisent des contraintes de compression plus grandes pour équilibrer les contraintes de
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traction qui dépassent la limite élastique du matériau. Cette différence peut s’expliquer par deux effets.
Premiérement, le modele actuel ne considere pas les phénomenes de transformation de phases qui se
produisent pour les aciers faiblement alliés comme le S355N lors du refroidissement apres le procédé
d’oxycoupage. La formation de ces phases dépend de la température du matériau et de la vitesse de
refroidissement. Ces phases présentent également des propriétés thermiques et mécaniques diffé-
rentes comme le montrent (Heinze et al. 2012) avec une étude portant sur le soudage d’'un acier
S355J2+N proche de celui utilisé dans le cadre de ce travail.

Dans le cas de I'oxycoupage, le bord oxycoupé est fortement chauffé sur une largeur de quelques mil-
limétres la ou précisément les contraintes de traction simulées a la Figure 3.56 sont tres élevées. De
plus, au vu de la Figure 3.34a qui expose les courbes de température et de refroidissement de I'acier
apres oxycoupage pour différents éloignements de la rive, les vitesses de refroidissement proches de
la saignée sont rapides favorisant ainsi la formation de martensite. Ces éléments, corroborés par les
mesures de dureté Vickers a la Figure 3.40, témoignent que l'acier a subi des changements de phases
dont il faudrait tenir compte dans un modéle de calcul plus complexe thermo-métallurgique.

La deuxieme observation de la Figure 3.56 montre I'évolution des contraintes résiduelles avec
I'épaisseur de la tdle découpée. Ainsi, lorsque I'épaisseur augmente les valeurs maximales des con-
traintes longitudinales en traction et compression calculées ont tendance a diminuer mais pas de fagon
significative (Tableau 3.6). D’autre part, il semble que l'influence de I'épaisseur sur I'amplitude et la
distribution des contraintes résiduelles soit assez limitée.

Il est aussi important de rappeler que les mesures expérimentales de contraintes résiduelles sont uni-
directionnelles et négligent 'effet de Poisson. Cet effet peut étre important vers la région de la saignée
ou le gradient de contrainte varie fortement.

Tableau 3.6 Valeurs calculées des contraintes maximales en traction (0¢max)et compression (0¢max)-

Epaisseur t [mm] Otmax [MPa] Ocmax [MPa]
30 418 -184
60 390 -168
100 340 -134

3.4.6 Discussion et conclusion

Le modele thermique montre qu’avec deux parametres : Qi, I'énergie entrante dans le matériau lors de
'oxycoupage, et hyap, le coefficient de transfert thermique utilisé pour modéliser les pertes de chaleur a
I'intérieur de la saignée, il est possible de bien reproduire numériquement la thermique de
'oxycoupage d’une tole. La calibration du modéle se base sur des mesures expérimentales a savoir:
des profils de température a différents emplacements de la téle oxycoupée, et sur les observations de
la géométrie de la zone affectée thermiquement (ZAT).

Le modéle thermomécanique se base sur le modele thermique calibré auparavant mais en simplifiant
la forme de la source de chaleur par un cylindre régulier au lieu d’'un cylindre évasé pour des raisons
de finesse de maillage et du temps de calcul. Les résultats numériques des calculs de contraintes rési-
duelles montrent une bonne correspondance avec les mesures expérimentales en ce qui concerne
I'allure des distributions de contrainte sur la section. En revanche, les amplitudes des contraintes cal-
culées dépassent celles mesurées. Ce phénomene serait dii en grande partie au fait que le modéle ne
considere pas les transformations de phase qui se produisent lors du refroidissement du matériau
apres l'oxycoupage. Un calibrage précis du modele n’est pas réalisable sans tenir compte de ce qui se
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passe au niveau métallurgique avec les transformations de phase. Par ailleurs, les calculs de con-
traintes résiduelles pour différentes épaisseurs de tdle révelent que, lorsque I'épaisseur augmente,
I'intensité des contraintes diminue mais pas de facon marquée. Cette tendance, probablement peu im-
pactée par des changements de phase, permet d’avancer que le modeéle de contraintes résiduelles pro-
posé a la Figure 3.37 représente également un modele applicable a des épaisseurs de tole différentes
de 60 mm mais qui se situent dans une gamme de 30 a 100 mm.

3.5 Synthese et conclusions

La connaissance des contraintes résiduelles est importante car elles influencent le comportement des
éléments en acier. En ce qui concerne la résistance en section, 'effet de ces contraintes initiales se ca-
ractérise par une diminution de la rigidité due a la plastification prématurée des fibres. Cela n’a pas de
conséquence directe sur la résistance d’'une section mais sur la résistance d'un élément en flexion (dé-
versement) ou compression (flambement) pour lequel la rigidité joue un réle important sur la capacité
portante. Les contraintes résiduelles ont également une influence sur le comportement en fatigue des
structures soumises a des charges répétées, ce point n’est pas traité dans cette étude.

La revue de la littérature sur les contraintes résiduelles montre que les distributions de contraintes
dépendent principalement de deux parametres principaux: 1) le mode de fabrication des profilés, et
2) la géométrie en section. La littérature ne propose pas de modeéle de contraintes résiduelles adapté
pour les sections de poutres de ponts dont les éléments ont été oxycoupés puis soudés ensemble. La
littérature décrit également que les études des contraintes résiduelles effectuées sur les aciers a haute
limite d’élasticité révelent que l'intensité des contraintes ne dépend que tres peu de la limite
d’élasticité du matériau.

Les méthodes de mesures de contraintes résiduelles sont nombreuses et se classent dans deux catégo-
ries selon qu’elles sont destructives ou non-destructives. Dans le cadre des mesures effectuées dans
cette these, la méthode destructive par sectionnement a été retenue. Cette méthode est éprouvée et
fournit des résultats fiables a condition de suivre une procédure de mesure systématique et précise.

Les investigations expérimentales se composent de mesures : 1) de températures pendant les étapes
d’oxycoupage des semelles et du soudage ame-semelle utilisées pour la calibration du modele numé-
rique thermique, 2) de contraintes résiduelles sur des sections oxycoupées et des sections oxycoupées
puis soudées, 3) de géométries de la zone affectée thermiquement (ZAT) par métallographie, et 4) de
dureté Vickers sur la ZAT. Les résultats des mesures de contraintes résiduelles pour des sections oxy-
coupées aux deux bords puis soudées au centre révelent une distribution avec des contraintes de trac-
tion aux bords oxycoupés, suivies de contraintes de compression dans les zones intermédiaires, et de
contraintes de traction au droit de la zone soudée. Ces résultats sont synthétisés par la proposition
d’'un modele de contraintes résiduelles expérimental adapté aux poutres métalliques de pont qui ser-
vira de parameétre entrant pour les analyses effectuées aux chapitres 4 et 5 sur le déversement. Les
études métallographiques sur la forme de la ZAT révélent un profil de cone évasé en face supérieure
de la tole qui est utilisé pour caractériser la source de chaleur dans le modeéle numérique thermique.
Les résultats des essais de dureté Vickers montrent que 'acier subit des changements de structure
synonyme de transformations de phase localisé au bord oxycoupé.

Les analyses numériques montrent que la thermique de I'oxycoupage peut étre reproduite numéri-
quement de fagon convenable par un modele qui contient deux parametres : Qi, 1'énergie entrante
dans le matériau lors de I'oxycoupage, et hyqp, le coefficient de transfert thermique utilisé pour modéli-
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ser les pertes de chaleur a I'intérieur de la saignée. Le calcul mécanique consécutif révéle des distribu-
tions de contraintes résiduelles dont l'allure correspond aux mesures expérimentales mais dont
I'intensité des contraintes est trop élevée. Cette différence est vraisemblablement due au fait que le
modele thermomeécanique ne considére pas les transformations de phase liées au matériau qui se re-
froidit apres I'oxycoupage. Par conséquent, un calibrage plus précis des résultats numériques néces-
site un modele plus complexe qui integre les changements de structure de I'acier liés aux températures
et vitesse de refroidissement (modéle métallurgique). Toutefois, le modele simplifié permet de mon-
trer que l'intensité des contraintes résiduelles d’oxycoupage ne varie pas de fagon significative avec
I'épaisseur de la tole en acier découpée. Ce constat est probablement peu influencé par les transforma-
tions de phase de l'acier et permet d’avancer que le modele de contraintes résiduelles expérimental
élaboré pour une épaisseur de 60 mm reste raisonnablement valable pour des épaisseurs plus et
moins importantes.
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Chapitre 4. Etude du déversement par
I'approche poutre

4.1 Introduction

Ce chapitre est dédié a 'étude du déversement au niveau d’'une poutre métallique de pont. Cette ap-
proche est simplifiée par rapport a la réalité d'un pont ou les poutres sont liées aux entretoises, aux
contreventements et a la dalle en béton, lorsque la connexion est effective, pour former une structure
tridimensionnelle. Cependant, une approche poutre permet de bien comprendre le comportement au
déversement de la poutre métallique et des parameétres qui lui sont liés.

Les objectifs principaux de ce chapitre sont :

e Mesurer expérimentalement la forme et 'amplitude des imperfections géométriques d'une
poutre métallique de pont apres fabrication et comparer ces mesures aux valeurs normatives.

e Evaluer numériquement l'influence des parametres tels que les contraintes résiduelles et les
imperfections géométriques sur la résistance au déversement d'une poutre.

Par conséquence a ces objectifs, la section 4.2 présente les mesures expérimentales des imperfections
géométriques effectuées sur deux poutres du viaduc en bipoutre mixte ferroviaire de Wilwisheim (F).
La section 4.3 expose les analyses numériques qui permettent de déterminer la charge critique et la
charge de ruine par déversement. Les parametres tels que les contraintes résiduelles et les imperfec-
tions sont variés de fagcon a déterminer leur influence sur la résistance au déversement.

Une partie des résultats présentés dans ce qui suit a permis une publication (Thiébaud and Lebet
2014) a l'occasion de la journée « Nouveaux acquis de la recherche sur les ponts » organisée par la
société suisse des ingénieurs et des architectes (SIA).

4.2  Mesures expérimentales des imperfections géométriques

4.2.1 Introduction

L’objectif principal des mesures expérimentales consiste a évaluer la forme et 'amplitude des imper-
fections géométriques qui concernent les poutres métalliques de ponts. Par imperfections géomé-
triques il est entendu les défauts de rectitude et de courbure des poutres.

D’un point de vue pratique, les imperfections géométriques sont liées aux tolérances que les construc-
teurs métalliques se doivent de respecter. 1l s’agit des tolérances géométriques de fabrication pres-
crites par la norme suisse SIA263/1:2013 (SIA 2013b) et européenne EN1090-2 :2011 (CEN 2011) et
des tolérances de montage et d’exécution liées a la méthode de montage.

D’un point de vue scientifique, les imperfections géométriques doivent étre considérées lors du calcul
non-linéaire géométrique et matériel de la charge de ruine d’'un élément de structure. Sur ce sujet, les
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recommandations de la norme EN1993-1-5:2006 (CEN 2006) Annexe C proposent, a défaut de mieux,
de prendre des imperfections géométriques basées sur la forme du mode critique le plus probable en
appliquant une amplitude valant 80% des tolérances géométriques de fabrication. En conséquence de
cette recommandation, il s’avere intéressant de connaitre I'écart existant entre les imperfections géo-
métriques réelles des poutres et les tolérances de fabrication. De plus, comme le déversement
s’'identifie par un déplacement horizontal et vertical ainsi qu'une rotation de la section, il est raison-
nable de considérer que ce sont les rectitudes horizontales des semelles comprimées qu'’il est impor-
tant de connaitre. Fort de ce raisonnement, les mesures expérimentales qui suivent se concentrent
principalement sur I'évaluation de la forme et de 'amplitude des imperfections géométriques des se-
melles.

4.2.2 Procédure expérimentale

4.2.2.1 Présentation de l'ouvrage

Les mesures ont été effectuées sur deux poutres métalliques droites de type composées-soudées utili-
sées pour la construction du viaduc de Wilwisheim (France). Cet ouvrage d’art est un pont mixte bi-
poutre supportant deux voies ferroviaires. Il a été construit dans le cadre des LGV (lignes a grandes
vitesses) Est européennes sur le tracé reliant Strasbourg a Paris. Cet ouvrage a la particularité d’étre
doublement mixte car les semelles inférieures sont également liées a une dalle en béton au moyen de
goujons.

La longueur totale du pont est de 381 m répartie en neuf travées de 33 - 5x 48 - 45 - 40 - 23 m. Le
pont a une pente constante de 2,52% en élévation. Il est trés légerement courbe en plan en suivant une
clothoide sur les quatre-vingts premiers metres, puis ensuite il est rectiligne.

La Figure 4.1 illustre une section transversale type du pont mixte en travée. La largeur de 'ouvrage
sans les bordures est de 12,3 m et I'écartement des poutres est de 6,0 m. La hauteur des poutres est de
3,2 m et I'épaisseur de la dalle supérieure est de 43 cm au centre alors que I'épaisseur de la dalle infé-
rieure est de 15 cm au centre.
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COUPE TRANSVERSALE - SECTION A 3.20M (voies non déversées dans l'alignement droit)
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Figure 4.1 Coupe transversale en travée de la section, dimensions en m.

4.2.2.2  Choix des poutres

Des mesures géométriques ont été effectuées sur deux poutres, une poutre correspondant a une sec-
tion sur appuis et une autre a une section de travée (Figure 4.2a et b). La premiere, avec une longueur
de 20 m, se situe sur le trongon 10 et est nommeée (T10) alors que la seconde, avec une longueur de 28
m, se situe sur le trongon 11 du méme coté et est nommée (T11).

a) trongon sur appuis (T10), L =20 m b) trongon en travée (T11), L =28 m
Figure 4.2 Vue des poutres mesurées en atelier.

Transversalement, les poutres sont munies de deux raidisseurs longitudinaux soudés du coté intérieur
qui sont interrompus environ tous les 6.0 m par les raidisseurs verticaux. A la Figure 4.3 est représen-
tée une coupe transversale type de chaque poutre. La section en travée montre une semelle inférieure
de 1200 mm de large par 40 mm d’épaisseur (noté 1200 x 40 mm), une ame de 3120 x 25 mm et une
semelle supérieure de 800 x 40 mm. La section sur appuis présente une semelle inférieure d'épaisseur
variable de 50 mm a 100 mm pour une largeur constante de 1200 mm, une ame de hauteur variable
avec une épaisseur de 30 mm et une semelle supérieure d’épaisseur variable entre 60 mm et 125 mm
pour une largeur constante de 800 mm. Les raidisseurs longitudinaux sont des fers plats de section 20
x 250 mm. Les raidisseurs verticaux intermédiaires sont constitués d’'un fer plat 25 x 300 mm soudés a
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I'intérieur des poutres et sont espacés de 6.0 m. Les raidisseurs verticaux d’appuis sont de formes tra-
pézoidales et sont formés d'un fer plat de 40 x 570 mm (largeur variable) positionné au centre et au-
quel s’ajoutent quatre fers plats de 25 x 550 mm (largeur variable) disposés symétriquement de part
et d’autre.
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a) section sur appuis (T10) b) section en travée (T11)

Figure 4.3 Coupes transversales et vues des deux poutres métalliques mesurées (en mm).

4.2.2.3  Choix de la méthode de mesures

La littérature scientifique et technique propose différentes méthodes de mesures de forme 3D, 2D ou
1D chacune répondant a des applications particuliéres. Ainsi, (Korol et al. 1984) ont étudié la déviation
hors plan des ames verticales de six poutres caissons de ponts. Les auteurs ont utilisé un appareil
constitué d’'une jauge positionnée sur une barre ayant des pinces mobiles permettant une prise de
mesures linéaires des déformations. Plus tard, (Singer and Abramovich 1995) exposent le développe-
ment des techniques de mesures pour des imperfections géométriques sur de grandes surfaces planes
de type coques. Les auteurs proposent une méthodologie pour permettre d’évaluer avec plus de préci-
sion les charges de voilement des coques. (Lehmann et al. 1999) montrent dans leur article la possibi-
lité de mesurer de grandes surfaces planes par projection de frange avec une précision de 'ordre du
millimétre. Cette technique a été utilisée pour effectuer des mesures de planéité sur des grandes
poutres caissons métalliques d'un pont d’autoroute en Suisse. Cette méthode de mesures de surfaces
planes semble relativement compliquée a mettre en place et présente une erreur systématique de me-
sures amenant a des imprécisions plus grandes. (Bernard et al. 1999) présentent une étude des diffé-
rentes méthodes de mesures permettant d’évaluer les imperfections géométriques dans des panneaux
élancés. Trois méthodes sont étudiées, la photogrammeétrie, le levé optique et la machine de mesure de
coordonnées (MMC). Les auteurs concluent que I'utilisation de la MMC est recommandée pour un tra-
vail de précision. Dans (Staub and Barras 2011) différents procédés topométriques sont combinés afin
de mesurer la géométrie de poutres métalliques de batiments. La combinaison des trois procédés
permet d’obtenir une tres bonne précision de mesures, de I'ordre du 0,3 mm, mais requiert un impor-
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tant travail de traitement des données. Plus récemment, (Emmelmann et al. 2012) ont présenté une
méthode hybride qui combine le Laser-Tracker et la vidéométrie pour mesurer des formes 3D de facon
performante mais a plus petite échelle. L'intérét de ce dernier article réside dans la présentation du
systeme de Laser Tracker. Cette méthode, sélectionnée dans le cadre de ce travail, permet la mesure
de coordonnées 3D sur de grandes distances avec une précision accrue.

Dans le cadre de ce travail, le choix de la méthode de mesures tient compte de plusieurs critéres tels
que:

e laprécision de mesure assurant le dixieme de millimetre,

la capacité a mesurer dans un environnement industriel bruyant et poussiéreusx,

la rapidité de déploiement et mesure,

I'adaptabilité aux différentes configurations de mesure,

la mobilité du systeme.

4.2.2.4 Mesure par Laser Tracker

Le Laser Tracker est une machine portable de mesure de coordonnées qui utilise un faisceau laser
émis par la station (émetteur) qui poursuit un réflecteur dans un environnement 3D (Figure 4.4). La
derniére génération de ce type d’appareil permet de mesurer des points avec une haute précision sur
de grandes distances. Cette méthode permet des mesures rapides et précises. Dans le cadre de ce tra-
vail un appareil de type AT401 est utilisé (Hexagon Metrology 2012). Cet appareil assure des mesures
avec une MPE (maximum permissible error) de 15 um + 6 pm/m ce qui donne une précision de me-
sure d'environ 0.135 mm dans un rayon de 20 m. Pour obtenir des précisons accrues, le travail en sta-
tion est conseillé car il permet de réduire les distances entre le Laser Tracker et le réflecteur.

Figure 4.4 Illustration de mesure par Laser Tracker sur la poutre T10.
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4.2.2.5 Conception des mesures

Préalablement, les poutres ont été disposées de facon a dégager un périmétre d’'un minimum de 3.0 m
au sol permettant ainsi un recul suffisant pour la prise de mesure par Laser Tracker. Les poutres sont
appuyées sur deux profilés métalliques réglés pour assurer une bonne stabilité du composé-soudé
(Figure 4.5).

Aréte supérieure-
extérieure ——w

Aréte inférieure-
. intérieure
Aréte inférieure-
extérieure

Figure 4.5 Lignes principales des points de mesures.

Les mesures se sont concentrées sur la prise de points le long de deux arétes sur la semelle supérieure
et deux arétes sur la semelle inférieure (Figure 4.5). Les points mesurés sont distants entre eux
d’environ un metre afin de quantifier correctement les rectitudes horizontales et verticales des
poutres.

4.2.2.6 Méthodologie de mesure

Pour chaque poutre une méthodologie de mesure a été mise au point pour permettre de récolter les
informations voulues dans le temps imparti, soit une demi-journée. Etant donné que des mesures sont
envisagées sur les deux faces, deux stations sont nécessaires. Le passage d'une station a l'autre
s’effectue via des points de repere jugés fixes pendant la durée des mesures. Trois points ont été fixés
sur la semelle supérieure et deux autres points ont été fixés en partie basse en amont de la poutre avec
des témoins aimantés de fagon a étre atteignables par les deux stations. Le positionnement des points
est concu de facon a ouvrir le champ de vision amont-aval et haut-bas pour obtenir une bonne préci-
sion sur le report des mesures entre les deux stations. Les étapes de mesure, illustrées a la Figure 4.6,
se résument comme suit dans 'ordre :

1. définition de la station 1 et réglage du Laser Tracker,
2. définition d’une origine,

Ce point est situé au commencement de I'aréte inférieure-extérieure et permet d’avoir une ré-
férence locale sur la poutre (Figure 4.5).

3. formation des plans de référence,
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Un plan, jugé utile pendant les mesures, a été formé en mesurant la face supérieure de la se-
melle inférieure de part et d’autre de I'ame (Figure 4.6a).

4. prise des points sur I'aréte inférieure-extérieure (Figure 4.6b),
5. prise des points sur I'ame (Figure 4.6c),

6. prise des points sur 'aréte supérieure-extérieure (Figure 4.6d),
7. mesure des points de repeére fixes,

Un minimum de trois points de repere est judicieusement choisi de fagon a étre atteignable par
les deux stations du Laser Tracker. D’expérience, il est bien de définir cinq points pour obtenir
un minimum de trois points de repére valides.

8. répétition des étapes 7, 3, 4 et 6 depuis la station 2.

(a) étape 3, mesure de la face supérieure de la se- (b) étape 4, mesure de l'aréte inférieure de la se-
melle inférieure. Le réflecteur est ajusté avec un melle inférieure. Le réflecteur est ajusté avec un
adaptateur plat. adaptateur d’angle.

.

(c) étape 5, mesure de 'ame (partie plane et verti- (d) étape 6, mesure de l'aréte supérieure de la se-
cale). Le réflecteur est ajusté avec un adaptateur melle supérieure. Le réflecteur est ajusté avec un
plat. adaptateur d’angle.

Figure 4.6 Illustrations des principales étapes de mesures.

Durant la prise des mesures une visualisation graphique et numérique instantanée est disponible telle
que montrée a la Figure 4.7. Les arétes sont représentées par des vecteurs orientés selon la moyenne
des points mesurés ; la semelle inférieure (en orange a la Figure 4.7) et I'ame (en vert a la Figure 4.7)
sont représentées par des surfaces qui passent également par la moyenne des points mesurés.
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¥

Figure 4.7 Visualisation des entités géométriques mesurées pour la poutre T11.

4.2.3 Résultats

Les mesures permettent d’extraire des résultats sur les imperfections géométriques des semelles (rec-
titudes, courbures, contrefleches) qui peuvent étre ensuite comparées avec les tolérances géomé-
triques prescrites par les normes, par exemple SIA263/1:2013 (SIA 2013b) ou EN1090-2 (CEN 2011).
Les résultats présentés dans ce qui suit se concentrent sur les imperfections géométriques de recti-
tudes horizontales qui représentent un intérét majeur, pour le déversement des poutres de ponts, par
rapport a d’autres imperfections. Les résultats de rectitudes verticales sont également présentés en
guise d’'information pour le lecteur.

4.2.3.1 Rectitudes horizontales

La Figure 4.8 représente les rectitudes horizontales, c’est-a-dire 1'écart horizontal selon y (4y) le long
de la poutre (coordonnée x) entre la ligne fictive reliant les deux extrémités du trongon et la géométrie
réelle des arétes mesurées, pour les poutres T10 (Figure 4.8a) et T11 (Figure 4.8b). Les conventions
d’axe et la dénomination des arétes sont données a la Figure 4.5.
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(a) T10, trongon sur appuis (b) T11, trongon de travée

Figure 4.8 Rectitudes horizontales (selon y) des quatre arétes mesurées pour chaque poutre.

L’allure générale des défauts de rectitude montre une courbure semblable pour les quatre arétes des
deux poutres, vers y positif pour T10 et y négatif pour T11. Les valeurs maximales (Tableau 4.1) attei-
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gnent 9,1 mm a une distance de 7,1 m pour l'aréte inférieure extérieure de T10 et respectivement de
8,3 mm a une distance de 14,2 m pour I'aréte supérieure intérieure T11. Il est intéressant de noter ici
que I’écart maximum apparait au tiers de la longueur pour T10 et a mi-longueur pour T11. De plus, ce
n’est pas I'élément le plus long qui expose I'écart le plus grand, mais I'inverse.

Tableau 4.1 Valeurs maximales mesurées et tolérance selon la norme SIA 263/1:2013.

Poutre Longueur L Ecart maximum mesurédy Tolérance selon SIA 263/1:2003

A<1/1000
[m] [mm] [mm]
T10 20 9.1 (=L/2000) 20
T11 28 8.3 (=L/3000) 28

En comparant les écarts maximums mesurés avec les recommandations de la norme SIA 263/1:2013
(SIA 2013b) sur les tolérances de fabrication et de montage, les amplitudes des défauts de rectitudes
mesurés restent bien inférieurs aux normes (Tableau 4.1), de 'ordre de deux (=L/2000) a trois fois
(=L/3000). Ici L représente la longueur de I'élément.

Si l'allure générale des courbures pour chaque aréte est cohérente, il apparait localement des écarts
plus importants entre les arétes. Ceux-ci ne dépassent pas 1 mm et sont probablement liés aux imper-
fections locales de I'aréte meulée.

4.2.3.2  Rectitudes verticales

De maniére analogue aux rectitudes horizontales, la Figure 4.9 expose les courbures verticales (selon
z) mesurées ainsi que les contrefleches imposées lors de la fabrication de chacune des poutres T10
(Figure 4.9a) et T11 (Figure 4.9b).
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Figure 4.9 Rectitudes verticale (selon z) des quatre arétes mesurées pour chaque poutre.

A nouveau les allures générales des courbes coincident avec une courbure selon z négatif pour T10 et z
positif pour T11. Les valeurs maximales mesurées sont de -27 mm a une distance de 10 m pour I'aréte
inférieure extérieure de T10 (Tableau 4.2) et de +18 mm a une distance de 14 m pour I'aréte inférieure
intérieure de T11. Il en résulte que c’est bien a mi-longueur de I'élément que les courbures sont maxi-
males dans ce cas.
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Tableau 4.2 Résumé des valeurs de rectitudes et contrefleches pour T10.

Contrefléches N 2 N Tolérance selon SIA
. Contrefléches | Ecart max. par rapport a la courbure
mesurées . . Lo 263/1:2003
Az imposées théorique 4 A<1/1000
x | inf.int. l inf. ext.
[m] [mm] [mm] [mm] [mm]
3 -8 -8 -8 0 20
6 -19 -17 -14 5 20
10 -24 -27 -19 8 20
14 -17 -18 -15 3 20
17 -9 -9 -7 2 20

La comparaison des écarts maximums entre les contrefleches mesurées et imposées restent bien au-
dessous des tolérances de fabrication (cf. Tableau 4.2 et Tableau 4.3). A nouveau, la poutre la plus
courte T10 montre un écart maximum légerement supérieur par rapporta T11.

Tableau 4.3 Résumé des valeurs de rectitudes et contrefleches pour T11.

Contrefléches N N Tolérance selon SIA
. Contrefléches Ecart max. par rapport a la courbure
mesurées imposées théorique 4 263/1:2003
Az A<L/1000
x | inf int. l inf. ext.
[m] [mm] [mm] [mm] [mm]
8 16 10 9 7 28
14 18 13 16 3 28
20 16 8 9 7 28

Localement, la différence des courbures entre les deux arétes supérieures d'une méme semelle montre
des écarts de plusieurs millimetres ce qui serait synonyme d'un défaut de perpendicularité de la se-
melle par rapport a 'dme ou de planéité de la semelle.

4.2.4 Conclusions sur les études expérimentales

Cette étude a investigué deux géométries de poutres composées-soudées métalliques droites du Via-
duc de Wilswisheim. Le choix des poutres s’est porté sur deux trongons droits, un de type appuis, et un
de type travée, qui présentent des géométries différentes.

Le choix de la méthode de mesures résulte d'une breve étude de la littérature et de plusieurs discus-
sions avec des experts en topométrie. Apres I'analyse des besoins de I'étude et des contraintes expéri-
mentales, la méthode de mesure par Laser Tracker s’est avérée la plus adaptée en offrant des avan-
tages de flexibilité tout en garantissant la précision souhaitée. Les mesures ont été effectuées en atelier
et se sont concentrées sur la géométrie des arétes des semelles.

Les résultats des rectitudes horizontales et verticales montrent des allures globales cohérentes entre
les arétes. Pour les deux poutres, les tolérances géométriques de fabrication sont largement respectées
en ce qui concerne les rectitudes horizontales et I'écart par rapport a la courbure théorique de la con-
trefleche au sens de la norme SIA 263/1:2013 (SIA 2013b).

Les résultats des mesures apportent également une réponse au niveau scientifique lorsqu’il s’agit
d’évaluer la charge de ruine de ce type de poutre. Ce calcul nécessite une connaissance aussi précise
que possible de la géométrie initiale et par conséquent des imperfections géométriques. Dans ce cadre,
la norme EN 1993-1-5:2006 (CEN 2006) recommande dans son Annexe C de prendre comme imper-
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fection géométrique, a défaut de mieux, la forme du mode critique de déversement avec une valeur
d’amplitude valant 80% des tolérances de fabrication.

Selon ’'EN 1090-2 :2008 (CEN 2011), les tolérances géométriques concernant I'écart de rectitude hori-
zontale ou verticale ne doivent pas dépasser la valeur limite 4 = /750, avec L la longueur de I'élément
considéré. La norme SIA (SIA 2013b) prévoit des écarts plus sévéres avec 4 = L/1000. Par conséquent,
de la comparaison entre les valeurs d’amplitudes mesurées dans cette étude (4 = L/3000 a L/2000) et
celles recommandées pour le calcul non-linéaire de la charge de ruine qui se basent sur le 80% des
tolérances géométriques (4 = 0,8L/750 = L/1000) ; il en résulte que la recommandation demeure con-
servatrice puisque les amplitudes mesurées sont deux a trois fois plus petites que celles recomman-
dées.

Dans la suite du chapitre, il sera étudié, entre autres, I'effet de 'amplitude des imperfections géomé-
triques sur le calcul non-linéaire géométrique et matériel de la charge de ruine dans le cas du déver-
sement des poutres de ponts. Deux valeurs d’amplitude seront considérées : 1) L/1000 qui représente
les recommandations de 'EN 1090-2 :2008, et 2) L/3000 qui résulte des mesures expérimentales.

4.3 Analyse numérique du déversement de poutre de pont

4.3.1 Introduction

L’objectif des analyses numériques par I'approche poutre est d’identifier et quantifier les parametres
qui influencent la résistance au déversement des poutres de ponts étudiées isolément.

La démarche utilisée pour parvenir a cet objectif est la suivante :

e Etablir un modéle par éléments finis de type coques qui permet l'introduction des contraintes
résiduelles et des imperfections géométriques pour déterminer la charge de ruine par une ana-
lyse non linéaire géométriquement et matériellement (GMNIA).

e Etablir un modéle par éléments finis de type poutre qui permet de déterminer la charge cri-
tique de déversement par une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA).

e Identifier les parametres importants pour le déversement des poutres de pont.

e Analyser l'influence des paramétres identifiés sur la résistance par une représentation selon

les courbes de déversement Ap — Xp pour deux géométries de poutres de pont.

Les conclusions de cette section serviront de bases pour les analyses numériques effectuées au cha-
pitre 5 et pour I'analyse des résultats au chapitre 6.

Les analyses numériques sont effectuées avec le logiciel FINELG (Université de Liege and Greisch
2003) développé par I'Université de Liege et le bureau d’ingénieur Greisch.

4.3.2 Bases existantes pour I'analyse par éléments finis

Le développement de moyens informatiques toujours plus performants a permis une utilisation plus
générale des études numériques par la méthode des éléments finis (MEF) comme en témoigne la litté-
rature. Les bases normatives actuelles en matiere de modélisation par éléments finis sont établies par
I'annexe C de 'EN1993-1-5 (CEN 2006) et ses commentaires relatifs (Johansson et al. 2007) en ce qui
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concerne les structures en acier formées de plaques planes, et par 'EN1993-1-6 :2007 (CEN 2007) en
ce qui concerne le calcul des structures en acier de type coque. Ces documents donnent des informa-
tions a propos du choix de la méthode par éléments finis, de la modélisation, de I'utilisation des imper-
fections géométriques et matérielles et des propriétés de matériau. Plus récemment, (Kindmann and
Kraus 2012) ont publié un ouvrage de référence dédié aux calculs des structures en acier par éléments
finis. Ce livre se concentre principalement sur une approche de modélisation de structures par des
éléments de type poutre.

4.3.3 Description des modéles d’analyse numérique par éléments finis

4.3.3.1 Modélisation par éléments finis plans de coque

Le calcul de la charge de ruine est effectué par une analyse non linéaire géométriquement et matériel-
lement en incluant des imperfections (GMNIA). Il s’agit d’augmenter la charge de fagon incrémentale et
de résoudre pour chaque pas de chargement :

K, du=dp (41)
K: :  matrice de rigidité tangente pour un niveau de charge P,
du :  incrément de déplacement correspondant a I'incrément de charge dp.

La stratégie de calcul pour le chargement est effectuée selon la méthode de la longueur d’arc (arc
length method). La Figure 4.10 expose un modele représentatif du maillage par éléments finis d’'une
poutre métallique de ponts telle que celle utilisée pour les simulations numériques. Un élément fini de
type coque mince, aussi appelé élément plan de coque (Frey and Studer 2003), a quatre nceuds
(QSCRA) a été utilisé pour modéliser 'ensemble de la poutre (Figure 4.11). Cet élément contient les
formulations d’usage a savoir : 1) une formulation d’état plan de contrainte pour I’état membranaire,
2) une formulation selon la théorie de Kirchhoff pour I'état flexionnel et, 3) une formulation lagran-
gienne totale pour tenir compte de la courbe de I'élément selon la théorie de Marguerre. Le choix d'un
tel élément permet 'introduction du modeéle de contraintes résiduelles proposé au chapitre 3.

Le maillage est constitué de huit éléments pour modéliser les semelles et seize a vingt éléments, en
fonction de la géométrie, pour modéliser 'ame (Figure 4.10). Aux extrémités et au centre des semelles,
ainsi qu’aux extrémités de 'ame, des éléments plus petits sont utilisés pour introduire les contraintes
résiduelles de traction. Pour les zones dont les contraintes résiduelles sont de compression les élé-
ments sont plus larges. Longitudinalement, le nombre d’éléments est adapté de fagon a obtenir un
maillage aussi carré que possible pour s’assurer d'un bon comportement numérique. La densité du
maillage a été testée de fagon a garantir que le maillage retenu fournisse des résultats suffisamment
précis (avec une différence sur le résultat de 'ordre de 0,1 % par rapport a un maillage tres raffiné)
pour un temps de calcul raisonnable d’environ 10 min pour une grande poutre.

Le chargement de moment constant est introduit par un couple de forces aux extrémités (Figure
4.10a). Ces forces sont réparties sur la largeur de la semelle pour éviter les concentrations de forces
localement.

Les conditions aux extrémités sont congues de fagon a créer une poutre simple munie d’appuis de type
« fourche » a I'image du cas fondamental du déversement (Figure 1.1). Ainsi, la semelle inférieure est
appuyée verticalement (selon z) et horizontalement (selon y) a ses extrémités. Des appuis verticaux
sur la semelle supérieure et des appuis horizontaux sur 'ame sont introduit pour tenir compte de
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'effet d'un raidisseur rigide aux extrémités. Longitudinalement, une extrémité est appuyée selon x et
'autre est laissée libre de déplacement.

(a) maillage et systéme statique (b) détail ame-semelle

Figure 4.10 Modélisation des poutres de ponts par éléments finis plans de coque.

t const. 2

X Y
Figure 4.11 Elément fini plan quadrangulaire (QSCRA) de type coque mince utilisé.

4.3.3.2 Modélisation par éléments finis de type poutre

Le calcul de la charge critique de déversement est effectué par une analyse de bifurcation élastique
linéaire (LBA) avec des éléments de type poutre. Le calcul des vecteurs propres et des formes asso-
ciées est effectué en résolvant :

Ky +AK,u.=0 (4.2)
Ko :  matrice de rigidité linéaire,
K, :  matrice des contraintes initiales,
Uc 1 vecteur propre des déplacements, qui correspond a la forme d’instabilité associée a

la valeur propre A.

La méthode d’itération par sous-espace est utilisée pour résoudre ( 4.2 ).

L’avantage du modele poutre par rapport au modele coque réside dans la détermination de la charge
critique de déversement pour les poutres ayant un faible élancement réduit. Ces poutres ont la carac-
téristique d’avoir des longueurs courtes qui favorisent le voilement de 'ame plut6t que le déversement
de la poutre lors des analyses de bifurcation élastique linéaire avec le modele coque. Par conséquent,
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I'identification du mode critique de déversement devient ardue et arbitraire. Le modele poutre permet
de contourner ce phénomene puisqu’il ne tient pas compte des modes locaux de voilement lors de
I'analyse.

Un élément poutre (PS7PCA/B) rectangulaire avec neuf points d’'intégration qui tient compte du gau-
chissement selon la théorie de Vlassov est considéré (Figure 4.12). Ce choix permet de modéliser une
section monosymétrique avec six éléments répartis en deux éléments pour chaque semelle et deux
éléments pour I'ame (Figure 4.13). Longitudinalement, un nombre fixe de vingt-huit éléments est con-
sidéré. Le chargement de moment constant est appliqué au centre de gravité (CG) de la section par
deux couples de moments (Figure 4.13). Aux extrémités, les conditions d’appuis de type « fourche »
sont modélisées en bloquant les déplacements x, y, z et la rotation selon x a une extrémité, et les dépla-
cements y, z et la rotation selon x a 'autre extrémité.

Figure 4.13 Axonométrie et vue en coupe du modele par éléments finis de type poutre.

4.3.3.3  Modélisation du comportement de l'acier

Afin d’évaluer l'effet de la loi de comportement de l'acier sur la résistance au déversement d’'une
poutre de pont, deux lois de matériau sont considérées (Figure 4.14). La Figure 4.14a montre une loi
élastique-plastique avec un écrouissage linéaire de 0,01E comme recommandé par (CEN 2006). La
Figure 4.14b expose une loi élastique-plastique multilinéaire avec un écrouissage de 0,02E jusqu’a la
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résistance ultime f, (f. = 510 MPa pour un acier S355) comme indiqué dans (ECCS 1984; Kindmann
and Kraus 2012). L'utilisation d'une loi élastique parfaitement plastique (E = 0) est déconseillée
(Kindmann and Kraus 2012) pour le calcul de la charge de ruine pour des raisons de problémes de
convergence numérique.

o o
A A
0,01E f"7"""""7"""6,707275"7%—;
J | Al ! |
w | l | i 1
| | | | Il |
| l | l i 1
E=210GPa | E=210GPa | t !
| | > c | } H | - c
& Emax = 10% & 10, emax = 10%
(a) Type élastique-plastique bilinéaire (CEN 2006) (b) Type élastique-plastique multilinéaire

Figure 4.14 Lois de matériau considérées.

4.3.3.4 Modélisation des contraintes résiduelles

Afin de déterminer l'influence des contraintes résiduelles sur la résistance au déversement d'une
poutre de pont, un cas sans contraintes résiduelles et trois cas avec des contraintes résiduelles sont
considérés pour les études numériques (Figure 4.15). Pour des raisons de taille graphique, unique-
ment la partie supérieure des profilés composés-soudés est représentée a la Figure 4.15. La limite élas-
tique de référence pour ces modeéles vaut f, = 355 MPa.

La Figure 4.15a reprend le schéma de contraintes résiduelles de (ECCS 1976) présenté a la Figure 3.7a
moyennant quelques adaptations. Ainsi les largeurs tendues avec une contrainte valant f, aux bords
oxycoupés valent pour les semelles (3.4) c¢f = bs/20 et pour I'ame (3.7) ¢ = hw/20. La demi-largeur
tendue avec une contrainte de f, pour la semelle au droit de la zone soudée vaut (3.8) cz = bs/20. Les
largeurs restantes sont comprimées et équilibrent les contraintes résiduelles de traction.

La Figure 4.15b reprend le modéle de la Figure 3.8 (ECCS 1984) simplifié par (Gozzi 2007) en adaptant
les largeurs tendues avec une contrainte f, au droit de la zone soudée a 2bs/20 pour la semelle et h,/20
pour I'dme. Les largeurs restantes sont comprimées de fagon a équilibrer les contraintes dans la tole.

La Figure 4.15c reprend le modele expérimental de contraintes résiduelles proposé a la Figure 3.37b
pour les semelles. Pour I'ame, le schéma de contraintes résiduelles est basé sur la proposition de (Cha-
con et al. 2009) illustrée a la Figure 3.7b en adaptant la largeur tendue au droit de la zone soudée a
h,/20 avec une valeur de contrainte de 0,63f,. Le reste de 'dme est comprimée avec une valeur de
contraintes de -0,07f, pour assurer 'équilibre de la tole.
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(a) Modele (ECCS 1976) (b) Modele simplifié (ECCS 1984) (c) Modele proposé au chapitre 3

Figure 4.15 Modéles de contraintes résiduelles considérés pour les études numériques, f, = 355 MPa.

4.3.3.5 Modélisation des imperfections géométriques

Deux types d'imperfections géométriques sont considérés : 1) des imperfections géométriques basées
sur la forme du mode critique de déversement, comme recommandé par (CEN 2006), et 2) des imper-
fections géométriques définies selon une déformée initiale sinusoidale (Johansson et al. 2007).

Les imperfections géométriques basées sur la forme du mode critique le plus probable pour le déver-
sement se déterminent par une analyse de bifurcation élastique linéaire (Figure 4.16). Ainsi, le calcul
de la charge de ruine consiste a prendre comme géométrie imparfaite celle de la Figure 4.16 a laquelle
une amplitude d’imperfection valant 80 % des tolérances géométriques de fabrication est appliquée.
Une valeur d’amplitude de 4 = L/1000 est considérée en accord avec I'EN 1090-2 :2008 (CEN 2011) et
la SIA263/1 (SIA 2013b).
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(a) Axonométrie (b) Vue depuis I'extrémité de la poutre

Figure 4.16 Mode critique de déversement suite a I'analyse de bifurcation élastique linéaire (amplifié 100x).

Les imperfections géométriques basées sur une déformée initiale sinusoidale représentent une alter-
native intéressante lorsque que les modes critiques globaux ne sont plus identifiables facilement en
raison de I'apparition des modes critiques locaux de voilement de 'ame ou de la semelle (Johansson et
al. 2007). Cette méthode consiste a définir les coordonnées des points de la géométrie initiale impar-
faite semblable a celle du mode global d’instabilité (Figure 4.17) en prenant un compte une imperfec-
tion de rotation ¥ selon I'axe x, et une imperfection de translation latérale 4 selon I'axe y définie par
une fonction sinusoidale ( 4.3 ).
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(a) Axonométrie (b) Vue depuis I'extrémité de la poutre
Figure 4.17 Géométrie initiale imparfaite selon une fonction sinusoidale ( 4.3 ) (amplifié 100x).

y(x, z) = sin(%)(/l + z‘P) (4.3)
XYz :  coordonnées des points en [mm] selon le systéme d’axe défini a la Figure 4.17a
A : amplitude de I'imperfection de translation 4 [-] selon la Figure 4.18.
L :  portée de la poutre [mm]
y :  imperfection de rotation en [rad] selon la Figure 4.18.

La formulation selon ( 4.3 ) avec une fonction sinusoidale donne des valeurs nulles aux extrémités de
la poutre (x = 0 ou x = L) et maximales a mi-portée en x = L/2. Dans le cadre des études numériques qui
suivent, deux amplitudes d’'imperfections sont testées (Figure 4.18). Le premier cas (Figure 4.18a)
représente 'amplitude des tolérances géométriques de fabrication avec une valeur de I'écart maxi-
mum a mi-travée pour I'axe de la semelle supérieure valant 4 = L/1000 et une imperfection de rotation
valant ¥ = L/2000h comme recommandé par la littérature (Boissonnade and Somja 2012; Park et al.
2010). Le deuxiéme cas (Figure 4.18b) se base sur les mémes imperfections mais avec des amplitudes
dont les valeurs valent le tiers de fagon a représenter les amplitudes des imperfections géométriques
mesurées expérimentalement au paragraphe 4.2.3.1.

A=L/1000 A=L1/3000

‘\/w: 1/2000h ea/ ¥=L/6000h
i < h

h

— —t
(a) cas L/1000 (b) cas L/3000

Figure 4.18 Amplitudes des imperfections géométriques en x = L/2.
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4.3.4 Bases de I’étude paramétrique

4.3.4.1 Géométries des poutres considérées

Les analyses numériques qui suivent ont été effectuées sur la base de deux géométries de poutre de
ponts en travée différentes. Une poutre de grande hauteur, nommée W, basée sur la géométrie d'une
section en travées du viaduc de Wilwisheim mesurée a la section 4.2, et une poutre de petite hauteur,
nommeée SP, basée sur la géométrie de section en travée du pont du St-Pellegrino (Figure 4.19).

bpsup

ty—

fﬁsup‘J L*

hy

Type de section hf  bgsup trsup bfinf trinf tw
[m] [mm] [mm] [mm] [mm] [mm]

Wilwisheim (W) 3.2 800 40 1200 40 25

St-Pellegrino (SP) 2.0 450 20 650 40 14

L

ey,

bfinf

Figure 4.19 Géométrie des sections considérées.

4342 Méthode de calcul des points Ap — X

L’obtention d’'une courbe de déversement Ap — relative a une section nécessite plusieurs points
D

afin de définir une bonne allure de la forme de la courbe. Ces différents points sont obtenus en variant
les longueurs de poutres L; selon le Tableau 4.4. Ainsi, pour chaque longueur L; correspond un couple

de valeurs Ap, — Xp,; qui définit un point.

Tableau 4.4 Longueurs des poutres calculées.

Longueurs L; [m] Ly L; Ls Ly Ls Le Ly Lg Lo Lo Lig L1z
Wilwisheim (W) 3,20 6,40 8,01 963 11,25 12,88 16,18 20,38 24,67 33,67 43,35 53,90
St-Pellegrino (SP) 1,83 3,67 4,59 551 6,45 7,36 9,25 11,63 14,05 19,07 24,39 30,07

Le coefficient d’élancement au déversement, aussi nommé élancement réduit, Ap, est déterminé se-

lon:
- M
Ap = |2 (44)
MCV
M. :  moment critique de déversement déterminé par le modéle éléments finis poutre
présenté au paragraphe 4.3.3.2,
Mpgx :  moment résistant caractéristique en section valant :
M, =fW, (4.5)
f :  limite d’élasticité de I'acier qui vaut 355 MPa pour un acier S355 et 460 MPa pour un

acier S460 étant donné que les épaisseurs des éléments comprimés (Figure 4.19)
sont inférieures a 40 mm conformément au Tableau 1 de la SIA263:2013 (SIA
2013a),
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module de section élastique. Etant donné que les sections considérées (Figure 4.19)
sont de classe 4, il faut calculer le module de section élastique efficace par rapport a
I'axe de gravité de I'aile comprimée W, :

I
W, =—2 4.6
@ h +e (46)

hauteur de 'ame comprimée de la section complete du profilé (Figure 4.20a),

distance entre l'axe neutre de la section complete et celui de la section efficace
(Figure 4.20) :

tw (hc - hc,g/‘f)
A, -t \h~h. ;)

et 4.7
2 ( " )

aire et inertie de la section complete de la poutre,
épaisseur de I'ame (Figure 4.19),

hauteur efficace selon le paragraphe 5.6.1.1 de la SIA263:2013 :

E h
h,., =086 [k— 1 <h, 4.8
Jeff fy hf ( )

module d’élasticité de I'acier valant 210'000 MPa,
hauteur de I'dme définie entre le plan moyen des semelles (Figure 4.19),

coefficient de voilement qui vaut pour une ame avec des appuis linéaires articulés
constitués par les deux semelles :

16
k:
Lty +1+yf +0112(1—y)

(4.9)
rapport, avec son signe, entre la contrainte minimale et maximale ¥ = n/ 05y Selon
la Figure 4.20a,

moment d’inertie de la section efficace :

. =] _h_cz. Aatw(hc_hc,eff) _¢ (hc_hc,eﬁ”)}
T4 A1 h—h,) " 12

c

(4.10)
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(a) Section complete (b) Section réduite efficace

Figure 4.20 Sections résistantes pour une poutre composée-soudée monosymétrique fléchie sous le moment M
(Lebet and Hirt 2009).

Pour les sections définies a la Figure 4.19 et avec ( 4.6 ) et ( 4.4 ) il vient les valeurs suivantes :

Tableau 4.5 Modules de section efficace et moments résistants.

fy =355 MPa f, =460 MPa
Type de section Weefr Mpgx Weesr Mpy
[mm3] [kNm] [mm?] [kNm]
Wilwisheim (W) 1,39E+08 49535 | 1,35E+08 62325
St-Pellegrino (SP) | 2,61E+07 9277 2,51E+07 11557

Le coefficient de réduction au déversement yp est défini par :

D,GMNIA
Xp = v (4.11)
Rk
Mpeunia @ moment résistant au déversement déterminé par le calcul de la charge de ruine se-

lon une analyse non linéaire géométriquement et matériellement en incluant des
imperfections (GMNIA) via le modeéle élément fini coque présenté au paragraphe
4.3.3.1.

Les valeurs du Tableau 4.5 seront utilisées de fagon implicite pour le calcul des points Ap — Xp dansla

suite du chapitre.

4.3.5 Résultats
4.3.5.1 Influence du choix des paramétres du modele

e Loide matériau
La Figure 4.21 montre 'influence d’une loi de matériau bilinéaire (Figure 4.14a) par rapport a une loi
multilinéaire (Figure 4.14b) sur la résistance au déversement pour les sections de type St-Pellegrino
(Figure 4.21a) et Wilwisheim (Figure 4.21b). Les résultats se basent sur le cas de référence défini par
un matériau S355, avec des imperfections géométriques sinusoidales d’amplitude L/1000 (Figure 4.17
et Figure 4.18a) et des contraintes résiduelles selon le modele développé au chapitre 3 (Figure 4.15c).
Les différences sur la résistance au déversement sont faibles et atteignent des maximums de 0,5 %

pour Ap = 0,52 en ce qui concerne la section St-Pellegrino, et 1,2 % pour Ap = 0,62 en ce qui con-
cerne la section Wilwisheim. Pour les deux sections considérées, la loi de matériau multilinéaire

102



Chapitre 4. Etude du déversement par I'approche poutre

montre des résultats trés légerement plus sécuritaires que la loi bilinéaire. Dans la suite des résultats,
la loi multilinéaire est retenue comme cas de référence.

-2
Sur la Figure 4.21 et suivantes sont représentées également la courbe d’Euler (1/ Ap) et la courbe de

résistance en section qui vaut avec ( 4.11) ys = 1,0 jusqu’a un élancement réduit de Ap = 1,0.

1.2 1 —=a— Multilinéaire 1.2 1 —=a— Multilinéaire
1.0 ] - -0- - Bilinéaire 1.0 1 . - -o- - Bilinéaire
- . — - —-Euler T -—“‘ngh ) —-—-Euler
] bon \ —— Résistance ] \ —— Résistance
0.8 : 0.8 :
~ 0.6 \- ~ 0.6 4 \-
D \\ D \
0.4 + \ 0.4 - L\\
0.2 - TS0 0.2 - e
1 \Q..\ 1 ‘O\
0.0 A 0.0 +— : : ‘ ; ‘
0.0 1.0 2.0 3.0 0.0 1.0 2.0 3.0
o [-] Ap [-]

(a) Section de type St-Pellegrino (SP) (b) Section de type Wilwisheim (W)

Figure 4.21 Influence de la loi de matériau sur la résistance.

La Figure 4.21a et b expose des valeurs de résistance plus élevées que la courbe d’Euler pour des élan-

cements réduits Ap > 1,6 qui correspondent a des longueurs de poutres de L > 19 m (St-Pellegrino) et
L > 25 m (Wilwisheim). Cet effet est également constaté dans la littérature pour les poutres laminées
ou soudées utilisées dans le batiment (Boissonnade and Somja 2012; Taras and Greiner 2010; Villette
2002). Ce comportement postcritique, exposé en détail dans (Taras and Greiner 2008), s’explique par
deux raisons : 1) pour les poutres de grandes longueurs, '’hypothése des petites déformations d’Euler
n’est plus valable, et 2) les grandes rotations de la section de la poutre a mi-travée mobilisent une ré-
sistance selon I'axe faible de la poutre.

e Type d'imperfections géométriques

La Figure 4.22 présente les résultats de I'étude de l'influence entre le choix d’'une imperfection de type
mode critique (Figure 4.16) et d'une imperfection de type sinusoidale (Figure 4.17) pour les sections
St-Pellegrino (Figure 4.22a) et Wilwisheim (Figure 4.22b) avec une amplitude de L/1000. Les écarts
sur la résistance au déversement entre ces deux types d'imperfections sont plutét faibles et atteignent
un maximum de 3,4 % pour un Ap = 0,83 (St-Pellegrino) et un maximum de 2,4 % pour un Ap = 0,52
(Wilwisheim). La forme d’imperfection sinusoidale montre pour une majorité de résultats des valeurs
légerement sécuritaires par rapport a la forme du mode critique. Toutefois, les écarts observés restent
assez faibles. Pour ces raisons et parce que sa mise en ceuvre est facilitée, I'imperfection de type sinu-
soidale est retenue comme cas de référence pour la suite des analyses numériques par l'approche
poutre.

Il est intéressant de relever que l'effet du type d’'imperfection géométrique est visible (Figure 4.22)
pour des élancements réduits situés entre 0,4 - 1,2 qui constituent une région intermédiaire entre un

comportement gouverné par la stabilité (Ap > 1,2) et un comportement gouverné par la résistance en

section pour (ZD < 0,4).
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1.0 1.0
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(a) Section de type St-Pellegrino (SP) (b) Section de type Wilwisheim (W)

Figure 4.22 Influence du type d’'imperfections géométriques.

4.3.5.2  Influence des contraintes résiduelles
La Figure 4.23 présente l'influence des contraintes résiduelles en considérant les quatre cas de con-
traintes résiduelles suivants :

e sans contraintes résiduelles (Sans CR),

e contraintes résiduelles tenant compte de 'oxycoupage et du soudage (cf. chapitre 3) selon la
Figure 4.15¢c,

e contraintes résiduelles tenant compte de I'effet du soudage uniquement selon le modele sim-
plifié de (ECCS 1984) a la Figure 4.15b,

e contraintes résiduelles tenant compte de 'oxycoupage et du soudage selon le modele (ECCS
1976) qui considere la limite élastique f, = 355 MPa pour les contraintes résiduelles de traction
comme l'illustre la Figure 4.15a,

e les écarts de résistance au déversement entre les cas de contraintes résiduelles de la Figure
4.15c et Figure 4.15b ainsi que la Figure 4.15b et Sans CR sont représentés a la Figure 4.23 se-
lon les noms A(c-b) respectivement A(b-Sans CR).

1.2 ] —e— Sans CR 12 ] —e— Sans CR
10 R - -« - Figure 4.15c 10 1 - -+ - Figure 4.15c
S :,T\ ; —o— Figure 4.15b = P ) —o— Figure 4.15b
08 ] H"ﬁ\‘ \ - -~ - Figure 4.15a 0.8 b BN\ - -~ - Figure 4.15a
_ 00 "-’\Q \ —-—Euler — 1 N \ —-—-Euler
t 0.6 ] .\ A\ —__ Resistance t‘ 0.6 ] ‘\ \ — Résistance
07 \ ----A(c-b) <] '« ----cascb
04 \ A(b-Sans CR) 0.4 ] - A(b-Sans CR)
I I— T 02 3
0.0 1.0 2.0 3.0 0.0 1.0 2.0 3.0
Ao [] Ap [-]
(a) Section de type St-Pellegrino (SP) (b) Section de type Wilwisheim (W)

Figure 4.23 Influence des contraintes résiduelles.
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Dans le cas des sections étudiées, I'effet des contraintes résiduelles sur la résistance au déversement
est visible pour des élancements réduits Ap < 1,4. Au-dela de cette valeur le comportement par déver-

sement élastique domine. L'effet est maximal pour des valeurs de Ap situées entre 0,6 - 0,8 puis se
stabilise voire diminue selon la section.

D’une maniere générale pour les deux sections (Figure 4.23a et b) il ressort que I'introduction des con-
traintes résiduelles diminue la résistance au déversement par rapport a une poutre idéale sans con-
traintes résiduelles. Les écarts donnés par les courbes A(b-Sans CR) atteignent des maximums de 13,5

% pour Ap = 0,53 (Figure 4.23a) et de 16,1 % pour Ap = 0,62 (Figure 4.23b). Ces écarts montrent que
I'effet des contraintes résiduelles sur la résistance au déversement n’est pas négligeable.

L’écart A(c-b) est intéressant car il permet de rendre compte de I'effet des contraintes résiduelles liées
a I'oxycoupage par rapport a un schéma de contraintes résiduelles développé pour les profilés soudés

du batiment. Les écarts entre ces deux cas atteignent des maximums de 9,8 % pour Ap = 0,83 (Figure

4.23a) et de 8,2 % pour Ap = 0,62 (Figure 4.23b) en faveur du modéle de contraintes résiduelles
d’oxycoupage et soudage selon la Figure 4.15c. Il est donc raisonnable et favorable de retenir le modeéle
de contraintes résiduelles de type oxycoupage-soudage présenté a la Figure 4.15c comme cas de réfé-
rence pour la suite des études.

La Figure 4.23 a et b montre que pour le cas sans contraintes résiduelles, la résistance, selon ( 4.5 ),
représenté par le plateau a yp = 1,0, est bien atteinte et parfois méme dépassée pour certains points.

4.3.5.3 Influence de 'amplitude des imperfections géométriques

La Figure 4.24 présente l'influence sur la résistance au déversement de 'amplitude des imperfections
géométriques entre le cas L/1000 qui représente les tolérances géométriques de fabrication (SIA
2013b) et le cas L/3000 qui reprend les valeurs d'imperfections géométriques mesurées selon le Ta-
bleau 4.1.

1.2 1 —a—1,/1000 1.2 —a—1,/1000
1 . --o-- L/3000 14 --o- L/3000

L0 = “O N\ —.— Euler 1.0 7 290\ —-—-Euler
] Q 2. ] O, 7.

08 1 \ \. Résistance 08 1 N \. Résistance
—_ 2\ ----L1/3000-L/1000 —_ N8\ ----1/3000-L/1000
506 - \‘5\, 506 - N
R ] N R ]

04 1 \ 04 ]

] \& ]
0.2 1 N g 0.2 ]
] A Seeeo o ] -
0.0 +—""— e 0.0 =
0.0 1.0 2.0 3.0 0.0 0
Ap [-] Ap [-]
(a) Section de type St-Pellegrino (SP) (b) Section de type Wilwisheim (W)

Figure 4.24 Influence de 'amplitude des imperfections géométriques.

D’une maniére générale, lorsque 'amplitude des imperfections diminue la résistance au déversement
augmente et ceci de fagon plus marquée pour des élancements réduits situés entre 0,4 — 1,5. L’écart de
résistance, représenté par la courbe L/3000 - L/1000 a la Figure 4.24, montre des valeurs maximales

de 11,9 % pour Ap = 0,63 (St-Pellegrino) et de 8,8 % pour Ap = 1,0 (Wilwisheim).
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L’effet de I'amplitude des imperfections géométriques n’est donc pas négligeable. Pour la suite des
résultats, I'amplitude de L/1000 est retenue comme cas de référence car elle représente une valeur
raisonnable et du c6té sécuritaire.

4.3.5.4 Influence de la limite élastique de I'acier

La Figure 4.25 montre, sur la base du cas de référence, l'influence de la limite élastique de I'acier entre
les cas f, = 355 MPa et f, = 460 MPa pour les sections St-Pellegrino (Figure 4.25a) et Wilwisheim (Figure
4.25b). 1l apparait pour des élancements réduits situés entre 0,8 et 1,2 une résistance légerement plus
élevée, d’environ 2 a 3,9 % pour l'acier S460 par rapport au S355. En dehors de cette gamme
d’élancements, il ne se dégage pas de tendance évidente pour les deux sections en ce qui concerne
I'influence de la limite d’élasticité. Dans la suite des résultats, 'acier S355 est pris comme référence.

1.2 1.2

] —2— 8355 1 —2— S355
] - -0 - $460 1. - -0 - $460
1.0 Oqoﬁ\}og : —-—Euler 107 % : —-—Euler
] \ Résistance ] o\ Résistance
0.8 . 0.8 S
ol \&Q = ] \R\\
206 - \ 506 - \
] \J ] \
0.4 N 04 ™~
] ~ ] ) o
0.2 | ‘N L 0.2 ] 0=
0.0 +—— T T T T T 0.0 +— T T T T T
0.0 1.0 2.0 3.0 0.0 1.0 2.0 3.0
o [-] Ap [-]
(a) Section de type St-Pellegrino (SP) (b) Section de type Wilwisheim (W)

Figure 4.25 Influence de la limite élastique de l'acier.

4.3.5.5 Influence de la géométrie des sections

La Figure 4.26 présente, sur la base du cas de référence, l'influence de la géométrie sur la résistance en
déversement en comparant les résultats obtenus pour la section de type St-Pellegrino avec la section
de type Wilwisheim (Figure 4.19).

12 7 St-Pellegrino
10 ] Wilwisheim
] - Euler
08 Résistance
206 -
0.4 -
] O
0.2 ] B
0.0 E T T T i ! ‘ ‘
0.0 1.0 2.0 3.0

Ap [-]
Figure 4.26 Influence de la géométrie des sections.
Les sections montrent un comportement similaire pour des élancements réduits supérieurs a 0,5 avec

des écarts maximum sur yp de 2,7% pour Ap = 0,62. La différence entre les deux sections est en re-
vanche plus marquée pour des élancements réduits inférieurs a 0,5 avec un écart maximum atteignant
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5,5 % pour Ap = 0,21. La section de type Wilwisheim atteint bien son moment résistant caractéris-
tique (Mrx) (correspondant a yp =1) selon ( 4.5 ) pour des petits élancements réduits, contrairement a
la section de type St-Pellegrino qui reste entre 5-6 % inférieure a la résistance caractéristique pour les
mémes élancements réduits. Ceci est probablement lié au mode de ruine exposé a la Figure 4.27a qui
se caractérise par une rotation de la semelle comprimée accompagné d’'un voilement de I'ame au lieu
d’'un déversement généralisé de la poutre comme c’est le cas pour des longueurs de poutres supé-
rieures a 9,25 m (Figure 4.27c).

4.3.5.6  Formes des modes de ruines
La Figure 4.27 expose les modes de ruines des poutres de St-Pellegrino et Wilwisheim pour différentes
longueurs.

(a) St-Pellegrino, L; = 4,59 m (Ap = 0,53) (b) Wilwisheim, Ls = 8,01 m ( Ap = 0,52)

(c) St-Pellegrino, L7 = 9,25 m (ZD =1,03) (d) Wilwisheim, Ly = 16,18 m( Ap = 1,04)

(e) St-Pellegrino, Lo = 14,05 m ( Ap = 1,49) (f) Wilwisheim, Lo = 33,67 m (Ap = 2,05)

Figure 4.27 Axonométrie et vue en coupe des formes de ruines des poutres sous moment constant (amplifié 3x).

La forme de la Figure 4.27a expose un mode de ruine local qui se caractérise par une rotation de la
semelle comprimée accompagné d’un voilement de I'dme. Les formes de la Figure 4.27b, c, et d mon-
trent un comportement en section qui mélange rotation d’ensemble et distorsion de I'dme localement.
La Figure 4.27e montre un comportement de déversement d’ensemble accompagné d’'une 1égere dis-
torsion de I'ame alors que la Figure 4.27f expose un comportement typique du déversement
d’ensemble de la poutre pratiquement sans rotation de I"ame.
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4.3.6 Conclusions sur les analyses numériques

Deux types de modeéles numériques ont été mis au point pour I'étude du déversement par I'approche
poutre :

e un modéle par éléments finis plans de coque ; ce modéle est utilisé pour déterminer la charge
de ruine par une analyse non linéaire géométriquement et matériellement en incluant des im-
perfections (GMNIA). Il permet I'introduction des contraintes résiduelles et des imperfections
géomeétriques.

e un modele par éléments finis de type poutre ; ce modeéle est utilisé pour déterminer la charge
critique de déversement par une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA). L’avantage
d’'un modeéle constitué d’éléments poutres par rapport a un modéle coque réside dans
I'identification facilitée du mode critique de déversement global puisque les éléments poutres
ne tiennent pas compte des modes locaux de voilement qui peuvent apparaitre.

Deux géométries en sections de travée de ponts sont utilisées : 1) une géométrie dont la hauteur de la
section vaut 2,0 m et correspond au pont routier mixte du St-Pellegrino, 2) une géométrie dont la hau-
teur vaut 3,2 m et correspond au pont ferroviaire mixte de Wilwisheim. Pour ces deux géométries et a
I'aide des deux modéles numériques établis, les parametres de contraintes résiduelles, d’amplitude des
imperfections géométriques, de limite élastique de I'acier et de géométrie des sections sont analysés
afin de déterminer leur degré d’influence sur la résistance au déversement (Tableau 4.6).

Tableau 4.6 Résumé de 'influence des parametres analysés sur la résistance au déversement.

Parameétres analysés Influence maximum sur la résistance au déversement
[%]
Type de contraintes résiduelles (CR)
CR oxycoupage + soudage vs CR soudage 9,8
Sans CR vs CR soudage 16,1
Amplitude des imperfections géométriques
(L/1000vs L/3000) 11,9
Limite élastique de l'acier
(S355 vs S460) 3,9
Géométrie des sections —
(St-Pellegrino vs Wilwisheim) 2,7 etjusqu’a 5,5 pour les petits Ap

L’étude numérique par I'approche poutre conclut que I'amplitude des imperfections géométriques et
le type de contraintes résiduelles sont les paramétres qui jouent le plus grand role sur la résistance au
déversement. Une amplitude des imperfections géométriques de L/1000 constitue une valeur raison-
nable et place du coté sécuritaire. Le schéma de contraintes résiduelles de type oxycoupage-soudage,
comme exposé au chapitre 3, présente deux avantages principaux par rapport a un schéma de con-
traintes résiduelles de soudage : 1) il correspond mieux a la réalité de fabrication des poutres de ponts,
et 2) il est favorable du point de vue de la résistance au déversement. A ce titre, il sera retenu pour la
suite des études.
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4.4  Syntheése et conclusions

Dans ce chapitre, I'étude du déversement est abordée selon une approche expérimentale pour I'étude
des imperfections géométriques, et selon une approche numérique pour évaluer la résistance des
poutres de pont au déversement.

L’étude expérimentale a pour objectif d’évaluer la forme et 'amplitude des imperfections géomé-
triques des poutres métalliques de ponts. Des mesures de rectitudes et de courbures sur deux géomé-
tries de poutres composées-soudées a 'aide d'un Laser Tracker ont été effectuées. Les résultats se
résument comme suit :

e les rectitudes et courbures mesurées sur les poutres sont de I'ordre de L/3000 et respectent
largement les tolérances géométriques de fabrication qui sont de L/1000 selon la-
SIA263/1:2013 (SIA 2013b),

e ce constat permet de considérer une valeur d’amplitude pour I'imperfection géométrique glo-
bale de L/1000 comme valeur raisonnable et supérieure lors du calcul numérique GMNIA de la
charge de ruine.

L’étude numérique a pour objectif d'identifier et quantifier les parameétres qui influencent la résistance
au déversement des poutres de ponts. Deux modeles numériques par éléments finis sont établis, un de
type coque pour déterminer la charge de ruine par une analyse non linéaire géométriquement et ma-
tériellement (GMNIA), et un de type poutre pour déterminer la charge critique de déversement par
une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA). Les simulations numériques portent sur deux
géométries différentes de poutres métalliques de ponts. Les résultats montrent que 'influence maxi-
male en pourcent, par ordre croissant, sur la résistance au déversement est de :

e 9,8 % pour le type de contraintes résiduelles,
e 11,9 % pour 'amplitude des imperfections géométriques.

Ces résultats montrent que les contraintes résiduelles et I'amplitude des imperfections géométriques
sont les parametres qui portent le plus d’'impact sur la résistance au déversement des poutres de
ponts. Les études numériques permettent encore de conclure que :

e ['utilisation d’'une amplitude d’'imperfection géométrique de L/1000 est raisonnable et place du
cOté sécuritaire,

e ['utilisation d’'un schéma de contraintes résiduelles de type oxycoupage-soudage, comme pro-
posé au chapitre 3, est favorable pour les poutres composées-soudées de ponts puisqu’il per-
met un gain de résistance qui peut se monter jusqu'a 9,8 % en comparaison d’'un schéma de
contraintes résiduelles de soudage uniquement.

Ces deux dernieres conclusions seront utilisées comme parametres entrant pour les études de déver-
sement au chapitre 5.
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Chapitre 5. Etude du déversement par
I'approche pont

5.1 Introduction

Ce chapitre se concentre a I'étude du déversement au niveau d’'un pont métallique. Cette approche
tient compte de l'effet tridimensionnel qui existe entre les poutres maitresses, des entretoises, des
raidisseurs et du contreventement. Les aspects liés au type de chargement et au type de systémes sta-
tiques sont également investigués.

Les objectifs principaux de ce chapitre sont :

e Evaluer I'influence des entretoises (cadre, treillis, diaphragme) et d’'un contreventement provi-
soire sur la résistance au déversement d'un pont,

e Evaluer l'effet d’'un chargement asymétrique (charge sur une poutre) par rapport a un charge-
ment symétrique (charge sur deux poutres) sur la résistance au déversement d’'un pont bi-
poutre.

Par conséquence a ces objectifs, la section 5.2 présente les bases pour I'analyse numérique par élé-
ments finis. La section 5.3 poursuit avec une description des différents modeles numériques utilisés.
La section 5.4 expose les résultats sur I'influence des différents parameétres étudiés. Finalement, une
synthése des résultats et les conclusions sont tirées a la section 5.5.

5.2 Bases pour I'analyse numérique par éléments finis

Les modeéles numériques utilisés dans ce chapitre sont formés d’éléments finis plan quadrangulaire de
type coque mince (Figure 4.11) et d’éléments finis de type barre a section carrée. Le calcul de la charge
critique de déversement est effectué par une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA). Le calcul
de la charge de ruine est effectué par une analyse non linéaire géométriquement et matériellement
(GMNIA) en incluant comme imperfection la forme critique selon le calcul LBA.

Une loi de matériau de type élastique-plastique multilinéaire est utilisée (Figure 5.1).

> &
emax = 10%

Figure 5.1 Loi de matériau multilinéaire considérée.

111



Chapitre 5. Etude du déversement par I'approche pont

Les imperfections géométriques se basent sur la forme du mode critique de déversement le plus pro-
bable avec une amplitude d'imperfection de L/1000, ou L est la portée du pont. Les contraintes rési-
duelles de type oxycoupage - soudage de I'ame et des semelles, selon le modéle développé au chapitre

3, sont considérées (Figure 5.2).

2by/20
~ -
bs/20 068 by/20
o 1
0.20f; 0.20f,
-0.11f, -0.11f,

8b;/20 ‘ 8by/20

4 0.63f, F
hw/20

-0.07f,

Figure 5.2 Modele de contraintes résiduelles utilisé.

5.3 Description des modéles numériques

5.3.1 Modeéele bipoutre sur deux travées continues avec entretoises cadres

La Figure 5.3 présente le modele bipoutre sur deux travées de 50,0 m avec des entretoises cadres.
[ ]

® appui fixe
appui avec déplacement possible
selon la direction de la fleche

Figure 5.3 Axonométrie (a gauche) et détail d’'une extrémité (a droite) du modeéle bipoutre sur deux travées de
L =50 m avec des entretoises cadres espacées de e = 10.0 m.
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Le pont est constitué de deux poutres maitresses identiques d’une hauteur hy dont la géométrie en
section se base sur celles étudiées au chapitre 4 (Tableau 5.2). Pour ce modele en particulier, la géomé-
trie St-Pellegrino avec une hauteur hy= 2,0 m est retenue de facon a limiter la taille du modéle numé-
rique. L’écartement des poutres maitresses est de 6,0 m. Le systéme statique est une poutre continue
qui présente un appui fixe et un appui qui permet le déplacement latéral a une extrémité, deux appuis
intermédiaires qui permettent le déplacement longitudinal, et un appui libre et un appui qui permet le
déplacement longitudinal a 'autre extrémité (Figure 5.3). Les appuis sont appliqués aux semelles infé-
rieures, au droit des raidisseurs d’appui, et recouvrent une surface de deux éléments longitudinale-
ment (250 mm) et de la largeur de la semelle inférieure transversalement. Ce modele numérique
compte environ 75'000 nceuds pour 65'000 éléments avec des temps de calcul moyen de 6h pour le
calcul LBA des cent premiers modes, et 1h30 pour le calcul GMNIA de quatre-vingt pas de chargement.

Les entretoises cadres sont centrées verticalement a mi-hauteur des poutres maitresses. Deux géomé-
tries d’entretoises sont considérées ; d'une part, les entretoises cadres sur appuis qui ont une hauteur
he, appui = he/2 = 1,0 m, et d’autre part, celles en travées qui ont une hauteur he, avee = h/4 = 0,5 m. Les
géométries en section des entretoises cadres sont données au Tableau 5.1 o by. et tz sont la largeur et
I'épaisseur des ailes, et t,,.1'épaisseur de I'ame.

Tableau 5.1 Géométrie en section des entretoises cadres.

Type d’entretoise | Hauteur Aile Ame
he bﬁe tﬁe tw,e

[mm] [mm] [mm] | [mm]
Appui 1000 250 40 20
Travée 500 250 20 12

Transversalement, les entretoises viennent s’encastrer dans les raidisseurs verticaux. En travée, ces
raidisseurs sont constitués de profilés en T avec des épaisseurs de toles de t, = 20 mm (Figure 5.4a).
Sur appuis, les raidisseurs verticaux sont doublés de part et d’autre de I'ame des poutres maitresses
(Figure 5.4b).

0,45bjmoy

250
250
052

(a) raidisseur de travée (b) raidisseur d’appuis
Figure 5.4 Vue en coupe des raidisseurs a mi-hauteur de la poutre maitresse avec bgmoy = (bginf+ bsup) /2 (mm).

5.3.2 Modeéle bipoutre sur une travée avec entretoises cadres

Comme le modeéle bipoutre sur deux travées s’avere gourmand d’un point de vue numérique, un mo-
dele bipoutre sur une travée avec des entretoises cadres permettant 'ajout d'un contreventement est
considéré comme modele numérique de base (Figure 5.5). Cette approche s’inscrit dans I'étude du
déversement a mi-travée et est justifiée au paragraphe 5.4.1.
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® appui fixe

appui avec déplacement possible
selon la direction de la fleche

Figure 5.5 Axonométrie (a gauche) et détail d’'une extrémité (a droite) du modele bipoutre sur une travée de
L =50 m avec des entretoises cadres espacées de e = 10.0 m.

Le contreventement en croix est situé dans un plan horizontal au niveau de la semelle inférieure des
entretoises. Il est constitué d’éléments barres de section carrée de 100 mm de c6té de facon a respec-
ter le critére d’élancement pour les barres comprimées proposé par la norme SIA 263 : 2013 a l'art.
4.5.1.7 en considérant le contreventement comme un élément provisoire pour le montage :

/
A = <200 (5.1)
i
Ak . élancement de la barre [-],
Ix :  longueur de flambement de la barre [m],
i :  rayon de giration minimal de la barre [m]

Le choix d’'une section carrée pour le contreventement au lieu d'une section circulaire creuse, comme
c’est souvent le cas en pratique, permet une implémentation numérique simplifiée. De plus, la section
carrée choisie respecte I'ordre de grandeur des inerties en section des contreventements usuels de
ponts. Pour ce modéle, les géométries des entretoises et des poutres maitresses sont reprises du Ta-
bleau 5.1 et du Tableau 5.2.

Ce modéle numérique contient environ 40'000 nceuds pour 35'000 éléments avec des temps de calcul
moyen de 1h30 pour le calcul LBA des cent premiers modes, et 1h pour le calcul GMNIA de quatre-
vingt pas de chargement. L'ajout d'un contreventement prolonge significativement les temps de calcul
qui deviennent 6h30 (LBA) et 20h (GMNIA). Cet effet est lié a la numérotation des nceuds du modele
qui n’est pas optimisée de fagon a réduire la largeur de bande de la matrice de rigidité. Par ailleurs,
pour une portée de L = 50 m avec des contreventements, les capacités maximales de calcul du pro-
gramme sont atteintes en raison de ce probleme de numération des nceuds. Pour cette raison, il a été
préféré de travailler sur un modele bipoutre plus petit pour I'étude du contreventement avec une por-
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tée de L = 40 m qui nécessite des temps de calculs de 5h30 (LBA) et 14h30 pour la charge ultime
(GMNIA).

5.3.3 Modeéele bipoutre sur une travée avec entretoises treillis

La Figure 5.6 expose le méme modeéle bipoutre que précédemment mais avec des entretoises en treil-
lis.

® appui fixe b

appui avec déplacement possible
selon la direction de la fleche

Figure 5.6 Axonométrie (a gauche) et détail d’'une extrémité (a droite) du modele bipoutre sur une travée de
L =50 m avec des entretoises treillis espacées de e = 10.0 m.

Le treillis est en forme de K et est modélisé par des éléments barres de section carrée de 135 mm de
coté de fagon a respecter le critere pour un élément porteur sollicité a la fatigue de Ax < 160 ( 5.1 ) se-
lon la SIA263 :2013. Les entretoises d’appuis sont congues en orientant le K vers le haut, alors que
celles en travée voient le K orienté vers le bas pour assurer une conception en accord avec la transmis-
sion des efforts transversaux. La liaison entre les poutres maitresses et les entretoises treillis est assu-
rée par les raidisseurs verticaux décrits précédemment.

Ce modele numérique contient environ 30'000 noeuds pour 26'000 éléments avec des temps de calcul
moyen de 1h (LBA) pour les cent premiers modes et 30 min pour la charge ultime (GMNIA).

5.3.4 Modele bipoutre sur une travée avec entretoises diaphragmes

La derniére variante du modeéle de base (Figure 5.7) présente des entretoises diaphragmes. Celles-ci
ont une hauteur hp = 0,9 hy. Elles sont modélisées par des éléments finis quadrangulaires de type coque
avec une forte épaisseur de tp = 200 mm. Avec une telle épaisseur, le diaphragme constitue un appui
fixe et le déversement est forcé sur une longueur égale a 'espacement des diaphragmes. De plus, cette
conception permet d’éviter le voilement local de I'entretoise et d’assurer un comportement
d’ensemble de la section transversale. Les diaphragmes sont liés aux poutres maitresses par les raidis-
seurs verticaux.
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® appui fixe

appui avec déplacement possible
selon la direction de la fleche

>

Figure 5.7 Axonométrie (a gauche) et détail d'une extrémité (a droite) du modele bipoutre sur une travée de
L =50 m avec des entretoises diaphragmes espacées de e = 10.0 m.

Ce modele numérique contient environ 31'000 nceuds pour 27'000 éléments avec des temps de calcul
moyen de 1h (LBA) pour les cent premiers modes et 30 min pour la charge ultime (GMNIA).
5.3.5 Bases de I’étude paramétrique

Les analyses numériques qui suivent ont été effectuées sur la base des deux géométries de poutre de
ponts déja énoncées au chapitre 4 et rappelées au Tableau 5.2.

Tableau 5.2 Géométrie des poutres maitresses.

Section Hauteur | Portée Semelle inférieure | Ame | Semelle supérieure
hy L Ding trinf tw bsup tsup
[mm] [m] [mm] [mm] | [mm] | [mm] [mm]
St-Pellegrino | 2000 | 40 et 50 650 40 14 450 20
Wilwisheim 3200 50 1200 40 25 800 40

La méthode de calcul des points Ap — Xp est effectuée de fagon similaire au chapitre 4 mais en pre-

nant comme variable I'écartement des entretoises au lieu de la portée de la poutre. Etant donné la
taille des modeles numériques, il ne s’agit pas ici d’obtenir une courbe précise comme au chapitre 4,

mais un ensemble de points répartis sur les élancements réduits Ap qui représente le domaine des
ponts métalliques, soit entre 0,5 et 1. Pour les différents modeéles présentés, le Tableau 5.3 expose les
écartements d’entretoises choisis qui correspondent a des valeurs largement utilisées en pratique. Les
portées de ponts sont en rapport avec la hauteur des poutres et le cas de base est défini pour une por-
tée de L; = 50 m. Un cas supplémentaire d'une portée L, = 40 m est également considéré afin de ré-
duire la taille des modeles numériques pour le calcul des modéles avec les contreventements.
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Tableau 5.3 Portées et écartements moyens des entretoises considérées.

Portée Ecartement des entretoises en [m]
[m] e ez es3 ey es €6
L; =50 (SP et W) 5 550 | 6,250 | 7,125 | 8,375 10
L; =40 (SP) 5 575 | 6,625 8 10 -

Le cas de base du chargement est celui d’'une charge verticale distribuée sur la semelle supérieure des
deux poutres maitresses. Un cas avec chargement sur une poutre maitresse est également considéré.

Ces choix de modeles et parametres permettent d’évaluer I'influence sur le déversement :

e d’'un systéme statique sur une travée par rapport a un systéme statique sur deux travées conti-
nues,

e des entretoises par leur type (cadre, treillis et diaphragme) et leur espacement,
e d’un contreventement provisoire,
e d’un chargement symétrique par rapport a un chargement asymétrique,

e d'un pont d'une portée de 40 m par rapport a un pont d'une portée de 50 m.
5.4  Résultats

5.4.1 Influence du systeme statique

La Figure 5.8 présente l'influence du systeme statique d'un pont sur une travée simple de L = 50 m
(SP50 - simple, Figure 5.5) par rapport a un pont sur deux travées continues de L = 50 m (SP50 - con-
tinu, Figure 5.3) avec des entretoises cadres pour la géométrie St-Pellegrino (SP).

1.2 ] —o— SP50 - continu
1.0 ] —2— SP50 - simple
g ) — - —-Euler
08 ] K \ —— Résistance
— A Y
=06 - -
AU \,
0.4 N

o
o
/

0.0 +— —t —— ‘
0.0 10 2.0 3.0
Ap []

Figure 5.8 Influence du systéme statique sur la résistance au déversement.

Les trois points représentés a la Figure 5.8 correspondent, selon Ap croissant, a des espacements
d’entretoises d’environ 7 - 8 - 10 m. Les résultats montrent des tendances similaires avec des valeurs
supérieures d’environ 3-4 % (par rapport a yp = 1) de résistance sur le déversement pour le systéme
statique sur une travée. Il est intéressant d’observer que pour un méme écartement d’entretoises de
10 m, les valeurs d’élancements réduits montrent des différences non-négligeables principalement liés
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au calcul du moment critique. Pour mieux comprendre ce qu’il se passe, la Figure 5.9 expose les formes
critiques de déversement (a gauche) et les formes de ruine (a droite) pour le systéme statique sur une
travée (Figure 5.9a) et sur deux travées continues (Figure 5.9b) pour un méme écartement
d’entretoises de 10 m.

Pour les deux cas, le déversement s’observe comme un flambement latéral de la semelle supérieure
comprimée entre deux entretoises cadre de travées. La différence entre les deux systémes statiques
intervient dans la position et la forme du déversement. Dans le cas du pont sur une travée, le moment
maximum positif se situe a L/2. A cet endroit, il n’y pas d’entretoise avec un écartement de 10 m ce qui
permet un déversement avec un déplacement maximum de la semelle supérieure a L/2 (Figure 5.9a).
Dans le cas du pont continu sur deux travées, le diagramme des moments est symétrique par rapport a
I'appui intermédiaire, et le maximum du moment positif est situé a 3/8 L = 18,75 m de la portée depuis
I'appui d’extrémité. Ainsi le moment maximum correspond presque a la position de la deuxieme entre-
toise de travée située a 20 m. Cette entretoise crée un appui latéral de la semelle comprimée et déplace
ainsi le déversement sur les trongons adjacents (Figure 5.9b).

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

[ T 11

(a) SP50 - simple, e =10 m, Ap =0917 ; xp=0,743

St g et

(b) SP50 - continu, e=10m, 1, = 0,969 ; xp = 0,676

Figure 5.9 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite).

Etant donné que les résultats entre les deux systémes statiques montrent une bonne correspondance,
le systéme statique avec une travée est conservé pour la suite des études afin de limiter la taille des
modeles numériques.

5.4.2 Influence des entretoises

Dans un pont, les entretoises forment apres les poutres maitresses, le deuxieme plan vertical de résis-
tance. Les entretoises, qui relient les poutres maitresses entre elles, ont plusieurs fonctions. L'une
d’elle consiste a fournir des appuis latéraux aux semelles comprimées des poutres maitresses et de
participer ainsi a la résistance au déversement en réduisant la longueur de déversement. Ces appuis
latéraux sont plus ou moins rigides en fonction de la conception de I'entretoise et de sa rigidité dans
son plan. Ainsi, en principe, I'entretoise cadre est plus souple que I'entretoise treillis, qui elle-méme est
plus souple que le diaphragme.

La Figure 5.10 expose les résultats sur la résistance au déversement des ponts d'une portée de 50 m
avec section de type St-Pellegrino (Figure 5.10a) et Wilwisheim (Figure 5.10b) pour les trois types
d’entretoises présentés précédemment ayant pour espacement 7 - 8 - 10 m dans I'ordre croissant des
élancements réduits.
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Figure 5.10 Influence du type d'entretoise sur la résistance au déversement.

La premiére observation sur les rigidités d’appui fourni par les entretoises se vérifient trés bien a la
Figure 5.10a puisque d'une part, pour les mémes écartements d’entretoises, les élancements réduits
observés diminuent avec 'augmentation de la rigidité des entretoises ; et d’autre part, la résistance au
déversement augmente avec la rigidité des entretoises pour un méme écartement. A titre d’exemple,
pour un écartement d’entretoise de 10 m, qui correspond au point de chaque série avec le plus grand

Ap, 'augmentation de résistance par rapport a une entretoise cadre est de 14 % avec une entretoise
treillis et de 27 % avec une entretoise diaphragme dans le cas du St-Pellegrino (Figure 5.10a).

La deuxieme observation concerne I’écartement des entretoises qui est directement lié au nombre
d’appuis latéraux contre le déversement. La Figure 5.10a montre bien que lorsque I'écartement des
entretoises diminue, ou autrement dit que le nombre d’appuis latéraux augmente, la résistance au dé-
versement augmente. De fagon chiffrée, dans le cas d’'une entretoise cadre, le passage d'un écartement
de 10 m a 8 m puis a 7 m augmente la résistance respectivement de 7 % et 17 %. Pour le cas de
I'entretoise treillis, ces augmentations sont moins marquées, étant donné que I'entretoise est plus ri-
gide, mais atteignent 5 % et 13 %. Pour I'entretoise diaphragme, la résistance caractéristique (yp = 1)
est déja atteinte pour un écartement d’entretoise de 10 m.

Pour les ponts avec la section Wilwisheim (Figure 5.10b), les résultats montrent que pour les écarte-
ments considérés c’est la résistance en section qui gouverne et non pas le déversement et ceci indé-
pendamment du type et de 'écartement des entretoises. Pour cette section, les valeurs du coefficient
de réduction yp sont supérieures a 1,0. Pour comprendre cette observation, il faut rappeler que le coef-
ficient de réduction s’exprime comme la ratio du moment résistant au déversement déterminé numé-
riquement (Mpeunia) sur le moment résistant caractéristique en section Mgi. En présence d’une section
de classe 4, le moment résistant en section s’exprime selon (4.5) avec le module de section élastique
efficace par rapport a I'axe de gravité de 'aile comprimée (W,eq) et vaut Mg, = f,-We . Ce modeéle de
résistance (Figure 4.20) tient compte d'un voilement éventuel de I'dme et/ou de la semelle en rédui-
sant la section résistante par des trous. Par ailleurs, il permet une plastification des fibres extrémes de
la semelle puisque la hauteur hyest considérée entre la mi-épaisseur de la semelle supérieure a la mi-
épaisseur de la semelle inférieure. Pour la section de Wilwisheim, le moment résistant en section ainsi
calculé vaut (Tableau 4.5) Mg, =49'535 kNm.

La Figure 5.11 montre la distribution des contraintes a la ruine calculées dans la section la plus sollici-
tée a mi-travée du pont Wilwisheim d’une portée de 50 m avec un écartement d’entretoise de 7 m.
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Figure 5.11 Contraintes a la fibre moyenne de la poutre Wilwisheim (MPa).

Les contraintes de la semelle supérieure et d'une partie de I'ame atteignent bien la limite d’élasticité f,
= 355 MPa alors que les contraintes de la semelle inférieure restent bien en-dessous de cette valeur.
L’intégration complete de ces contraintes sur la section multipliée par leur bras de levier par rapport a
I'axe neutre donne un moment résistant d’environ 55'500 kNm, qui est 12 % supérieure a Mg Cette
différence correspond bien au surplus de résistance observé pour les résultats de la Figure 5.10b.

La Figure 5.12 expose les formes des modes critiques (a gauche) retenues pour le calcul non-linéaire
de la section SP et les formes de ruine (a droite) au déversement associées pour des entretoises treillis
(Figure 5.12a) et diaphragme (Figure 5.12b) espacées de 10 m. Pour ces deux types d’entretoise, le
déversement se produit également entre deux entretoises sur le tron¢on a mi-travée. En comparant les
modes de ruines avec le cas de I'entretoise cadre (Figure 5.9a), il ressort que pour le cas des entre-
toises treillis et diaphragme, le déversement se concentre sur le trongon central alors que pour les
entretoises cadre le déversement s’étend également aux troncons adjacents.

Cependant, le mode de ruine avec entretoises treillis (Figure 5.12a) montre un déplacement longitudi-
nal du neceud supérieur ou se rejoignent les diagonales du treillis. Ce nceud n’est pas appuyé longitudi-
nalement. Ce déplacement a tendance a diminuer l'effet d’appui latéral au déversement de I'entretoise
alaruine.

Le modele avec entretoise diaphragme (Figure 5.12b) montre sur sa forme de mode ruine par déver-
sement moins évident puisqu’il est précédé par des voilements locaux de 'ame qui est en accord avec
le modele de résistance discuté précédemment.

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

(a) SP50 - entretoise treillis, e= 10 m, 1, = 0,709 ; xp = 0,879

(b) SP50 - entretoise diaphragme, e = 10 m, Ap =0,693; xp=1,017

Figure 5.12 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite) pour la section SP.
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La Figure 5.13 expose les modes critiques (a gauche) et les modes de ruines (a droite) par déverse-
ment de la section W pour un espacement d’entretoise de 10 m.

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

(a) W50 - entretoise cadre, e = 10 m, Ap =0,640 ; xp=1,003

S R (¢

(b) W50 - entretoise treillis, e= 10 m, 1p = 0,559 ; p = 1,037

(c) W50 - entretoise diaphragme, e = 10 m, Ap =0,519; xp = 1,080

Figure 5.13 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite) pour la section W.

Les formes critiques de déversement (Figure 5.13) montrent un déplacement latéral maximum qui se
situe bien a mi-travée. Toutefois, I'influence du déversement touche aussi les travées adjacentes et ceci
pour tous les types d’entretoises : cadres (Figure 5.13a), treillis (Figure 5.13b) et diaphragmes (Figure
5.13c), contrairement a la section SP (Figure 5.12a et b) pour laquelle les modes critiques se concen-
trent principalement sur le trongcon du centre. Les modes de ruines (Figure 5.13) montrent bien un
déversement de la semelle supérieure au centre de la travée centrale mais avec un caractere plus glo-
bal que la section SP (Figure 5.12 a droite).

5.4.3 Influence d’'un contreventement provisoire

Le contreventement dans un pont forme le plan de résistance horizontal. Sa fonction principale est de
transmettre les forces du vent qui agissent sur le pont aux appuis. Dans le cas des ponts mixtes bi-
poutres a I'état de service, le contreventement est formé par la dalle en béton armé. En revanche, lors
du montage de la charpente métallique, un contreventement provisoire (ou de montage) est souvent
nécessaire pour assurer la résistance latérale de 'ouvrage. C’est dans ce contexte que l'influence du
contreventement provisoire sur la résistance au déversement est analysée dans ce qui suit.

La Figure 5.14 présente la résistance au déversement d’'un pont avec un contreventement provisoire
(cas SP40 - CV) comme exposé a la Figure 5.5 par rapport au méme modele mais sans contrevente-
ment (cas SP40 - Cadre) sur un pont d'une portée de L = 40 m pour la section St-Pellegrino avec des
entretoises cadres espacées de 5 - 5,75 - 6,62 -8 - 10 m.
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Figure 5.14 Influence d’'un contreventement provisoire sur la résistance au déversement.

Les courbes de déversement montrent des tendances similaires pour les deux cas. L’effet du contre-
ventement n’a pas une grande influence sur le calcul de I'élancement réduit, et son influence sur la
résistance au déversement reste faible puisqu’elle atteint 3 % au maximum.

La Figure 5.15 expose les formes des modes critiques retenues pour le calcul non-linéaire et les formes
de ruine au déversement associées pour des entretoises espacées de 8 m dans le cas sans contreven-
tement provisoire (Figure 5.15a), et avec contreventement provisoire (Figure 5.15b).

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

(a) SP40 - entretoise cadre, e=8m, 1, = 0,829 ; yp = 0,901

(b) SP40 - entretoise cadre avec contreventement, e =8 m, A, = 0,829 ; yp = 0,927

Figure 5.15 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite) pour la section SP.

Les formes des modes critiques retenus montrent que le déversement de la semelle supérieure a mi-
travée s’accompagne d'un voilement de I'dme sur les trongons adjacents. Cet effet ne se retrouve pas
sur les formes de ruines par déversement qui exposent un déversement de la semelle supérieure a mi-
travée sans voilement évident de 'ame.

5.4.4 Influence d’'un chargement asymétrique

Contrairement au poids propre de la charpente métallique, une charge de bétonnage est appliquée sur
la semelle supérieure et pas au centre de gravité de la poutre, ce qui a un effet défavorable pour le dé-
versement. De plus, lors du bétonnage d’un pont, il se peut qu'une poutre soit momentanément plus
chargée qu’'une autre amenant ainsi un cas de charge asymétrique. Pour investiguer ce cas de charge-
ment, le cas extréme a été considéré en ne chargeant qu'une seule poutre de facon a évaluer I'effet
qu’apporte la poutre non-chargée sur la poutre chargée.
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La Figure 5.16 expose ainsi les résultats sur le déversement d'un chargement symétrique ou les deux
poutres sont chargées identiquement (SP50 q1 = q2) par rapport a un chargement asymétrique ou une
seule poutre est chargée (SP50 g2 = 0). Ces résultats se basent sur un pont d’'une portée de 50 m pour
la section de type St-Pellegrino avec des entretoises cadres espacées tous les 7,1 - 8,3 - 10 m.
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Figure 5.16 Influence d'un chargement asymétrique sur la résistance au déversement.

Les résultats montrent que l'effet d’'un chargement asymétrique ne porte pas une grande influence sur
les valeurs d’élancement réduit et sur les résistances associées par rapport a un chargement symé-
trique. L’écart sur la résistance est maximum pour un écartement d’entretoise de 10 m et reste infé-
rieur a 3 %.

La Figure 5.17 montre les formes critiques et les formes de ruine pour un espacement d’entretoise de
10 m avec le chargement symétrique a la Figure 5.17a et asymétrique a la Figure 5.17b. L’observation
des formes critiques montre des déformées qui se concentrent uniquement sur les poutres chargées.
En revanche, les formes de ruine correspondantes montrent que les deux poutres se déforment latéra-
lement. Dans le cas ou q2 = 0, la déformée de la poutre non chargée montre une courbure uniforme qui
s’adapte a la déformée de la poutre chargée qui déverse. Malgré cette observation, les résultats numé-
riques montrent que la poutre non chargée n’apporte pas une contribution a la résistance au déverse-
ment de la poutre chargée. Ce constat est probablement lié au déversement qui s’exerce entre deux
entretoises en travée. Si le déversement se produisait sur la longueur du pont, il serait probable que la
poutre non chargée contribue davantage a la résistance au déversement de la poutre chargée.

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

(T T T

(a) SP50 q1 = q2 - entretoise cadre, e =10 m, 1, = 0,917 ; yp = 0,743

N

(b) SP50 g2 = 0 - entretoise cadre, e =10 m, 1, = 0,901; yp=0,718

Figure 5.17 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite) pour la section SP.
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5.4.5 Influence de la portée du pont

Les simulations ont investigué deux portées (40 et 50 m) qui sont en accord avec la hauteur des
poutres étudiées (hy= 2,0 et 3,2 m). Ainsi, la Figure 5.18 compare les résultats en terme de résistance
au déversement pour le cas d'une portée de 50 m (SP50) avec des écartements d’entretoise cadre de
7,125 - 8,375 - 10 m et dans le cas d’'une portée de 40 m (SP 40) avec des écartements d’entretoise
cadre de 6,6 -8 - 10 m.

1.2 1 —e—SP50 - Cadre
] —o— SP40 - Cadre
1.0 +
] ) — - —-Euler
0.8 7 \ Résistance
- ] \
0.6 1 \
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Figure 5.18 Influence de la portée du pont sur la résistance au déversement.

Les résultats montrent que pour un écartement d’entretoise de 10 m, les mémes élancements réduits
et les mémes résistances sont observés entre les deux portées. En revanche, pour des écartements de
8,375 m (SP50) et 8 m (SP40) la différence sur les résistances est de 'ordre de 9 % en faveur de la
portée de 40 m pour des élancements réduits qui sont assez proches (0,829 respect. 0,807). Cet écart
est dl en partie a 'amplitude de I'imperfection géométrique de L/1000 qui dépend de la portée L. Des
calculs comportant la méme amplitude d’'imperfection pour les deux ponts ont montré que I'écart di-
minue d’environ 3-4%. Les 5 % restants sont probablement liés a I'effet de la distribution des mo-
ments et a ’écartement des entretoises.

Les formes du mode critique global de déversement et les formes de ruines pour les deux portées étu-
diées avec un écartement d’entretoise de 8 m sont illustrées a la Figure 5.19.

Forme du mode critique global de déversement Forme du déversement a la ruine
(x1000) (x50)

(a) SP40 - entretoise cadre, e = 8 m, Ap =0,829 ;xp=0,901

(b) SP50 - entretoise cadre, e = 8,375 m, Ap =0,807 ; xp=0,810

Figure 5.19 Vue en plan des formes critiques (a gauche) et de ruines (a droite) pour la section SP.

Dans le cas SP40, le nombre d’espacement est impair et le moment maximum de flexion se produit au
milieu du trongon central, endroit ou les poutres ne sont pas tenues, permettant ainsi le déversement a
mi-travée. En revanche, pour le cas SP50, le nombre de trongons est pair et le moment maximum a mi-
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travée correspond a la position d'une entretoise obligeant le déversement a se créer sur les trongons
adjacents.

5.5 Synthese et conclusions

Dans ce chapitre, I'étude de la résistance au déversement est abordée selon une approche numérique
en modélisant des ponts métalliques bipoutres sur deux travées continues puis sur une travée. Cette
approche permet de tenir compte du comportement tridimensionnel qui existe dans un pont entre les
poutres maitresses, les entretoises, les raidisseurs et le contreventement.

Quatre modeles numériques sont établis pour étudier les effets liés au systeme statique, aux entre-
toises et au contreventement. Ces modeles numériques sont construits avec des éléments finis de type
coque pour les éléments plans (semelles, ame, entretoise cadre et diaphragme) et par des éléments
finis de type barre pour les treillis et contreventement. La détermination de la charge critique de dé-
versement est effectuée par une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA). Le calcul de la charge
de ruine est effectué par une analyse non linéaire géométriquement et matériellement (GMNIA) en se
basant sur le mode critique de déversement identifié au préalable. Dans cette analyse, les contraintes
résiduelles d’oxycoupage et soudage sont prises en compte selon le modéle proposé au chapitre 3.

Les études paramétriques portent sur deux géométries de section, une section de hauteur moyenne de
2,0 m basée sur la géométrie du pont de St-Pellegrino (SP), et une section de grande hauteur de 3,2 m
basée sur la géométrie du pont de Wilwisheim (W), utilisées pour des portées de pont entre 40 a 50 m.

Les résultats montrent que le déversement a lieu entre deux entretoises pour la semelle supérieure a
mi-travée. Pour la section SP, c’est le déversement qui gouverne avec des entretoises cadres et treillis
ayant des espacements de 7 - 8 - 10 m. Dans le cas d’'une entretoise diaphragme, le pont atteint sa
résistance théorique en section avant le déversement qui n’est pas évident puisqu’il apparait apres le
voilement de I’ame. Pour la section W, la ruine a bien lieu selon un déversement mais apres avoir at-
teint la résistance théorique en section pour une classe de section 4 et ceci indépendamment du type
d’entretoise. Une étude plus détaillée des contraintes en section montre que la poutre W peut at-
teindre une résistance en section plus élevée due a une 1égere plastification des semelles et de I'ame.

Ainsi de fagon chiffrée, les résultats montrent que l'influence maximale sur la résistance au déverse-
ment dans le cas des sections étudiées est de :

e 3 % d’augmentation de résistance au déversement pour la présence d'un contreventement
provisoire,

e 13 % d’augmentation de résistance au déversement en passant d’'un écartement d’entretoise
treillis de 10 m a 7 m, et 17 % d’augmentation pour l'entretoise cadre pour les mémes écarte-
ments,

e 14 % d’augmentation de résistance au déversement en passant d’une entretoise cadre a une
entretoise treillis pour un méme écartement de 10 m, et de 27 % d’augmentation de résistance
en passant d’'une entretoise cadre a un diaphragme pour le méme écartement.

Les résultats montrent que le type d’entretoise et leur écartement jouent un réle majeur sur la résis-
tance au déversement des ponts métalliques.
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Par ailleurs, les résultats numériques de ce chapitre permettent d’accroitre le nombre des simulations

de déversement pour des élancements réduits Ap compris entre (0,5 - 1,0). IIs complétent les résul-
tats du chapitre 4 par l'approche poutre et contribuent ainsi a avoir des résultats qui couvrent
I'ensemble du domaine A . Ces résultats numériques seront utilisés au chapitre 6 en comparaison des
méthodes de calcul manuelles en vue de proposer une méthode de vérification mieux adaptée aux
poutres métalliques de ponts.
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6.1 Introduction

Pour définir une méthode de calcul, ce chapitre débute par I'analyse des résultats des chapitres 4 et 5
en comparant les résultats numériques avec les approches analytiques existantes présentées au cha-
pitre 2. Les comparaisons portent aussi bien sur les aspects liés au calcul de I'élancement réduit que
sur les aspects liés au calcul du coefficient de réduction. Cette analyse, complétée par une évaluation
statistique, permet de proposer une méthode de calcul au déversement adaptée pour les poutres mé-
talliques de pont.

Les objectifs principaux de ce chapitre sont :

e Proposer une méthode de calcul du déversement adaptée pour les poutres métalliques de
ponts,

e [llustrer la méthode proposée par un exemple de calcul de la résistance au déversement.
La méthodologie employée pour atteindre ces objectifs repose sur :

e La comparaison des résultats numériques avec les résultats obtenus au moyen des méthodes
de calcul analytiques existantes pour en tirer les tendances utiles en vue de proposer une mé-
thode de calcul,

e L’évaluation du degré de précision (ou du niveau de confiance) des courbes de déversement
par rapport aux résultats numériques selon la méthode statistique classique des intervalles de
confiance (Wackerly et al. 2008).

Pour atteindre ces objectifs, le chapitre se compose de quatre parties principales. La section 6.2 expose
'analyse et la comparaison des résultats des simulations numériques des chapitres 4 et 5 sur le déver-
sement. La section 6.3 présente I’évaluation statistique des courbes de déversement b et ¢ de la
SIA263:2013 et d de 'EN1993-2 :2006 par rapport aux résultats numériques en vue d’estimer les in-
tervalles de confiance pour lesdites courbes. La section 6.4 présente une proposition pour le calcul de
I'élancement réduit et pour le calcul du coefficient de réduction adapté aux poutres métalliques de
pont. La section 6.5 traite un exemple de calcul analytique dont le but est de déterminer la résistance
au déversement d'une poutre métallique de pont ayant fait I'objet de I'étude numérique aux chapitres
4 et 5. Finalement, une synthese des résultats et les conclusions du chapitre sont résumées a la section
6.6.

6.2  Analyse et comparaison des résultats sur le déversement

Cette section analyse les résultats numériques obtenus aux chapitres 4 et 5 sous forme de comparai-
son avec les approches analytiques disponibles dans les normes SIA263 :2013 ou Eurocode EN1993-
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2:2006. Pour rappel, au chapitre 4, le déversement a été simulé par une approche de poutre simple
sur des appuis a fourches avec un chargement de moment constant. Au chapitre 5, le déversement a
été simulé pour des ponts métalliques qui tiennent compte de I'effet tridimensionnel qui existe entre
les poutres maitresses, les entretoises, les raidisseurs et le contreventement pour une charge répartie
sur la semelle supérieure.

6.2.1 Approche de poutre simple

Tout d’abord sur le plan analytique, il a été vu au chapitre 2 que le calcul de Ap pour les poutres mé-
talliques de pont s’effectue sur la base de I'expression (2.16) qui prend la racine du rapport entre la
limite élastique f, et la contrainte critique o.. L’étape suivante consiste a déterminer la contrainte cri-
tique. Pour cela, deux méthodes sont envisagées dans ce qui suit :

1. la procédure analytique recommandée par la SIA263 :2013 a I'art. 5.6.2.3 dont 'expression est
donnée par (2.17). En remplagant (2.17) dans (2.16), I'élancement réduit devient :

Ap= /L: /zf—y /@-ID (6.1)
O-c'rD T E77 ID

Avec n = 1 pour une distribution de moment constant. La formulation ( 6.1 ) montre que

I'élancement réduit est composé d’'un terme constant 1/fy /7r2E77 et d'un terme qui dépend

uniquement de la géométrie et qui est linéaire avec la longueur de déversement /A4, /1, -1,

2. endivisant le moment critique M. de déversement calculé par la formule a trois facteurs (2.13)
(Djalaly 1974) par le module de section élastique efficace pour les classes de section 4 W,
calculé selon (4.6). L’élancement réduit s’exprime par :

_ W,
AD:\/ fy :\/fy e (62)
Gch M

cr

La Figure 6.1 permet de visualiser les approches analytiques ( 6.1 ) et ( 6.2 ) par rapport aux résultats

numériques FinelG. Les élancements réduits calculés Ap sont représentés fonction de la longueur de
déversement Ip pour les poutres étudiées au chapitre 4 avec les sections St-Pellegrino (SP) (Figure
6.1a) et Wilwisheim (W) (Figure 6.1b) pour un chargement de moment constant. Les élancements ré-
duits calculés numériquement par le modeéle FinelG poutre sont représentés par les point SP - FinelG
(Figure 6.1a) et W - FinelG (Figure 6.1b).
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Figure 6.1 Comparaison du calcul de I'élancement réduit en fonction de la longueur de déversement Ip.

La formulation analytique ( 6.1 ) montre, pour les mémes géométries de poutres, des valeurs
d’élancements réduits supérieures jusqu’a un maximum de 30 % (cas Ip = 30 m, Figure 6.1a) de celles
calculées numériquement par FinelG avec le modele poutre. En partant du principe que les élance-
ments calculés numériquement sont plus prés de la réalité, la formulation analytique de la

SIA263:2013 - art. 5.6.2.3 place en sécurité sur le diagramme Y, —ED puisque pour une méme

poutre, I'élancement réduit calculé analytiquement se situe a droite de celui calculé numériquement,
augmentant ainsi la réduction de la résistance en suivant les courbes de déversements c (SIA
263:2013) oud (EN1992-2:2006).

La formulation analytique a trois facteurs (2.13) (Djalaly 1974) montre une excellente correspondance
des élancements calculés analytiquement avec ceux calculés numériquement (Figure 6.1a et b). La
dépendance non-linéaire de Ap avec Ip est bien prise en compte par la formulation (2.13). Ainsi, en
admettant que les élancements calculés numériquement se situent prés de la réalité, la formulation

analytique de (Djalaly 1974) permet de placer Ap avec une précision accrue sur le diagramme

Xp —Ap amenant, en général, a un gain sur I'évaluation de la résistance au déversement.

La Figure 6.2 et la Figure 6.3 comparent les approches analytiques et numériques pour le calcul du
déversement d'une poutre sous un chargement de moment constant avec des appuis a fourche pour

les sections St-Pellegrino et Wilwisheim. Analytiquement, les élancements réduits Ap sont déterminés
comme présentés par la Figure 6.1. Le coefficient de réduction yp est déterminé analytiquement en
suivant la courbe c pour la norme SIA 263 :2013 et la courbe d pour la norme européenne EN1993-
2 :2006. Par ailleurs, les courbes Ay représentent les écarts de résistance suivants :

3. Ay (FinelG - Djalaly) représente I'écart de résistance au déversement entre les simulations nu-
mériques FinelG et la norme SIA263 :2013 - courbe ¢ pour un élancement réduit calculé selon
la méthode de (Djalaly 1974),

4. Ay (FinelG - SIA263 :2013) représente 1'écart de résistance au déversement entre les simula-
tions numériques FinelG et la norme SIA263 :2013 - courbe c pour un élancement réduit calcu-
1é selon la méthode de la SIA263 :2013 - art. 5.6.2.3.
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Figure 6.2 Comparaison des résultats numériques et analytiques pour la section SP.

Pour la section SP (Figure 6.2) les résultats analytiques (SIA263 :2013 - courbe ¢, EN1993-2:2006 -
courbe d et Djalaly) restent bien inférieurs aux résultats numériques (SP - FinelG) pour un élancement

réduit Ap supérieur a 0,5. Pour les élancements réduits plus petits (ID = 0,2 et 0,4), les résistances
calculées numériquement se situent en dessous des valeurs de la courbe c de la SIA263 :2013. Ces
dernieres valeurs correspondent a des longueurs de poutres de L; = 1,83 et Lz = 3,67 m pour une hau-
teur de poutre de hf= 2,0 m. Les élancements de poutre correspondant (L/h) valent 0,9 et 1,8, valeurs
qui ne sont pas représentatives des élancements de poutres dans le domaine des ponts. De plus, d'un
point de vue numérique, il semble que pour la géométrie SP il soit difficile d’atteindre le plein moment
résistant en section valant Mg = f,Weg.. Ceci est probablement lié au mode de ruine exposé a la Figure
4.27a qui se caractérise par une rotation de la semelle comprimée accompagnée d’'un voilement de
I'dme au lieu d’'un déversement généralisé de la poutre comme c’est le cas pour des longueurs de
poutres supérieures a Ly = 9,25 m (Figure 4.27c). Pour ces raisons, la signification de ces points situés
peut étre écartée en vue d’'une proposition d’amélioration de la méthode de vérification au déverse-
ment.

La section SP (Figure 6.2), montre un écart sur la résistance Ay (FinelG - Djalaly) qui atteint un maxi-

mum de 0,12 (soit 12 %) pour un élancement réduit de Ap = 1,0 qui correspond a une longueur de
poutre Ly = 9,25 m. Pour cette méme poutre, mais lorsque I'élancement réduit est calculé selon la
SIA263:2013 - art. 5.6.2.3, I'’écart sur la résistance Ay (FinelG - SIA263 :2013) grandit encore pour
atteindre 0,20 (soit 20 %). Ces écarts mettent en évidence la réserve de résistance existante entre les
simulations numériques et la norme SIA263 :2013 - courbe c.

130



Chapitre 6. Méthode de calcul du déversement

12 7 - -e - W-FinelG
] s SIA263:2013 - courbe c
10 1 e-g o EN1993-2:2006 - courbe d
. B, Djalaly (SIA263:2013)
08 o AA: . Tt Ax (FinelG - Djalaly)
] o "a N —-— Ax(FinelG - SIA263:2013)
- ] ° ‘3 .\ :
0.6 Ot
S 01,
0.4 1 LohA e
] L,=16,2m ° 4 TR
0.2 1 T a Tl
. e I
] 2. T e LT T
0.0 e T T T T T T T T :
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0
Ap []

Figure 6.3 Comparaison des résultats numériques et analytiques pour la section W.

Pour la section W (Figure 6.3) les calculs analytiques (SIA263 :2013 - courbe ¢, EN1993-2:2006 -
courbe d et Djalaly) restent inférieurs ou égaux aux résultats numériques (W - FinelG) sur I'ensemble

des élancements réduits ZD considérés. Pour la poutre dont la longueur vaut L; = 16,2 m, les écarts
maximum de résistance sont similaires a SP et atteignent 0,12 (12 %) pour Ay (FinelG - Djalaly) et 0,17

(17 %) pour Ay (FinelG - SIA263 :2013) pour un élancement réduit de A, = 1,0 (Figure 6.3).

6.2.2 Approche pont avec les entretoises cadres

La Figure 6.4 présente les élancements réduits Ap calculés analytiquement (SIA263:2013 -
art.5.5.3.1) selon ( 6.1 ) et numériquement avec FinelG (FinelG - W50 - Cadre) en fonction de
I'écartement e des entretoises. Les valeurs des élancements réduits calculés analytiquement tiennent
compte de la rigidité des entretoises dans leur plan par le calcul de la longueur de déversement Ip se-
lon (2.21) (voire méthode exposée sous le chiffre 6.5.3). Les résultats sont valables pour des entre-
toises cadres espacées selon le Tableau 5.3 et pour les sections St-Pellegrino (SP) (Figure 6.4a) et Wil-
wisheim (W) (Figure 6.4b) avec une charge constante agissant sur la semelle supérieure.
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Figure 6.4 Comparaison du calcul de I'élancement réduit en fonction de la longueur de déversement Ip.
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Pour les ponts avec la section St-Pellegrino (Figure 6.4a), les résultats montrent que I'approche analy-
tique (SIA263:2013 - art. 5.5.3.1) tend a surestimer I'approche numérique (FinelG - SP50 - Cadre)

pour le calcul des élancements réduits Ap. Cette tendance demeure sécuritaire puisque le coefficient
de réduction yp diminue lorsque Ap augmente. L’écart entre I'approche analytique et numérique
grandit lorsque e augmente (Figure 6.4a). Par exemple, pour un écartement d’entretoise de e = 5 m, la

surestimation de A, estde 15 %, alors que pour e = 10 m cette surestimation est de 36 %.

Pour les ponts avec la section Wilwisheim (Figure 6.4b), les résultats montrent que I'approche analy-
tique (SIA263:2013 -art. 5.5.3.1) permet une trés bonne évaluation de I'élancement réduit par rap-
port aux calculs numériques (FinelG - W50 - Cadre). Les écarts sur Ap entre I'approche analytique et
numérique sont faibles; ils atteignent, par exemple, un maximum de 5 % pour un écartement
d’entretoise de e =5,5 m.

La Figure 6.5 et la Figure 6.6 présentent les coefficients de réduction yp calculés analytiquement selon
la SIA263 :2013 courbe - ¢ (SIA263 :2013 - art.5.5.3.1) et numériquement avec FinelG (FinelG - W50 -
Cadre) pour les ponts dont la section est de type St-Pellegrino (Figure 6.5) et Wilwisheim (Figure 6.6).
Pour rappel, les six points représentés sur ces deux graphiques correspondent, pour Ap croissant, a
des écartements d’entretoises de 5 - 5,5 - 6,25 - 7,125 - 8,375 - 10 m dont les élancements réduits
sont tirés de la Figure 6.4.
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Figure 6.5 Comparaison des résultats numériques et analytiques pour la section SP par 'approche pont.

Pour les ponts avec la section St-Pellegrino (Figure 6.5), les résultats numériques (FinelG - SP50 -
Cadre) montrent qu'ils se situent bien au-dessus de la courbe de réduction c de la SIA263 :2013 avec
une marge de sécurité appréciable de I'ordre de 7 a 8 %. Lorsque les résultats numériques sont com-
parés aux résultats analytiques (SIA263 :2013 - art. 5.5.3.1), la différence sur les coefficients de réduc-
tion xp, représentés par la courbe 4y a la Figure 6.5, augmente lorsque Ap croit. Cette augmentation
est la conséquence d'une surestimation de I'élancement réduit par la méthode de calcul analytique de
la SIA263:2013 - art. 5.5.3.1 (Figure 6.4a) qui se traduit a la Figure 6.5 par un déplacement de b
vers la droite suivant la courbe c de la SIA263 :2013. A titre d’exemple, Ay, qui traduit la réserve de
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résistance, passe de 0,15 (15 %) pour un écartement d’entretoises de e = 5 m a un maximum de 0,31
(31 %) pour e = 10 m (Figure 6.5).
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Figure 6.6 Comparaison des résultats numériques et analytiques pour la section W par I'approche pont.

Pour les ponts avec la section Wilwisheim (Figure 6.6), les résultats numériques (FinelG - W50 -
Cadre) montrent, comme la section SP, qu'ils se situent bien au-dessus de la courbe de réduction c de
la SIA263:2013 avec une marge de sécurité confortable qui atteint jusqu’a 20 % pour un écartement
d’entretoise de e = 10 m. Cependant, lorsque les résultats numériques sont comparés aux résultats
analytiques (SIA263:2013 - art. 5.5.3.1), la précision accrue du calcul de I'élancement réduit (Figure

6.4a) permet un bon placement du Ap analytique par rapport au numérique et n'augmente pas aussi
fortement que pour la section SP la différence Ay sur les coefficients de réduction comme le montre la
Figure 6.6. A titre d’exemple, la réserve de résistance Ay passe de 0,14 (14 %) pour un écartement
d’entretoises dee=5ma 0,21 (21 %) pour e = 10 m (Figure 6.6).

6.3  Evaluation statistique des courbes de déversement

6.3.1 Description des résultats numériques

A la Figure 6.7, un total de 186 points représente I'ensemble des résultats numériques exposés au cha-
pitre 4 et 5 et les résultats d’'un projet de master, qui a été effectué a I'lCOM et suivi par I'auteur de
cette these, sur I'étude de la résistance au déversement d’'un pont métallique lors du lancement réalisé
par (Torriani 2014). Sur le méme graphique, les courbes b et c de la norme SIA 263 :2013 et la courbe
d de 'Eurocode 1993-2:2006 sont représentées.

Pour I'’ensemble des points de la Figure 6.7, les écarts de résistance Ayp entre les coefficients de réduc-
tion calculés numériquement (y...) par les approches poutre et pont de FinelG et les courbes de ré-
duction des normes (y.um) sont représentés a la Figure 6.8. Les écarts de résistance pour la courbe b de
la SIA263 :2013 sont donnés a la Figure 6.8a, ceux de la courbe c de la SIA263 :2013 a la Figure 6.8b et
ceux de la courbe d de 'EN1993-2 :2006 a la Figure 6.8c.
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Figure 6.7 Ensemble des résultats numériques de déversement de ponts.

(c) cas de la courbe d de 'EN1993-2:2006
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Figure 6.8 Ecarts sur yp entre les résultats numériques et les courbes de déversement.
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La courbe de réduction b de la SIA263 :2013 montre des écarts de résistance (Figure 6.8a) qui attei-

gnent un maximum de 0,2 soit 20 %, avec une moyenne des écarts Ay, qui vaut 0,07 pour un écart
type de 0,05. Le nombre de résultats numériques situés du coté de l'insécurité Ayp < 0 est de 11 sur

186 et concerne les élancements réduits Ap inférieurs a 1,0 pour les approches poutres (chapitre 4) et
pont (chapitre 5) comme l'illustre la Figure 6.7.

Les écarts augmentent lorsque les résultats sont comparés a la courbe c de la SIA263 :2013 (Figure
6.8b) puisque les valeurs maximums atteignent 0,25 soit 25 %. La moyenne Ay,, se situe a 0,10 avec
un écart type de 0,06. Le nombre de résultats numériques situés en insécurité diminue ; il passe a 4 sur

186 et concerne les élancements réduits Ap inférieurs a 0,6 pour 'approche poutre (Figure 6.7). Au-
cun résultat numérique lié a 'approche pont ne se place en insécurité par rapport a la courbe c.

La courbe de réduction d de 'EN1993-2:2006 montre des écarts de résistance (Figure 6.8c) impor-

tants qui se montent jusqu’a 0,38 soit 38 % avec une moyenne Ay, située a 0,2 et un écart type de

0,1. Aucun résultat numérique n’est situé du c6té de 'insécurité pour la courbe d.

Ces résultats descriptifs seront mis en commun avec ceux de I'évaluation statistique qui suit et servi-
ront pour les conclusions de ce chapitre.

6.3.2 Evaluation statistique des courbes de déversement

L’objectif de cette étude statistique consiste a estimer des intervalles de confiance pour les trois
courbes normatives b et ¢ de la SIA263 :2013 et d de 'EN1993-2:2006 en se basant sur les résultats
numériques. Cette approche probabiliste est simplifiée car elle ne prend en compte qu'un seul para-
meétre, le facteur d’'imperfection ap, dans le modele de régression non-linéaire. Les résultats obtenus
sont qualitatifs et s’expriment par des intervalles de confiance. Un plus grand nombre de résultats nu-
mériques permettrait des réponses statistiques plus précises. Les méthodes de calculs statistiques se
basent sur 'ouvrage de référence (Wackerly et al. 2008).

L’application d’une approche statistique probabiliste demande quelques hypothéses et remarques
préliminaires :

e Les résultats des simulations numériques yp forment un échantillon de réalisations de va-
riables aléatoires Xp indépendantes et identiquement distribuées qui suit une loi normale dont
la moyenne vaut u et la variance o2,

e Lesvaleurs Ap sont considérées comme des variables déterministes contrélables,

e Le modéle (6.3 ) qui donne la relation entre X et 1p ot f(Ap) est une fonction non linéaire
basée sur la formulation des courbes de déversement des normes SIA263:2013 et de
I’EN1993-2:2006. Le terme d’erreur 8(0, (7) représente les fluctuations aléatoires autour de la

courbe moyenne et suit une loi normale dont la moyenne est nulle et 'écart type est égala o :
X, =f(Ap)+£(0,0) (63)

Le modéle ( 6.3 ) s’illustre graphiquement dans la Figure 6.9 pour la courbe moyenne :
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\

— — — > ZD
Api Ap2 Ap3

Figure 6.9 Modeéle de régression non linéaire simple considéré.

La courbe moyenne (ou espérance mathématique) E(X)= f(Ap) peut étre estimée par une régres-

sion non-linéaire selon la méthode des moindres carrés. La régression est effectuée sur la variable ap
(notation SIA263 :2013) ou a.r (notation EN1993-2 :2006) qui représente le facteur d'imperfection et
qui est utilisé pour la définition des différentes courbes de flambement ou déversement. Par la suite, la
notation SIA263 :2013 est conservée avec ap.

L’application du modeéle de régression demande a ce que les valeurs numériques pour lesquelles Ap
sont plus petites que le plateau plastique des normes (soit 0,2 pour 'EN1993-2:2006 et 0,4 pour la
SIA263:2013) et / ou yp > 1,0 soient écartées afin de garder un domaine de validité de yp situé entre 0
et 1 comme imposé par les normes. Ces criteres restreignent le nombre de résultats numériques va-
lables a n = 150.

Une fois la courbe moyenne estimée par la régression non-linéaire, il s’agit de déterminer les inter-
valles de confiance pour la moyenne u afin d’évaluer le niveau de confiance qui correspond aux
courbes de déversement des normes. L'intervalle de confiance permet de mesurer le degré de préci-
sion que I'on a sur la moyenne estimée issue de I'échantillon, et le niveau de confiance est la probabili-
té d’observer la moyenne estimée dans l'intervalle de confiance. Dans notre cas, I'échantillon est issu
d’une loi normale d’'une moyenne u et de variance o?, N(u, 02). Alors d’apres le théoreme de Cochran,

I'estimateur T = T (Ap1, Apz, ..., Apn) de f(ZD) suit une loi t de Student, et s’exprime par :

_ o) - _
= s/\/;

qui a une distribution t avec n-1 degré de liberté et un écart type s pour I’échantillon. L’intervalle de
confiance pour la moyenne u est le suivant :

tn-l

|:f(ED) _tl—a/Z;nfl ﬁ < H < f(;’D) + tlfa/Z;nfl ﬁ:|

ou (1 - a) est le niveau de confiance de telle sorte que la probabilité suivante :

136



Chapitre 6. Méthode de calcul du déversement

P(f(flp)—t,auml % <UL fA) by %) =l-a (64)

L’application de ( 6.4 ) permet de déterminer de facon qualitative les intervalles de confiance ou le
degré de précision qui correspond aux courbes de réduction des normes sur la base des résultats nu-
mériques. Dans le cadre du déversement, c’est la limite inférieure de l'intervalle de confiance qui
montre un intérét particulier puisqu’il s’agit d’évaluer le niveau de confiance (ou la probabilité) qu'un
résultat numérique se situe en-dessous, du coté de 'insécurité, de la courbe de déversement évaluée.

La Figure 6.10 présente I'évaluation statistique des intervalles de confiance des courbes de déverse-
ment de la SIA263 :2013 courbe - b (Figure 6.10a), de la SIA263 :2013 courbe - c (Figure 6.10b) et de
la norme EN1993-2:2006 courbe - d (Figure 6.10c) pour la gamme d’élancement réduit qui concerne
les ponts, soit entre 0,5 et 1,5.

Sur chaque graphique a la Figure 6.10 sont représentés :
e les résultats numériques FinelG,

e la moyenne de ces résultats effectuée par une régression non-linéaire simple (moindre carré)
en faisant varier le facteur d'imperfection ap pour les trois courbes de déversement,

e la courbe de déversement évaluée,

e deux courbes qui bornent la limite inférieure de lintervalle de confiance

= s
(f(/lo) b wr2inet T] et qui s’exprime par :
n

— vmax la valeur maximale du niveau de confiance (1 - a) qui est tangente a la courbe de
déversement par valeurs inférieures,

— vmin la valeur minimale du niveau de confiance (1 - @) qui est tangente a la courbe de
déversement par valeurs supérieures.
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Figure 6.10 Evaluation statistique des intervalles de confiance pour les courbes de déversement.

Pour la courbe b de la SIA263 :2013 (Figure 6.10a), la régression non-linéaire pour la courbe moyenne
fournit un facteur d’'imperfection ap = 0,16. La limite inférieure de I'intervalle de confiance est délimi-
tée par [vmin, vmax] qui correspondent, en exécutant ( 6.4 ), a des niveaux de confiance de 0,65 et 0,90
respectivement. En d’autres termes, cela signifie que la probabilité qu'un point se situe au-dessus (du
cOté sécuritaire) de la courbe b est de 0,65 au minimum et 0,90 au maximum ; a I'inverse, la probabilité
qu'il se situe au-dessous (coté insécuritaire) est de 0,35 au maximum et 0,10 au minimum.

Pour la courbe c de la SIA263 :2013 (Figure 6.10b), la régression non-linéaire pour la courbe moyenne
fournit le méme facteur d’'imperfection que pour la courbe b (Figure 6.10a), soit ap = 0,16 puisque le
plateau plastique est fixe a 0,4. La limite inférieure de I'intervalle de confiance est située entre [vmin,
vmax] qui correspondent a des niveaux de confiance de 0,77 et 0,97 respectivement.

Pour la courbe d de I'EN1993-2:2006 (Figure 6.10c), la régression non-linéaire pour la courbe
moyenne fournit un facteur d’'imperfection ap = 0,11. La limite inférieure de I'intervalle de confiance se
situe entre [vmin, vmax] qui correspondent a des niveaux de confiance de 0,95 et 0,99 respectivement.

A titre de référence, 'EN1990 :2002 (CEN 2002) mentionne dans une note de 'annexe D.7.1 que les
expressions utilisées pour I'évaluation d’'une valeur caractéristique d’'une propriété conduisent aux
mémes résultats que des statistiques classiques avec des niveaux de confiance de 0,75. Par consé-
quent, il en découle avec les résultats ci-dessus que :
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6.3.3

la courbe b de la SIA263 :2013 ne montre pas un niveau de confiance suffisamment élevé avec
une limite inférieure de 0,65,

la courbe c de la SIA263 :2013 répond aux exigences de 'EN1990 :2002 avec une limite infé-
rieure de 0,77,

la courbe d de 'EN1993-2:2006 remplit largement les exigences de 'EN1990 :2002 avec une
limite inférieure de 0,95.

Conclusions

La description des résultats numériques et la comparaison de ceux-ci avec les courbes normatives b, et
cdelaSIA263:2013 et d de 'EN1993-2:2006 ont fait ressortir les points suivants :

La courbe b montre des écarts sur la résistance atteignant 20 % avec plusieurs résultats numé-
riques (11 sur 186) placés du coté insécuritaire ; la moyenne des écarts Ay,, entre la norme et

les simulations vaut 0,07,

Pour la courbe c les écarts sur la résistance atteignant 25 %, la moyenne des écarts Ay, aug-

mente a 0,10 et le nombre de points placés en insécurité diminue a 4 sur 186. Les cas placés en
insécurité concernent principalement I'approche poutre (chapitre 4); aucun résultat lié a
I'approche pont (chapitre 5) n’est placé en insécurité,

La courbe d expose des écarts sur la résistance pouvant atteindre jusqu’a 38 % avec une

moyenne des écarts Ay, située a 0,20 et un écart type de 0,10. Aucun résultat numérique lié a

I'approche pont n’est placé du c6té de I'insécurité.

L’évaluation statistique a permis d’estimer les intervalles de confiance des courbes de déversement en
se basant sur les résultats numériques des chapitres précédents. Cette approche repose sur plusieurs

hypothéses importantes dont celles d'un comportement des variables selon la loi normale et d'un mo-
dele de régression non-linéaire simple a un seul parameétre (ap). Les conclusions qui suivent reposent
sur un total de 150 résultats numériques convergés. Un plus grand nombre de résultats permettraient
de déterminer I'intervalle de confiance avec plus de précision. A I'examen des résultats, il ressort que :

La courbe b de la SIA263 :2013 montre une limite inférieure de 'intervalle de confiance dont le
niveau de confiance se situe entre 0,65 - 0,90, en d’autres mots, la probabilité qu'un résultat se
situe au-dessus (du coté de la sécurité) de la courbe b est compris entre 0,65 (au minimum) a
0,90 (au maximum) ; cette courbe ne montre pas un niveau de confiance suffisamment élevé
par rapport a la référence de 'EN1990 :2002 qui se base sur une valeur de 0,75,

La courbe c de la SIA263 :2013 montre une limite inférieure de I'intervalle de confiance pour
un niveau de confiance compris entre 0,77 (au minimum) et 0,97 (au maximum) qui répond
aux exigences de 'EN1990 :2002,

Finalement, la courbe d de 'EN1993-2:2006 place la limite inférieure de I'intervalle de con-
fiance pour un niveau de confiance qui se situe entre 0,95 et 0,99 qui remplit largement les
exigences de 'EN1990 :2002.
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Au vu de ces résultats, il ressort que la courbe b de la SIA263 :2013 n’est pas recommandable pour les
ponts puisqu’elle place plusieurs résultats numériques en zone insécuritaire et ne montre pas un ni-
veau de confiance suffisamment élevé. A I'inverse, la courbe d de 'EN1993-2:2006 ne place aucun ré-
sultat numérique en zone d’insécurité et montre un niveau de confiance exagérément élevé par rap-
port aux exigences de 'EN1990 :2002. Finalement, la courbe c de la SIA263 :2013 montre d’'une part,
aucun résultat insécuritaire en ce qui concerne le déversement par I'approche pont, et d’autre part un
niveau de confiance suffisamment élevé selon 'EN1990 :2002. Ces résultats plaident en faveur de
l'utilisation de la courbe c de la SIA263 :2013 et de 'EN1993-2:2006 pour la vérification au déverse-
ment des poutres métalliques de ponts et qui est a ce titre recommandée.

6.4 Méthode de calcul du déversement pour les poutres de ponts

6.4.1 Méthode de calcul de I'’élancement réduit

La détermination de I'élancement réduit Ap est une étape importante lors de la vérification au déver-
sement d’une poutre. Suite aux résultats numériques des chapitres 4 et 5, il semble nécessaire de dis-
tinguer deux cas :

Premiérement, le cas d’'une poutre de pont isolée sans présence d’entretoises et de contreventements.
Dans ce cas, les résultats numériques ont montré que I’'élancement réduit numérique est tres bien es-
timé par la méthode de calcul analytique suivante :

_ W, ..
Ap :\/ f—V = \/f} c.eff (6.5)
O-ch M

cr

Avec le moment critique de déversement M. déterminé selon la formule de (Djalaly 1974) :

7 El, , 1 ( GKk.I;
Cr:CIW (C22a+c3ﬁ) +I—Z 72-2T;[0D+1 +(C2Za+c3ﬂ) (66)

Les hypotheéses relatives a ( 2.13 ) ont déja été énoncées au paragraphe 2.4.1 et les conditions d’appuis
aux extrémités et de chargement sont réglées par les coefficients suivants :

Cy, C2 C3 :  facteur dépendant du type de chargement et des conditions d’appui, des valeurs sont
disponibles dans (Djalaly 1974) et plus récemment dans (Balaz and Kolekova 2000),
(Mohri et al. 2000) et (Braham 2001),

kv, ko :  coefficient d’encastrement aux appuis dont les valeurs se trouvent également dans
les références citées précédemment,

Za :  distance entre le centre de cisaillement C et le point d’application de la charge (posi-
tive si ce dernier est situé entre le centre de cisaillement et la semelle tendue)

B :  caractéristique sectorielle de la section ( = 0 pour une section bisymétrique) et est

défini par :

ﬁzzc+i'[2(y2+zz)d/1 (6.7)
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Ze : distance entre le centre de gravité G et le centre de cisaillement C (positive si le
centre de cisaillement se trouve entre le centre de gravité et la semelle comprimée.

Deuxiemement, le cas de I'élancement réduit d'une poutre de pont appuyée élastiquement par des
entretoises peut se calculer avec une bonne précision en passant par la formule d’Engesser (2.15). En
effectuant 1'égalité (2.20), la formule d’Engesser peut également s’exprimer sous la forme d’une lon-
gueur de déversement /p comme le propose I'art. 5.5.3.1 de la norme SIA263 :2013 :

4
lZlDzﬂ%E]DevZe (6.8)

l : la portée du pont ou la distance entre les appuis rigides, les autres parameétres sont
déja définis au paragraphe 2.4.2.

En intégrant ( 2.21 ) dans (2.17), la contrainte critique se détermine par :

2
7 El,n
O-cr 20'ch :A—lzD (69)
DD

Et I'élancement réduit se calcule en introduisant ( 6.9 ) dans (6.5 ).

6.4.2 Détermination du facteur de réduction

Pour la vérification au déversement des ponts métalliques, la détermination du coefficient de réduc-
tion peut se faire selon la courbe c de la SIA263 :2013 avec suffisamment de sécurité. Pour rappel la
formulation de la SIA263 :2013 est la suivante :

1 — —2
P <10t @D:o,s[lmD(/lD—oA)mD} (610)
D, + \/ 7 — Ap '
ap :  estle coefficient ou facteur d'imperfection qui vaut pour les profilés soudés ap = 0,49

ce qui correspond a la courbe c.

Les résultats du chapitre 4, qui ont été comparés aux courbes de déversement aux Figure 6.2 et Figure
6.3, montrent que le maintien d’un plateau plastique a 0,4 par la norme SIA263 :2013 ne semble pas
raisonnable dans le cas du chargement avec moment constant par I'approche poutre. Cette observa-
tion est également valable pour d’autres sections comme l'expose (Villette 2002). Cependant,
I'approche pont du chapitre 5, qui considére le pont dans son environnement tridimensionnel avec un
chargement variable, a montré qu’une longueur de palier plastique a 0,4 est raisonnable. Etant donné
que I'approche pont se situe plus prés de la réalité que I'approche poutre, un plateau a 0,4 est conservé
pour la vérification au déversement des poutres métalliques de pont.

6.4.3 Rappel des sécurités « cachées »

L’utilisation de la méthode analytique de vérification ci-dessus renferme des marges de sécurités « ca-
chées » par rapport aux résultats numériques qu’il est bon de rappeler, il s’agit notamment :

e De la détermination de I'élancement réduit Ao par une méthode analytique qui a tendance a
surestimer la valeur de I'élancement réduit calculé numériquement et qui, par conséquent,
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augmente la valeur du coefficient de réduction sur la résistance jusqu’a une valeur de 23 %
comme l'illustre la Figure 6.5,

e La prise en compte dans les simulations numériques d’'une amplitude d’'imperfection géomé-
trique de L/1000 qui est plus défavorable que les amplitudes mesurées qui sont de I'ordre de
L/3000 ; la Figure 4.24 chiffre ce défaut de résistance entre 8 - 12 % au maximum,

e La prise en compte des contraintes résiduelles d’oxycoupage - soudage (Figure 4.15) qui sont
favorables d’environ 10 % au maximum (Figure 4.23b) sur la résistance au déversement par
rapport a un schéma de contraintes résiduelles de soudage.

6.5 Exemple de calcul de la résistance au déversement

6.5.1 Présentation du cas d’étude

L’exemple de calcul se base sur le modele présenté a la Figure 5.5 qui montre un pont métallique bi-
poutre d’'une portée de 50 m avec des entretoises cadres espacées tous les e = 10,0 m. Pour cet
exemple, la contribution du contreventement n’est pas pris en compte. Les poutres maitresses sont
des composés-soudés en acier S355 écartées d'une largeur de 6,0 m et d’'une hauteur hy= 2,0 m (Figure
6.11). La géométrie en section est donnée par le Tableau 5.2 pour la section St-Pellegrino. Les entre-
toises cadres sont sur appuis des poutres composées-soudées et en travée des profilés laminés placés
a mi-hauteur des poutres métalliques. La géométrie en section des entretoises cadres est donnée au
Tableau 5.1. En travée, les raidisseurs verticaux en forme de T (Figure 5.4a) assurent la connexion
entre les poutres maitresses et les entretoises cadres. Sur appuis, les raidisseurs verticaux sont dou-
blés de part et d’autre de 'ame des poutres maitresses (Figure 5.4b).

bﬁsup ‘ AﬁSUP
z_

—-

tsup

hy

¥

—

biz

finf

Figure 6.11 Notations pour la poutre maitresse (échelle verticale déformée).

L’objectif est de déterminer le moment résistant au déversement dans la section la plus sollicitée lors
du bétonnage, soit dans le cas d’'un pont avec un systéeme statique simple, a mi- travée. Lors du béton-
nage, la semelle supérieure n’est pas encore tenue par la dalle latéralement et est susceptible de dé-
verser. La méthode de calcul pour la résistance est élastique car le pont doit se comporter élastique-
ment durant les phases de montage. La transmission des charges horizontales est assurée par le con-
treventement en croix qui relie les entretoises cadres au niveau de l'aile inférieure (Figure 5.5).
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6.5.2 Vérification de la conception de la section

Avant de déterminer la résistance ultime au déversement, il est nécessaire d’effectuer quelques vérifi-
cations de la section liées a d’autres phénomenes d’instabilité qui concernent la semelle comprimée et
qui pourraient intervenir avant que la poutre atteigne le moment de résistance élastique. Il s’agit donc
de vérifier la stabilité de 'ame et la participation compléte de la semelle comprimée a la résistance
selon les critéres suivants :

e Flambement vertical de la semelle comprimée dans I'ame, SIA263 :2013 art. 5.6.3 :

h,
4:M=14330’4.£:0’4.M=240 OK
t, 14 /s 355

I’ame montre une résistance suffisante pour prévenir le flambage vertical de la semelle com-
primée,

e Flambage par rotation de la semelle comprimée, SIA263 :2013 art. 5.6.1.1 :

b
ﬂzﬂ:u,zsgo,sﬁ E=O,56-1/M=14 OK
2., 220 1 335

la semelle supérieure participe pleinement a la résistance.

6.5.3 Calcul de I’élancement réduit

La vérification au déversement d'une poutre métallique de pont nécessite tout d’abord de déterminer
I’élancement réduit ( 6.5 ). Pour y parvenir, les démarches de calculs suivantes sont nécessaires :

e La détermination de la position du centre de gravité z; de la section compléte par rapport au
milieu de la semelle inférieure ; en complément, le calcul de l'inertie de la section complete I,
est donné par la méthode du Tableau 6.1 :

Tableau 6.1 Calcul du moment d’inertie de la section compléte et de la position du centre de gravité.

VA A,‘ Ai'Zi AZ,‘ =Zi—Zg Iy,' = A'AZIZ Iy0,‘
[mm] [mm?] [mm?3] [mm] [mm*] [mm*]
Semelle sup. 2000 9000 1,80-107 1270 1,45-1010 3,00-105
Ame 1005 27 580 2,77-107 275 2,09-10° 8,92:10°
Semelle inf. 0 26 000 0 -730 1,39-1010 3,47-106
Total Z; - Aq,=62 580 4,57-107 - 3,04-1010 8,92:10°
ZA/Z’ 10
Centre de gravité : zg = iZA =730 mm Inertie : 1= Zl.w‘ +Zi:1y0i =393-10

e Lahauteur comprimée vaut :

e Lerapport des contraintes extrémes :

he=hs-2z;=2000-730=1270 mm
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e Lahauteur efficace se détermine avec le coefficient de voilement k donné par (4.9) :

k= 16 =145
1-0,575++/(1-0,575) +0,112(1+0,575)
e Ethcgrvautavec (4.8):
h oy =086 270 1453219990 14708 <5 =1270 mm
“ 2000 355

La connaissance de la hauteur efficace permet de déterminer la géométrie de la section réduite efficace
(Figure 4.20b) et en particulier la partie comprimée de la semelle et de 'ame pour le calcul de
I’élancement réduit.

Figure 6.12 Membrure comprimée pour le calcul du déversement.

e (Calcul de I'aire Ap et I'inertie Ip de la membrure comprimée :

h .
A, =b tﬂmp+-‘;ﬁ-tw::450-204—zg§~14::13956rnnf

fosup

3 3
ID _ tf,sup .bf,sup + hc,e[f 'lw _ 20 4503 n 354143

=1,52-10° mm*
12 2-12 12 2-12

e Le calcul de longueur de déversement Ip se fait en tenant compte de la rigidité des entretoises
cadres dans leur plan. La Figure 6.13 expose la modélisation du cadre en structures poutres
pour le calcul de la déformée effectué avec (STATIK-6 2013). Le cadre est formé d’une traverse
(Figure 6.13b) et de deux montants (Figure 6.13c). Deux cas de chargement avec des forces
ponctuelles de H = 10 kN sont considérés en fonction que le déversement des poutres compo-
sées-soudées est symétrique ou non. Dans le cas asymétrique le déplacement latéral maximum
calculé est de vagym = 0,41 mm (Figure 6.13a), et dans le cas symétrique vy, = 0,16 mm (Figure
6.13d).
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(a) Cas de chargement asymétrique H=10kN g5
10.5

P |

H=10MNpre ‘ 0N
0 OURN 7 247 10.00kN

(b) Section de la traverse (c) Section du montant
DZ=0.10
K (d) Cas de chargement symétrique K
» N
! 6000 !

Figure 6.13 Modele statique et déformée de l'entretoise cadre (dimension en mm).
Le déplacement maximal pour une charge unitaire vaut donc :

_ Vasym _ 0741

= =4,1-10"° mm/N
H 10000

Avec ( 2.21 ) et pour un écartement d’entretoises de e = 10 m, la longueur de déversement
vaut :

4 4
1, ZX/%EIDW :i/”?zlo 000-1,52-10°-10000-4,10-10~° =4225 mm < 10 000 mm

Comme Ip < e, il vient selon ( 2.21 ) que Ip=e =10 000 mm.

e Le calcul de la contrainte critique de déversement o.p est effectué avec ( 6.9 ) en considérant
que le moment a mi-travée est quasi constant, 7 = 1,0 et il vient :

7*ElLn  7°-210000-1,52-10°-1,0
c,.=0,,= =

cr oD T 2 - B = 226 MPa
A2 13956-10000

e L’élancement réduit vaut avec ( 6.5):
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Ap = /s =1/3£=1,254
c,, V226

A titre de comparaison, I'élancement réduit calculé de fagon numérique pour le méme cas avec

FinelG (Figure 6.4a) vaut Ap =0,92.

6.5.4 Calcul du facteur de réduction

En vue de comparer les normes SIA263 :2013 et EN1993-2:2006 sur le calcul du facteur de réduction,
les approches selon les deux normes sont considérées dans la suite.

e (Calcul selon la norme SIA263:2013 :

La détermination du facteur de réduction se fait sur la base du chiffre 4.5.2. Pour les profilés
soudés, le coefficient d'imperfection vaut ap = 0,49 qui correspond a la courbe c et il vient avec
(29):

®, = 0,5(1 rap(io—0.4)+ ZZ) —0,5(1+0,49-(1,254-0,4)+1,254* )= 1,496

= ! ! =0,433<1.0

@, 0L 14964414967 1,254

e (Calcul selon la norme EN1993-2:2006:

Le calcul de I'élancement réduit est effectué selon la méthode simplifiée de I'art. 6.3.4.2 qui est
similaire a la méthode présentée précédemment au chiffre 6.5.3. Pour le calcul du facteur de
réduction, la norme renvoie par son art. 6.3.2.2 au cas général énoncé dans de 'EN1993-1-
1:2005. Le facteur d’imperfection a.r est fonction du rapport h/b qui vaut pour la poutre St-
Pellegrino hy/bssuy = 2000/450 = 4,44 amenant a I'usage de la courbe d pour une section en I
soudée, avec a;r=0,76:

®,, = 0,5(1 ayy(Aur —02)+ ZZ] =0,5(1+0,76- (1,254 —0,2)+1,254° )= 1,687

1 1
®,, 412, — A1 LO8T+1687° ~1254

Yy = =0,355<1.0

La différence de valeur sur le facteur de réduction entre les deux normes vaut 0,078 soit 7,8 % pour un

élancement réduit de Ap = 1,254. Pour la géométrie de 'exemple traité ici, les simulations numériques
FinelG (Figure 6.5) fournissent un facteur de réduction de yrineic = 0,743, soit une différence de 31,0 %
avec la SIA 263 :2013 et de 38,8 % avec EN1993-2:2006. A I'observation de ces résultats, il apparait
que la marge de sécurité, pour ce cas, reste encore conséquente.
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6.5.5 Calcul du moment résistant au déversement

Le calcul du moment résistant au déversement Mp a partir de la contrainte de déversement oy, ou in-
versement, nécessite de connaitre le module de section élastique de la section efficace relative a la
semelle comprimée Weg. donné par (4.6). Il faut donc calculer successivement :

e La distance e entre I'axe neutre de la section non réduite et I'axe neutre de la section réduite
qui se détermine avec (4.7) et vaut :

_1270  14(1270-708)
2 62580-14(1270—-708)

=91,3mm

e Le moment d’inertie efficace est calculé selon (4.10) et avec les valeurs calculées au Tableau
6.1 et suivantes :

1270*  62580-14(1270—708) ” (1270 -708)°

1,,=393-10" - : -
! 4 62580-14(1270-708) 12

=3,55-10""mm*

e Le module de section élastique (4.6) :

~3,55-10"

e = =2,61-10" mm’
771270 +91,3

e Le moment résistant au déversement selon la SIA263 :2013 vaut donc :

M, =c,W

et = XS W oy =0,433-355-2,61-10" = 4009 kNm

e Etle moment résistant au déversement M, selon ’'EN1993-2:2006 vaut donc :
M, = Zerch,ggf =0,355-355-2,61- 10" =3289 kKNm

Puis la vérification de la sécurité structurale s’effectue en comparant la valeur de calcul du moment de
flexion Mg4 avec la valeur de calcul du moment résistant en flexion Mgy en faisant intervenir le facteur
de résistance :

e SelonlaSIA263:2013 il vient:

M,, < M,, =%= 4009 =3818kNm
Vi 1,05
e Pourl’EN1993-2:2006 la vérification est :
M 2
My, <M, ., =t 3289 =2990 kNm
M1 >

Finalement, la différence sur la valeur de calcul du moment résistant en flexion entre les deux normes
vaut 22 %.
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6.6

Syntheése et conclusions

Dans ce chapitre, les résultats numériques obtenus aux chapitres 4, par I'approche poutre, et 5, par
I'approche pont, sont comparés aux méthodes analytiques de calculs présentées au chapitre 2. Les
comparaisons portent aussi bien sur le calcul de I'élancement réduit que sur le calcul du coefficient de
réduction.

Les conclusions de la comparaison numérique et analytique avec 'approche poutre du chapitre 4 sont
les suivantes :

La formulation analytique du calcul de I’élancement réduit selon la SIA263:2013 - art. 5.6.2.3
surestime (jusqu’a 30 %, Figure 6.1a) les valeurs calculées numériquement et place ainsi du
coOté de la sécurité,

La formulation analytique a trois facteurs (2.13) de (Djalaly 1974) est capable d’estimer avec
une excellente précision I'élancement réduit numérique dans le cas de I'approche poutre
(Figure 6.1),

Les courbes c de la SIA263:2013 et d de 'EN1993-2 :2006 restent bien inférieures, dans le
domaine d’élancement réduit des ponts (0,5 < ED < 1,5), aux résultats numériques ; I'écart de

résistance atteint un maximum de 13 % pour un élancement réduit de Ap =1,0 (Figure 6.2 et
Figure 6.3)

Les conclusions de la comparaison numérique et analytique avec I'approche pont du chapitre 5 sont
les suivantes :

Le calcul de Ap selon la SIA263 :2013 -art. 5.6.2.3 et I'art.5.5.3.1 pour tenir compte de la rigidi-
té des entretoises fournit des bons résultats (Figure 6.4b) ; ces résultats surestiment parfois
I’élancement réduit calculé numériquement (Figure 6.4a) et placent du c6té de la sécurité,

Pour la résistance, les courbes c de la SIA263:2013 et d de 'EN1993-2 :2006 restent bien sé-
curitaires et inférieures a I'ensemble des résultats numériques par I'approche pont ; la courbe
c de la SIA263 :2013 montre des écarts sur le coefficient de réduction yp pouvant atteindre un
maximum de 31 % pour un écartement d’entretoise de e = 10 m (Figure 6.5),

Finalement, la conséquence d’une surestimation du calcul de I'élancement réduit par une mé-
thode analytique contribue a placer en sécurité ; en combinant cet effet a la marge de sécurité
des courbes de déversement par rapport aux résultats numériques, la procédure peut parfois
doubler I'effet sécuritaire.

L’évaluation des intervalles de confiance des courbes de déversement b et c de la SIA263:2013, et de
la courbe d de 'EN1993-2 :2006 sur la base de150 résultats numériques montre que :

La courbe b de la SIA263 :2013 n’est pas recommandable pour les ponts puisqu’elle place plu-
sieurs résultats numériques en zone insécuritaire et ne montre pas un niveau de confiance
(0,65 - 0,90) suffisamment élevé par rapport a la référence de 'EN1990 :2002 qui se base sur
une valeur de 0,75,
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e La courbe d de 'EN1993-2:2006 ne place aucun résultat numérique en zone d’insécurité et
montre un niveau de confiance exagérément élevé (0,95-0,99) par rapport aux exigences de
I’EN1990 :2002,

e La courbe c de la SIA263 :2013 ne montre aucun résultat numérique en zone d’insécurité en ce
qui concerne le déversement par 'approche pont et se situe a un niveau de confiance raison-
nable (0,77 - 0,97) et suffisamment élevé selon 'EN1990 :2002 ; la vérification au déverse-
ment des poutres métalliques de ponts selon la courbe c pour la norme SIA263 :2013 et de la
courbe c de 'EN1993-2 :2006 est donc recommandable.

La proposition d’'une méthode analytique de calcul au déversement pour les poutres métalliques de
pont se synthétise par les points suivants :

e Ladétermination de I'élancement réduit A1, dans le cas d’'une poutre métallique de pont isolée
sans présence d’entretoises et de contreventements par la formule de (Djalaly 1974),

e La détermination de I'élancement réduit A, dans le cas de d’une poutre de pont appuyée élas-
tiquement par des entretoises par la formule d’Engesser ou de la longueur de déversement
équivalente,

e La détermination du facteur de réduction yp peut se faire selon la courbe c de la SIA263 :2013
oude 'EN1993-2:2006 avec suffisamment de sécurité,

Le maintien d’un plateau plastique Ap = 0,4 est raisonnable dans le cas d'une poutre métallique béné-
ficiant de I'effet tridimensionnel des entretoises et du contreventement (approche pont du chapitre 5),
mais n’est pas recommandable dans le cas d'une poutre simple avec un chargement de moment cons-
tant (approche poutre du chapitre 4).
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7.1

Syntheéses et principales conclusions

Cette section répond de fagon synthétique aux cinq objectifs établis initialement (section 1.2) :

1. Définir un modéle de contraintes résiduelles adapté aux poutres métalliques de ponts

tenant compte des étapes de fabrication que sont I'oxycoupage et le soudage.

Les étapes de fabrication des poutres composées-soudées en I des ponts métalliques se com-
posent de 'oxycoupage puis du soudage de toles en acier laminées de grande épaisseur pour
les semelles notamment. Chacune de ces opérations introduit des contraintes résiduelles qui
ont été, dans le cadre de cette étude, mesurées expérimentalement par sectionnement. Cette
méthode de mesure destructive est éprouvée et fournit des résultats suffisamment précis a
condition de suivre une procédure de mesure rigoureuse.

Au chapitre 3, les mesures expérimentales des contraintes résiduelles ont été effectuées sur
des toles en acier S355N de forte épaisseur (60 mm). Au total, six échantillons oxycoupés, puis
trois échantillons oxycoupés et soudés a une partie d’ame de 20 mm d’épaisseur en acier
S355]2 ont été mesurés.

Les résultats des mesures sur les spécimens oxycoupés montrent une distribution de con-
traintes résiduelles moyennes en section caractérisée par un pic de traction au bord oxycoupé
d’environ 250 MPa, suivi d’'une zone comprimée atteignant environ -30 MPa et des valeurs
quasi nulles au centre. Pour les spécimens oxycoupés et soudés, les effets du soudage sur la
distribution des contraintes sont de diminuer les contraintes de tractions aux bords oxycoupés
a une valeur moyenne d’environ 215 MPa, d’agrandir et uniformiser les zones comprimées a
des contraintes d’environ -35 MPa, et d’introduire des contraintes de traction au droit de la
zone soudées au centre atteignant 70 MPa.

Le modele expérimental des contraintes résiduelles proposé se décline sous la forme d’une
succession de blocs rectangulaires équilibrés et symétriques par rapport au centre de chacune
des toles. Le modele dépend de la largeur de la semelle (by), respectivement la hauteur de 'ame
(hw), et prend comme nuance d’acier de référence f, = 355 MPa (Figure 7.1).
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Figure 7.1 Modéle de contraintes résiduelles proposé.

Pour les toles oxycoupées au bord et soudées au centre, le bloc du bord oxycoupé est modélisé
par une largeur tendue valant by/20 pour une contrainte de 0,20f,. Le bloc successif comprimé
mesure 8bs/20 avec une contrainte de -0,11f,. La zone tendue au centre marque l'axe de symé-
trie et se caractérise par une largeur de 2bs/20 pour une contrainte de 0,68f,. Pour 'ame, les
blocs des bords oxycoupés et soudés sont modélisés par une largeur tendue valant h,,/20 pour
une contrainte de 0,63f;, de facon a équilibrer la contrainte de compression qui vaut -0,11f,
dans la partie restante. Ce modeéle, dont les données numériques sont fonction de f, est uni-
quement valable pour un acier S355 ; pour d’autres nuances, les valeurs correspondantes au
produit peuvent étre utilisées.

Le modéle proposé (Figure 7.1) est basé sur une tdle d’épaisseur 60 mm mais s’applique a
d’autres épaisseurs plus faibles ou plus grandes comme I'ont montré les résultats de simula-
tions numériques des contraintes résiduelles du chapitre 3.

Améliorer la connaissance des imperfections géométriques en terme de forme et
d’amplitude pour les poutres composées-soudées de ponts.

La fabrication des poutres composées-soudées et, par extension, des ponts métalliques, se doit
de respecter des tolérances géométriques de fabrication prescrites dans les normes. Par im-
perfections géométriques il est entendu, dans le cadre de cette étude sur le déversement, des
défauts de rectitude et de courbure des poutres. Par expérience des constructeurs métalliques,
ces tolérances sont en général suffisamment grandes pour ne pas poser de probleme particu-
lier lors de la fabrication. Par conséquent, la question légitime consiste a évaluer I'écart exis-
tant entre les imperfections géométriques réelles des poutres fabriquées et les tolérances de
fabrication des normes de construction métallique.

Au chapitre 4, les études expérimentales ont porté sur deux géométries de poutres droites
composées-soudées. La méthode de mesure 3D par Laser Tracker a été retenue pour ses avan-
tages de flexibilité et de précision dans un environnement industriel que représente un atelier
de construction métallique.
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Les résultats montrent, d'un point de vue pratique, que les tolérances géométriques de fabrica-
tion sont largement respectées en ce qui concerne les rectitudes horizontales et 1'écart par
rapport a la courbure théorique de la contrefléche. Selon la norme EN 1090-2 :2008, les tolé-
rances géométriques concernant I'écart de rectitude horizontal ou vertical ne doit pas dépas-
ser la valeur limite 4 = L/750, avec L la longueur de I'élément considéré. La norme SIA
263/1:2013 prévoit des écarts 1égerement plus séveres avec 4 = L/1000. Les mesures, dans
cette étude, révelent des écarts de 'ordre de 4 = L/3000 a L/2000, soit deux a trois fois plus
faibles que les tolérances de fabrication.

Ces résultats de mesures apportent également une réponse au niveau scientifique lorsqu’il
s’agit d’évaluer la charge de ruine de ce type de poutre. Le calcul non-linéaire nécessite une
connaissance aussi précise que possible de la géométrie initiale et par conséquent des imper-
fections géométriques. Dans ce cadre, la norme EN 1993-1-5:2006 recommande dans son An-
nexe C de prendre comme imperfection géométrique, a défaut de mieux, la forme du mode cri-
tique de déversement avec une valeur d’amplitude valant 80 % des tolérances de fabrication.
Par conséquent, en comparant les valeurs d’amplitudes mesurées dans cette étude (4 = L/3000
a L/2000) et celles recommandées pour le calcul non-linéaire de la charge de ruine qui se ba-
sent sur le 80 % des tolérances géométriques (4 = 0,8L/750 = L/1000), il en résulte que la re-
commandation demeure conservatrice puisque les amplitudes mesurées sont deux a trois fois
plus petites que celles recommandées.

Déterminer l'influence des contraintes résiduelles, des imperfections géométriques et
de la forme de la section sur la résistance au déversement d’'une poutre métallique.

Le chapitre 4 répond a cet objectif par des méthodes numériques de simulation du déverse-
ment d’'une poutre métallique de ponts. Le systéme statique considéré est la poutre simple
avec des appuis a fourche et un chargement de moment constant. La charge critique de déver-
sement est calculée par une analyse de bifurcation élastique linéaire (LBA), alors que la charge
de ruine est calculée par une analyse non linéaire géométriquement et matériellement en in-
cluant des imperfections (GMNIA). Ce dernier modele permet l'introduction des contraintes
résiduelles et des imperfections géométriques.

Les résultats montrent que l'influence sur la résistance au déversement, par rapport a yp = 1,
peut atteindre :

e 10 % d’augmentation de résistance pour l'usage d’'un modeéle de contraintes résiduelles
de type oxycoupage-soudage (Figure 7.1) par rapport a un modeéle de type soudage,

e 12 % d’augmentation de résistance lorsque I'on passe d’'une amplitude de L/1000 a
L/3000 pour les imperfections géométriques,

e 325 % de variation de résistance pour les géométries des sections considérées.

L’étude numérique du chapitre 4 permet de conclure que ce sont I'amplitude des imperfections
géométriques et le type de contraintes résiduelles qui sont les parameétres qui influent le plus
sur la résistance au déversement d’'une poutre métallique de pont. De plus, I'utilisation d’'une
amplitude des imperfections géométriques de L/1000 est raisonnable et place du coté sécuri-
taire. L'utilisation d’'un schéma de contraintes résiduelles de type oxycoupage-soudage, comme
proposé au chapitre 3, correspond mieux a la réalité de fabrication des poutres de ponts, et est

153



Chapitre 7. Conclusion

favorable du point de vue de la résistance au déversement puisqu’il permet un gain de résis-
tance qui peut se monter jusqu’a environ 10 % en comparaison d’un schéma de contraintes ré-
siduelles de soudage uniquement.

Déterminer l'influence des entretoises sur la résistance au déversement d’'un pont mé-
tallique.

Le chapitre 5 répond a cet objectif par des méthodes numériques de simulation du déverse-
ment d’'un pont métallique. Les modéles numériques éléments finis tiennent compte de I'effet
tridimensionnel qui existe entre les poutres maitresses, les entretoises, les raidisseurs et le
contreventement. Trois types d’entretoises sont considérés : cadre, treillis et diaphragme pour
différents écartement d’entretoise 7 - 8 - 10 m.

Les résultats montrent que pour les géométries de ponts étudiées, le déversement a lieu entre
deux entretoises pour la semelle supérieure a mi-travée. De fagon chiffrée et par rapport a la
référence yp = 1, 'influence peut atteindre :

e 3 % d’augmentation de résistance au déversement pour la présence d’un contrevente-
ment provisoire,

e 13 % d’augmentation de résistance au déversement en passant d'un écartement
d’entretoise treillis de 10 m a 7 m, et 17 % d’augmentation pour I'entretoise cadre pour
les mémes écartements,

e 14 % d’augmentation de résistance au déversement en passant d'une entretoise cadre
a une entretoise treillis pour un méme écartement de 10 m, et de 27 % d’augmentation
de résistance en passant d'une entretoise cadre a un diaphragme pour le méme écar-
tement.

Ces pourcentages représente des maximums car ils varient selon A, et il est difficile de don-
ner des valeurs absolues.

En conclusion, les résultats montrent que, en plus de I'écartement des entretoises, le type
d’entretoise joue un roéle majeur sur la résistance au déversement des ponts métalliques.

Proposer une méthode de vérification au déversement adaptée pour les poutres métal-
liques de ponts

Le chapitre 6 répond a cet objectif en effectuant, tout d’abord, une comparaison des résultats
numériques obtenus aux chapitres 3, 4 et 5 avec les approches analytiques selon les normes,
puis, en évaluant le niveau de confiance des courbes de déversements. La proposition d’'une
méthode de vérification au déversement adaptée pour les poutres métalliques de pont se ré-
sume par les points suivants :

e La détermination de I'élancement réduit A, dans le cas d’'une poutre métallique de
pont isolée sans présence d’entretoises et de contreventements est possible, avec une
tres bonne précision, selon la formule a trois facteurs (Djalaly 1974),
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e La détermination de I'élancement réduit A, dans le cas d’'une poutre de pont appuyée
élastiquement par des entretoises peut s’effectuer selon la formule d’Engesser ou selon
la longueur de déversement équivalente de facon sécuritaire et avec une bonne préci-
sion,

e La détermination du facteur de réduction yp peut se faire selon la courbe c de la
SIA263:2013 et de 'EN1993-2 :2006 avec suffisamment de sécurité,

Par ailleurs, 'ensemble des résultats a montré que le maintien d'un plateau plastique Ap = 0,4
(selonla SIA263 :2013) est raisonnable dans le cas d'une poutre métallique de pont bénéficiant
de l'effet tridimensionnel des entretoises et du contreventement (approche pont du chapitre
5), mais n’est pas recommandable dans le cas d’'une poutre simple avec un chargement de mo-
ment constant (approche poutre du chapitre 4).

7.2  Contributions majeures

Les contributions majeures de cette thése sont :

e La proposition d'un schéma de contraintes résiduelles qui tienne compte des procédés
d’oxycoupage et de soudage utilisés pour la fabrication des poutres métalliques de ponts,

e La mise au point d'un modele numérique tridimensionnel capable de simuler le procédé
d’oxycoupage en terme de flux de chaleur dans une tole en acier a I'état stationnaire,

e La quantification de I’écart existant entre les tolérances géométriques de fabrication et les im-
perfections géométriques (rectitude et courbure) des poutres métalliques de ponts,

e La quantification de 'effet des contraintes résiduelles et des imperfections géométriques sur la
résistance au déversement des poutres métalliques de ponts,

e La quantification de l'effet des entretoises sur la résistance au déversement d'un pont métal-
lique,

e La validation numérique de la courbe de déversement c de la SIA263 :2013 et de 'EN1993-
2:2006 pour la vérification au déversement des poutres métalliques de ponts.

7.3 Recherches futures

Les recherches menées dans le cadre de cette these ont dégagé un certain nombre de sujets pour les-
quels des investigations seraient prometteuses au vu des intéréts de la communauté scientifique et
technique. Ces themes sont les suivants :

e Etude des contraintes résiduelles sur des toles de tres fortes épaisseurs et pour d’autres
limites d’élasticité f,

Les études expérimentales sur les contraintes résiduelles menées dans cette recherche se sont
basées sur des toles en acier S355N d’'une épaisseur maximale de 60 mm. En pratique, les se-
melles des poutres de ponts peuvent atteindre des épaisseurs allant jusqu’a 100 mm voire 120
mm. Pour ces épaisseurs, il serait intéressant d’investiguer et de calculer les résultats numé-
riques, pour les mémes procédés de fabrication d’oxycoupage et soudage, pour savoir com-
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ment les contraintes résiduelles se distribuent en largeur et en épaisseur. Selon les résultats
numériques préliminaires présentés au chapitre 3, il semble que I'épaisseur n’ait pas une
grande influence sur la contrainte moyenne de traction au bord oxycoupé. Cette observation
serait a confirmer voire infirmer par des mesures expérimentales sur des toles de tres fortes
épaisseurs.

En ce qui concerne les études numériques, les recherches menées ont montré que le modele
thermomeécanique d’oxycoupage demande des développements supplémentaires pour mieux
tenir compte des réactions métallurgiques qui se créent dans le matériau lors du procédé. Ce
modele thermique-mécanique-métallurgique devrait intégrer les changements de structure de
'acier liés aux températures et a la vitesse de refroidissement et pourrait étre validé avec les
mesures expérimentales présentées au chapitre 3.

Jusqu'a présent, les simulations numériques ont été effectuées en tenant compte de
'oxycoupage uniquement pour la détermination des contraintes résiduelles. En vue de simuler
I'état des contraintes résiduelles finales, il serait trés intéressant de développer un modeéle qui
combine 'oxycoupage de la semelle et le soudage de I'ame avec la semelle. Le modele ther-
mique - mécanique - métallurgique pourrait étre validé avec les mesures expérimentales de
température, de contraintes résiduelles et de zones affectées thermiquement présentées au
chapitre 3. Un tel modeéle permettrait de prédire, en plus de I'état final des contraintes rési-
duelles, les déformations que pourrait subir une téle oxycoupée puis soudée. Ce type
d’'information serait tres utile dans les domaines de I'industrie qui utilisent les toles en acier
épaisses tels que la construction navale, les structures Offshore, la construction mécanique et
hydraulique, la chaudronnerie et bien entendu la construction métallique.

Les mesures expérimentales des contraintes résiduelles se sont basées sur un acier S355 (f, =
355 MPa). Méme si la revue de la littérature s’accorde a dire que la limite d’élasticité n’a pas
une grande influence sur la distribution des contraintes résiduelles, il serait intéressant
d’investiguer I'état des contraintes résiduelles pour des toles oxycoupées et soudées pour des
nuances d’acier utilisées dans les ponts tels que S460 voire S690.

Etudes numériques du déversement sur des géométries de ponts métalliques

Dans cette recherche, les simulations numériques de déversement ont traité les cas de la
poutre métallique de ponts isolée sous chargement de moment constant, et d'un pont bipoutre
sur une et deux travées continues avec une charge répartie sur la semelle supérieure. Pour ces
modeles, deux géométries de section de pont ont été considérées. En outre, ces résultats ont
été complétés par une étude similaire d’'un pont bipoutre au lancement (Torriani 2014). Ces
résultats forment une base de données qu’il serait intéressant de compléter par des études qui
traiteraient d’autres cas de déversement tels que celui de la semelle inférieure sur appuis in-
termédiaires, ou celui du déversement des ponts courbes. Par ailleurs, le choix d’autres géomé-
tries de section réelles de pont, en faisant varier les dimensions des semelles et la hauteur de la
poutre, constituerait également une validation complémentaire intéressante.

Campagne d’essais expérimentaux de déversement sur des géométries de ponts

Les essais expérimentaux de déversement sur les géométries de poutres métalliques de ponts
sont trés rares a travers le monde scientifique contrairement aux essais de déversement sur
les géométries de poutres métalliques du batiment. Ce manque pourrait étre comblé par une
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campagne d’essais expérimentaux qui permettrait de valider les modéles numériques utilisés
et de connaitre la marge qu'il existe entre les essais et les simulations numériques. Cette cam-
pagne pourrait se dérouler en deux volets, une série d’essais sur des poutres métalliques de
ponts isolées, et une série d’essais de ponts bipoutre entretoisés.

Etudes analytiques sur le déversement

En I'état actuel, la vérification analytique au déversement requiert le calcul du coefficient
d’élancement au déversement A, et du facteur de réduction yp. Il a été vu au chapitre 6 que la

détermination de Ap pour les ponts entretoisés par la formule d’Engesser montre dans cer-
tains cas une trés bonne correspondance avec les résultats numériques, et dans d’autres cas
des différences appréciables de 'ordre de 20 a 30 %, du c6té sécuritaire, pour la méme lon-
gueur de déversement. Une formulation plus précise, mais sécuritaire, de I'élancement réduit
permettrait de placer la vérification de facon plus exacte sur 'axe horizontal des courbes de
déversement. Par conséquent, la détermination du facteur de réduction en serait grandement
améliorée.
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