Modélisation thermomécanique de la
structure exposee au feu

L’objectif de ce chapitre est de construire une méthodologie d’analyse numérique efficace qui
permet de simuler le comportement réel des structures en béton armé sous l'action du
chargement mécanique et du feu a I'aide du logiciel ANSYS. Pour cela, la méthodologie a
construire doit prendre en compte :

- les modéles de comportement non linéaire 3D pour le béton et I'acier.

- le couplage thermomécanique : la dégradation a haute température des propriétés des
matériaux et I'effet de la dilatation thermique.

- le comportement de l'interface acier-béton a haute température

En bénéficiant des résultats des chapitres précédents, cette méthodologie devrait étre capable
d’évaluer d’'une part la résistance, la fissuration, la dégradation et la rupture de la structure, et
d’autre part, I'influence de l'interface béton-acier sur la capacité d’ancrage de I'extrémité des
armatures dans du béton et sur le comportement global de la structure.

Dans ce chapitre, la méthodologie est présentée a travers la simulation d'un essai
expérimental de la littérature. Il s’agit de I'essai d’'une poutre continue en béton armé
subissant un feu standard ASTM. Cet essai a été realisé en 1988 par Lin et al. [30].

5.1 Description de I'essai a simuler

Il s’agit d’une poutre continue sur deux appuis simples qui se compose de deux travées : une
travée centrale et une travée de console. Il y a eu six poutres avec différentes dimensions qui
ont été testées. On s’intéresse a modéliser les deux poutres numéro 1 et 3 qui ont les
dimensions illustrées sur la Figure 5.1.

La poutre supporte six forces P constantes sur la travée centrale et une, foacalite a
'extrémité de la console. Cette variation dg @ pour but d’assurer que la fleche de
I'extrémité de la console est constante durant la premiére heure du feu. Aprés une heure, la
valeur de Rest gardée constante. La valeur des six forces P et la valeur initiale de laforce P
sont illustrées sur la Figure 5.1. L'évolution de la valeur gleerP fonction du temps est
donnée dans la Figure 5.2. Le feu affecte la face inférieure et les deux faces latérales de la
travée centrale de la poutre. L'augmentation de la température suit la courbe ASTM-E1109.
Cette courbe est illustrée sur la Figure 5.3 en comparaison avec la courbe du feu ISO 834.
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Description de I'essai de Lin et al. présenté d@aset al. [31]
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Les parametres des matériaux sont présentés daablEau 5.1. Leurs lois de comportement
mécanique et leurs propriétés thermiques respdetedescriptions de I'Eurocode Il

Acier #3 Acier #7 Acier #8 Béton
f,=483,34 MPa fy=481,27 MPa fy=509,54 MPa fa=30 MPa
,=0,0028 gy =0,0025 gy =0,0028 fe=3 MPa
Tableau 5.1

Parametre des matériaux

5.2 Analyse du comportement global de la poutre ave ¢ interface
béton-acier parfaite

En réalité, pour I'analyse du comportement globkln’est pas nécessaire d’intégrer le

comportement de l'interface dans le modele numérigjules glissements des armatures ne
sont pas importants et ne causent pas de pertbé@@tte. En effet, comme expliqué dans le
chapitre 1, dans le cas des structures en bétoé, dentomportement de l'interface béton-

acier a principalement des impacts locaux commepdae d’ancrage aux extrémités

d’armature ou l'apparition des fissures localed’derobage du béton. Son influence sur le

comportement global de la structure est faible.cOmsidere donc que l'interface est parfaite
sur toute la longueur des armatures dans cettose@ela facilite la mise en ceuvre et la

validation du modéle de calcul. Les influences legaet globales seront évaluées dans la
section 5.3.

5.2.1 Geénéralités sur la méthode de modélisation ut ilisant ANSYS

5.2.1.1 Modéle d’élément fini

Une modélisation massive 3D est utilisée. Grace syinétrie de la poutre et du chargement,
une demie de la poutre est modélisée (voir la Eigud). La section transversale de la
structure modélisée est égale a la moitié de delllea poutre réelle testée.
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Figure 5.4

Vue latérale du maillage (a gauche) et la demidiseale la poutre (a droit)

Le béton est modélisé par des éléments massifgpdeSXOLID185/SOLID186 qui supportent
le modele de matériau Castlron ou de type SOLID8%gpportent le modele CP Von-Mises
(CPVM). Les armatures actives sont modélisées paraéments de barre. Les nceuds des
éléments d’acier coincident avec ceux de béton peumettre une interface parfaite entre les
deux matériaux (voir la Figure 5.5).

Figure 5.5

Armatures actives modélisées (lignes rouges)

Concernant les cadres d’armature de renforcemans\ersal, la modélisation de toutes ces
barres entrainera une grande complexité dans |dagwiet causera des difficultés de
convergence dans le calcul. ANSYS dispose de deéthades simples et efficaces pour
intégrer les cadres d’armature de renforcemenswemsal. Ces deux méthodes consistent a
remplacer les cadres d’armature en couches d’agigivalentes et attacher ces couches aux
éléments de base du béton qu’elles traversent.
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Figure 5.6

Direction de la barre d’acier dans I'élément SOLIDA9]

La premiere méthode fonctionne avec I'élément deeBOLID65 et le modele de matériau
CPVM pour le béton (voir la Figure 5.6). Elle comsia répartir uniformément le volume de
la barre d’armature dans tout le volume de I'éléntEnbéton. Les données a entrer pour la
barre sont : le rapport volumique de la barre @aai I'élément de béton, le matériau d’acier
utilisé et les angles d’orientatiof, (p). L'effet de renforcement est simulé implicitemeair
laugmentation de la rigidité de I'élément du bétans la direction de I'armature. Cette
méthode permet de déclarer trois barres d’aciemsebis différentes directions. La Figure
5.7 illustre la mise en ceuvre de cette méthode @apsutre étudiée. Les petites barres en
rougeillustrent la présence des armatures transversklas les éléments extérieurs de la
poutre. La direction de ces petites barres détermatie des armatures transversales.

Figure 5.7
lllustration de la modélisation des armatures tra@isales dans la poutre

Vue latérale d’'une partie de la poutre (a gauct8¥ction transversale (a droit)

La deuxiéme méthode consiste a simuler les coudlaeser équivalentes par les éléments
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REINF265 (voir la Figure 5.8). Cet élément n'a plesdegré de liberté indépendant. Ses
degrés de liberté sont interpolés a partir de amuXélément de base du béton auquel il est
attaché. Les parametres a entrer pour cet elénoemtl'aire de la section transversale de

chaque barre d’acier, la distance entre deux basuesessives, le matériau, les angles
déterminant l'orientation des barres et la posig@ométrique de I'élément par rapport aux
faces de I'élément de béton. Cette méthode ne itonma qu’avec les éléments massifs

SOLID185/SOLID186 modélisant le béton. Sur la Figbr®, les couches d'acier en vert

illustrent les armatures transversales de la strectudiée.

b

42

Figure 5.8
Elément REINF265 intégré dans I'élément de basel3TH5 (a gauche)
REINF265 et son systéme de coordonnées localggddqyoit) [19]

Figure 5.9

Couches d’armatures transversales équivalentesy€en) dans la structure étudiée
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En ce qui concerne le calcul thermique, comme ptésdans le chapitre 4, I'élément
surfacigue SURF152 sera utilisé dans cette modiélispour simuler le feu. Le béton est
simulé par I'élément solide thermique SOLID70/SO8Met I'acier est simulé par I'élément
de barre de conduction LINK33.

5.2.1.2 Modeéle de matériau

Pour le calcul thermique

Les propriétés thermiques du béton et de I'acienre la chaleur spécifique, la conductivité
thermique et la masse volumique utilisées danaBee thermique de Lin et al. [30] ont une
grande dispersion et ne sont pas fiables. Ellesaasdi différentes des valeurs données dans
'Eurocode Il. Dans notre calcul, les valeurs de td&ode Il [28] sont utilisées. Les
figures Figure 4.5, Figure 4.6, Figure 4.7, Figdré et Figure 4.9 du chapitre 4 illustrent la
variation de ces propriétés en fonction de la teatpée. Pour la chaleur spécifique du béton,
les valeurs correspondant a la teneur en eau d@B¥choisies.

Pour le calcul thermomécanique

La dilatation thermique a haute température degnaatx est prise selon I'Eurocode Il [28].
Voir la Figure 5.10.
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Figure 5.10

Dilatation thermique du béton (a gauche) et deiBaca droit) [28]

Les modéles de comportement mécanique du bétaséstitlans le calcul thermomécanique
sont celui de Castlron et celui de CP Von-Mises\(MIR Leur performance dans le calcul

des structures a température ambiante ainsi que dapacité a rendre compte de la
dégradation des propriétés de matériau en fondola température ont été validées dans le
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Chapitre 3. Leur performance dans le calcul dagtres a haute température sera évaluée
dans ce chapitre. Concernant l'acier, son modeélanigue est la plasticité de Von-Mises.

Les données a entrer pour les modéles du bétonlasoésistance de compression, celle de
traction et la forme de la courbe de compressiaaxiaie du béton avant le pic. Tous ces
parametres doivent varier en fonction de la tentpézalls sont tous donnés dans I'Eurocode
lI-1-2 [28].

G, —— Castlron, f,= 3 MPa

—— Castlron, ft: 1.5 hFa

PV, ft= 3 MPa

—— Lot expénmentee

— Phase clastique cottmune

Figure 5.11

Différentes courbes testées pour le béton en tacti

Comme présenté sur la Figure 5.11, trois difféemi@urbes de comportement de traction
sont testées dans ce chapitre. Les deux premie&abeas sont utilisées avec le modele

Castlron. La limite élastique en traction du modeéestiron est testée avec les deux valeurs :
la valeur totale de la résistance de béton enidraet la moitié de cette valeur. Si la premiére
valeur simule bien la limite a laquelle la fissimatse produit, la derniere simule mieux le

comportement du béton apres fissuration et I'éeemjssipée due a la fissuration. La

troisieme courbe (en vert) est utilisée avec le @ @€PVM. Les résultats de ce chapitre vont
permettre de déterminer la courbe la plus appre@ia modélisation des structures du béton
au feu.

5.2.1.3 Méthode de calcul du couplage thermomécaniq ue

Notre structure supporte a la fois les charges nigoas et le feu. Il y a donc deux
phénoménes a analyser :

- Phénomeéne thermique : le transfert de chaleur paduction dans la poutre et par
convection/radiation entre la poutre et I'enviromast.

- Phénomeéne mécanique : la déformation de la poatre I&ction des charges mécaniques.
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Dans ce cas, le résultat de I'analyse du phénom@wmanique est fortement influencé par
celui de l'analyse thermique. Premiérement, le idercause la dilatation thermique des
matériaux qui a son tour entraine la contraintentigue dans la structure. Deuxiemement, il
cause la dégradation des propriétés mécaniquesometion de la température. Cette
dégradation diminue la résistance de la structteecomportement mécanique de la structure
influence aussi le résultat de l'analyse thermigke. effet, sous l'action des charges
mécaniques, la structure se déforme et des fissseeproduisent dans le béton. La
déformation entraine le changement de la forme ¢ gosition de la structure qui a leur tour
modifie le résultat du transfert thermique. Ladisgion crée des macros fissures aux surfaces
exposées au feu. Ces macros fissures facilitemamesfert de chaleur dans la structure. Tous
ces mécanismes expliquent le couplage complet tirednanique du probléme.

Toutefois, dans l'analyse statique des structuresbéton armé, I'hypothese de petite
déformation est acceptée. La déformation de lactsire dans ce cas modifie trés peu la
distribution de la température due au transfertlieur. Et puis, la fissuration n’'influence
pas considérablement le résultat thermique pareelem grandes fissures exposées au feu
n'apparaissent souvent qu’au moment ou la stru@sréres endommagée et sera bientot a la
rupture. Pour toutes ces raisons, on ne rendrazgrapte de I'impact du résultat mécanique
sur celui thermique et on obtient ainsi un couplaigeplifié dans lequel seule influence de
'augmentation de température sur le comporteme&tamique de la structure est considérée.

Pour modeéliser ce couplage, parmi les méthodeouiisies dans ANSYS, la plus appropriée
est la « Load Transfer Coupled Physics Analysis ¢8fultiple Physics Environments » qui
consiste aux points principaux suivants :

- Créer le maillage de la poutre étudiée. Les élémepéciaux nécessaires pour chaque
analyse (thermique, mécanigue) sont aussi créés.

- Définir deux environnements physiques (thermiqumétanique) sur le méme maillage.
Les données de chaque environnement sont: typéntét, matériau, conditions
limites...

- Lancer le calcul thermique transitoire pour détaemila carte de température de toute la
poutre sous I'action du feu pendant 4 heures.

- Lancer le calcul mécanique. A chaque pas du temypmrter le champ de température du
calcul thermique comme une force volumique daqsdéleme mécanique.

Le schéma de fonctionnement général de cette métbstdllustré sur la Figure 5.12
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Figure 5.12

Schéma du processus de la résolution multi phygitfie

5.2.2 Méthode de stabilisation non linéaire

Nos résultats de calcul ont montré que les modkldséton utilisés présentent une instabilité
assez importante dans la modélisation a haute tatopé. En les utilisant, le calcul a chaud

se termine souvent beaucoup plus tét que la réRlitér surmonter cet inconvénient, ANSYS

dispose de la méthode de stabilisation non liné&ledte méthode est trés efficace dans le
traitement des problemes d’instabilité locale mbgle dans un calcul non linéaire. Toutefois,

cette méthode ne fonctionne qu’avec les modelestigiees et les éléments solides

SOLID185/SOLID186 qui les supportent. Elle ne fonatie pas avec le modele de CPVM.

5.2.2.1 Description de la méthode [19]

L’idée de cette méthode est d'utiliser les élemelasnortissement attachés aux nceuds de la
structure pour stabiliser les degrés de libert&. degrés de liberté instables sont ceux qui ont
un grand déplacement pour un petit incrément degehdls sont souvent la raison de la
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difficulté de convergence dans les calculs nonalmes. Une fois que cette méthode est
appliguée dans le calcul, les éléments d’amortieséreont ajoutés a tous les nceuds de la
structure. Cette méthode est activée dans le calaulla commande « STABILIZE » de
ANSYS.

Imaginons un élément d’amortissement qui relie ogud de la structure au sol fixe. La force
axiale dans cet élément est :

foan = —CV (5.1)

Ici, ¢ est le coefficient d’amortissememn, est la vitesse de déplacement du nceud. Elle est
égale au rapport de I'incrément de déplacementoducha l'incrément du temps. Si le nceud a
un degré de liberté instable, son incrément deadépient est grand, ce qui entraine une
grande force de stabilisation. Cette force, a som, réduit le déplacement et la stabilisation
est achevée. En revanche, si le degré de libertétaste, la force de stabilisation est trés
petite par rapport aux forces physiques appliqeéesla structure elle n’'influence pas le
résultat de calcul.

Détermination du coefficient d’amortissement

Ce coefficient est calculé par le logiciel en sesadm sur la valeur du taux de dissipation
d’énergie définie par l'utilisateur. Cette valewr tsouve dans la gamme de 0 a 1. Le taux de
dissipation d’énergie est égal au rapport du tiades forces de stabilisation a I'énergie
potentielle de la structure. Pour un chargementiquen le premier incrément de charge est
calculé sans utilisation des éléments d’amortissenieénergie potentielle de la structure
obtenue pendant cet incrément de charge et larvdietaux de dissipation d’énergie entrée
permettent de calculer le coefficient d’amortissetn€e coefficient est utilisé pour calculer
les forces de stabilisation pour les incrémentsta@gge suivants.

Outre la méthode se basant sur la définition du i dissipation d’énergie, la deuxieme
meéthode est d’entrer directement la valeur du eoefft d’amortissement par I'utilisateur
pour un chargement donné. Cette valeur est ap@igoér tous les éléments et pour tous les
incréments de charge de ce chargement. Il n'y adpasecommandation pour cette valeur.
Elle dépend beaucoup de la taille du maillage, dtér@sa et du temps li€ au chargement
appliqgué. Les valeurs du coefficient d’amortissemissues du calcul selon la premiére
meéthode présentée ci-dessus peuvent étre utitedesme une référence.

Options supplémentaires pour améliorer la convergen

Dans le calcul non linéaire des structures, lesgdsatotales sont souvent divisées en
plusieurs étapes de charge. A leur tour, chaqume &ta charge est divisée en plusieurs sous-
étapes de charge. Pour chaque étape de charge,qarée calcul de la derniére sous-étape
soit terminé, des forces de stabilisation subsistans la structure. La chute soudaine de ces
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forces au début de I'étape de charge suivante gausger la divergence dans le calcul de sa
premiére sous-étape. ANSYS a deux solutions paitetrce probleme :

- Soit on utilise I'option « REDUCE » dans la commard8TABILIZE » pour le calcul de
I'étape de charge précédente. Cette option permetéduire la valeur du coefficient
d’amortissement et donc diminue les forces de lsgabion vers zéro a la fin de I'étape.

- Soit on active la méthode de stabilisation poupr@miére sous-étape de charge. Cette
option est plus et permet d’avoir plus facilementdnvergence.

5.2.2.2 Guide d'utilisation de la méthode de stabil  isation pour le calcul des
structures exposées au feu

La méthode de stabilisation est utile pour obtang meilleure convergence. Toutefois, si les
forces de stabilisation calculées par le logicmbtstrop grandes, les résultats peuvent étre
imprécis. C’est pourquoi, son utilisation nécessitesoin dans la détermination du coefficient
d’amortissement et une vérification des résultptescalcul.

Facteurs influencant la détermination du coefficiém’amortissement

Un critere de vérification des résultats présensisd[19], pour un calcul statique
thermomécanique est que I'énergie de stabilisation étre inférieure a 1% de I'énergie
potentielle de la structure.

Estab = 1% Ep

(5.2)

Pour chaque étape de charge, I'énergie de stadlmhisat I'énergie potentielle sont calculées
selon les équations ( 5.3), (5.4) :

B = z i(fstam,j AU ) =C, i("i,j 'AUi,j) (5.3)

n n
i=1 j=1 i=1 j=1

E, :Z Zm:(Fi,j-AUi,j) (5.4)

n
i=1 =1

Ici, n et i sont respectivement le nombre des ncetitimdice de chaque nceud de la structure,
m et j sont respectivement le nombre des sous®teipkindice de chaque sous-étape dans
I'étape de charge actuelle.

A partir de ces deux équations, on peut trouverlguefficient d’amortissement dépend de
plusieurs parametres :

- Taille de maillage : Comme I'énergie potentieEIFe, le déplacement des noeu%g” et

sa vitesse de variatioft ne dépendent pas de la taille de maillage, plusddlage est
fin, plus le nombre des nceulisest grand et donc plus le coeffici€hest petit.

- Temps défini pour chague étape de charge ou nonmdwesaus-étapes dans I'étape de
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charge : Si le temps est petit ou le nombre des étapes est grand, I'incrément du temps
pour les sous-étapes de charge est petit et Isseitde déplacement des nceuds instables
est grande. Cela entraine la diminution du coeffitd’amortissement

- Grandeur du chargemeﬁtvi: Dans le cas ou l'incrément de charge pour chasmpues
étape ne change pas, plus la valeur absolue dgerhant appliqué dans I'étape de

charge est grande, plus I'énergie potentie'ﬁé augmente. Toutefois, l'incrément du

déplacementAUi'i et la vitesse de déplacemelﬁti des nceuds ne changent pas. Cela
entraine une augmentation du coefficient d’amaetisnt
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160

140 /

120 /
100 /

30 o /

50 /// Essai

Calculavec le taux d'energie 0,2

40
ﬁé’,/ = Calculavec le taux d'energie 0,0001
20

0 50 100 150 200 250 300
Temps {minutes)

Figure 5.13

Evolution de la fleche en fonction du temps a dedeurs différentes du taux de dissipation

Les facteurs d’influence cités ci-dessus entraingm@ plage de variation trés large de la
valeur du coefficient d’amortissementIl n'y a aucune gamme de valeur optimale de ce
coefficient. C’est la raison pour laquelle ANSYSutise de la méthode de détermination du
coefficient d’amortissement basée sur le taux dsigiation d’énergie (voir la section 5.2.2.1).
La gamme de valeur pour ce parametre est de 0Gothme le taux de dissipation est
proportionnel au coefficient d’'amortissement, plusst grand, plus les forces de stabilisation
sont grandes, plus la convergence est facile massrlicture risque d'étre plus rigide qu’en
réalité. En effet, les tests qu’on a réalisés ootiypé gqu’'un mauvais choix de la valeur du taux
de dissipation d’énergie peut donner de mauvaislteds. La Figure 5.13 présente la
comparaison entre les résultats de calcul pour galeurs différentes du taux de dissipation :
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0,00001 et 0,2.

Aprés Vérification des résultats, on trouve queurpta valeur plus grande du taux de
dissipation, I'énergie de stabilisation obtenuetext grande. Elle est a peu prés de 20% de
I'énergie potentielle de la structure. C'est-a-diue les forces de stabilisation dans ce cas sont
trop grandes et augmentent beaucoup la rigidité deructure. C’est la raison pour laquelle la
courbe de résultat est tres différente de celleral® avec I'autre coefficient comme illustré
sur la Figure 5.13.

C’est pourquoi, une trés petite valeur du taux dssipation est recommandée pour
commencer la méthode de stabilisation et si la eayence est difficile durant le calcul, on
augmente graduellement le taux de dissipation [R8}.notre expérience, la gamme de valeur
de £°3a IF2 est efficace pour le calcul thermomécanique deststres exposées au feu.

Exemples de calcul utilisant la méthode de stalatisn non linéaire

Pour tester l'efficacité de la méthode de stalilisa elle a été appliquée dans les calculs de
la poutre numéro 3 de I'essai et Lin et al. Cesudalont été faite avec le modele de matériau
Castlron pour le béton. Le Tableau 5.2 présentertgp$ de calcul pour différents cas. Les
résultats montrent que l'application de cette mé¢hde stabilisation peut améliorer bien la
convergence.

Temps de Maillage gros, Maillage fin, Maillage gros,
divergence f.= 3 MPa f.= 3 MPa f,= 1,5 MPa
Sans méthode de 90 minutes 85 minutes 20 minutes

stabilisation
Avec méthode de 155 minutes 85 minutes 105 minutes
stabilisation
Tableau 5.2

Temps de divergence des calculs

Recommandations pour l'utilisation de la méthode siabilisation

A partir des analyses ci-dessus on peut trouvet'gtiksation de cette méthode demande des
précautions pour obtenir a la fois une bonne cayerere et une bonne précision du résultat
final. En réalisant plusieurs tests numeériques etcembinant leurs résultats avec les
recommandations du guide d'utilisation d'’ANSYS [1&}) propose dans la suite un guide
d’utilisation réservé aux ingénieurs pour qu’ilsigeent bien utiliser cette méthode dans
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I'analyse des structures au feu :

(1) Dans tous les cas, essayer de lancer le cabmg méthode de stabilisation avant de
I'appliquer (selon [19]).

(2) Dans le cas ou la méthode de stabilisatiomtdgée, il faut I'appliquer a partir de la sous
étape de charge avant le point de divergence. & plfaut choisir tout d’abord I'option

« STABILIZE,,ENERGIE,,, ». Cette option permet d’assuptus facilement un taux de
dissipation d’énergie de résultat inférieur & 194 &in de chaque étape de charge. Durant le
calcul, si la variation de la valeur du taux desitation d’énergie qui est entrée par
l'utilisateur n"améliore pas la situation, il fautiliser 'option « STABILIZE,,DAMPING,,, ».
Dans ce cas, la valeur initiale a entrer pour lefftment d’amortissement est prise égale a
celle qui est issue du calcul de I'étape de chprgeédente.

(3) Face a une divergence pour une étape de chesgayer tout d’abord d’augmenter le
nombre des sous étapes de charge, ensuite de dmténtaille de I'étape de charge actuelle.
Par notre expérience, des sous étapes de chaggesetites (environ I0secondes) peuvent
permettre de dépasser la divergence. Si non, ewachoix :

- Appliquer la méthode stabilisation si elle n’ess gamcore appliquée. La valeur initiale du
taux de dissipation d’énergie est a I'ordre de 1E-5.

- Augmenter la valeur du taux de dissipation d’éreemi du coefficient d’amortissement si
la méthode est déja appliquée.

(4) Aprés chaque étape de charge, évaluer le tauiénkergie de stabilisation par rapport a
I'énergie potentielle. S’il dépasse 1%, refairedieul de cette étape de charge avec une valeur
plus petite du coefficient d’'amortissement ou dixtde prévision de dissipation d’énergie.

(5) D’'aprés notre expérience, si la divergencesa & la premiere sous étape d’'une étape de
charge, il faut ajouter une étape de charge sumgitaire tres petite (environ 1 seconde) pour
dépasser le point de divergence avant de re-agpllgitape de charge qu’on veut atteindre.

5.2.3 Résultat thermique

Dans leur étude [30], Lin et al. ont confirmé quefluence de la présence des armatures sur
la distribution de la température dans la secti@msversale est tres petite. Ainsi, cette
distribution est presque identique entre la podtret la poutre 3. Cette remarque est aussi
retrouvée dans nos calculs. Ci-aprés, on vérifiedsultats numériques en les comparant avec
les résultats thermiques de la série 1.
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=

pour le maillage fin essai expérimental pour le maillage gros
34.0703 148.9 315.6 537.8
93.3 204.4 426.7 819.5

200°F=93,3°C; 300°F=148,9°C; 400°F=204,4°C; 600°F5;8°C; 800°F=426,7°C; 1000°F=537,8°C
Figure 5.14

Distribution de la température dans la section saarsale a 30 minutes

|
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300 °F
400
600
83
1400
our le maillage fin . , . our le maillage gros
P g essai expérimental P 9e g
| I ]
78.1927 204.4 426.7 648.9 914.9
143.9 315.6 537.8 760

300°F=148,9°C; 400°F=204,4°C; 600°F=315,6°C; 800°F+AZ& 1000°F=537,8°C; 1200°F=648,9°C; 1400°F=760°C
Figure 5.15

Distribution de la température dans la section saarsale a 60 minutes
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Les figures Figure 5.14, Figure 5.15 et Figure 5Sptésentent la comparaison entre la
distribution de la température sur la section tvarsale obtenue par calcul et celle mesurée
dans I'essai expérimental aux différents momeBG minutes, 60 minutes, 120 minutes. On

constate que les résultats de calcul collent biet &eux de I'essai. Les résultats obtenus
avec le maillage fin sont plus proches de la réajite ceux obtenus avec le gros maillage.
Concretement, dans le cas du gros maillage, chagpreme de température élevée

(représentée par une couleur) se distribue suzane plus large que dans le cas du maillage
fin. Autrement dit, la zone des températures élgevdans le cas du gros maillage est plus
importante que dans le cas du maillage fin. Ceifférdnce est trés claire a 30 minutes et

diminue avec le temps et devient insignifiante @ dbnutes.

§ Lol

=

pour le maillage fin essai expérimental pour le maillage gros
| I | ]
138.306 315.6 537.8 760 1004.9
204.4 426.7 648.9 §71.1

400°F=204,4°C; 600°F=315,6°C; 800°F=426,7°C; 1000°F5&Z; 1200°F=648,9°C; 1400°F=760°C; 1600°F=871,1°C

Figure 5.16

Distribution de la température dans la section saersale a 120 minutes

Concernant I'évolution de la température des arreat(, 2, 3, 4 durant le feu, nos calculs ont
prouvé que la température d’armatures pour le gradlage et le maillage fin sont presque
identiques. La différence est trés petite et sawamaximale est de 2D. La Figure 5.17
présente I'évolution de la température dans lesamas des poutres 1 et 3 obtenue par
calcul. La température des armatures 1 et 2 eshabta la position de mi-travée et celle des
armatures 3 et 4 est obtenue a la position de Uiagmtinu.
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—_— = Armature 4, poutre 1

Figure 5.17

Evolution de la température des armatures des jgsutret 3

Position : dans la travée centrale
Temps : a 180 minutes
Armature 1 Armature 2
Pour la poutre 1
Calcul de Lin et al. 69Z 551C
Calcul par notre méthode 16 528C
Essai de Lin et al. 576 489C
Pour la poutre 3
Calcul de Lin et al. 568 478C
Calcul par notre méthode 543 432C
Essai de Lin et al. 558 463C
Tableau 5.3

Température des armatures obtenue par calcul eepaai
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La comparaison entre les températures dans leswaerdl & 2 obtenue par calcul et celles
mesurée par essai a 180 minutes du feu est ikudaés le Tableau 5.3 montre que notre
méthode de calcul thermique est plus performante aplle de Lin et al. En général, les
valeurs numériques de notre calcul sont en bonrdcavec les essais. Les valeurs de
température des armatures 1 et 2 de la poutrel@ kdarmature 2 de la poutre 1 sont trés bien
calculées (la différence par rapport aux essaisnéstieure a 38C). Toutefois, la valeur de
température de I'armature 1 de la poutre 1 esutidcmoins précisément. Elle est différente
de 50C-100C de la valeur expérimentale quand le temps de$esupérieur & 100 minutes.

5.2.4 Résultat mécanique du calcul utilisant le mod  ele CPVM

Apres plusieurs tests, on peut conclure que le lro@G@VM n’est pas bon pour le calcul
thermomeécanique des structures sous I'action dp#&ece qu'il est tres instable et donne de
mauvais résultats. Pour arriver a cette conclusiona réalisé plusieurs tests numeériques en
variant les parametres qui peuvent influencer Eultat. Tandis que le changement du
coefficient de transmission de cisaillem@rdu modele CPVM n’influence pas la stabilité, la
taille du maillage a un impact considérable swtédilité du calcul.

Influence de la taille du maillage

Figure 5.18

Taille du maillage a tester : gros maillage a gaacmaillage fin a droit

Deux tailles ont été testées. Pour la grosse tddllsection transversale est divisée en deux
dans la direction horizontale et en six dans laation verticale. Pour la taille fine, la section

est divisée en quatre dans la direction horizorgalen quatorze dans la direction verticale
(voir la Figure 5.18). Les calculs ont prouvé gaebnvergence dans le cas du maillage fin
est beaucoup plus difficile que dans le cas du graslage. En effet, avec le maillage fin,

méme sous I'action des charges initiales, le caludrge a 80% du chargement total. Avec le
gros maillage, le calcul converge mieux et la djeeice se produit a 750 secondes du feu
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(voir la Figure 5.19). Malheureusement, cette djeace arrive bien avant le moment de la
rupture de la poutre testée.

Fleche {mm)
16

14

12

10

] 2 4 (5} 8 10 12 14
Temps {minutes)

Figure 5.19

Evolution de la fleche en fonction du temps dupfauwr le gros maillage

A partir de ces résultats, deux conclusigingposent :
- Plus la taille de maillage est grande, plus laibt@imumeérique est améliorée

- Le changement de la taille du maillage ne permstgabtenir un bon résultat. Méme
avec le maillage le plus gros possible, le caleukesmine trop tét par rapport a I'essai.

Explication de I'instabilité du modele CPVM

Pour le modele CPVM, l'idée de simuler un compoeatnde traction élastique jusqu’a la
rupture fragile est intéressante et convient biercamportement réel du béton. Toutefois,
numeériquement, ce type de modéle d’endommagemarit genduire a une difficulté de
convergence. La raison est due au changement larukxia rigidité du matériau quand une
fissure se produit et le matériau devient anis@rdpest pourquoi, quand il y a un nombre
tres important des fissures dans la structure sdifidrentes directions, la convergence
devient difficile.

Pour lillustrer, la Figure 5.20 et la Figure 5.@tsentent les configurations des fissures dans
la poutre aprés l'application des charges mécaniquéales et apres 750 secondes du feu
dans le cas de la modélisation avec le gros maill@n trouve que, au moment de la

divergence, les fissures apparaissent dans tousldesents de la travée centrale. Outre les
fissures dues aux charges mécaniques initialegrand nombre des fissures est du a la
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dilatation thermigue non uniforme dans la structuseec trop de fissures dans différentes
directions, le calcul diverge. Dans le cas du ragél fin, le nombre des fissures est encore
beaucoup plus important. C’est la raison pour ldgue calcul ne converge pas dans le cas du
maillage fin méme sous l'action des charges imsal

R

Figure 5.20

Réseau des fissures sous l'action des chargealesti

Toutes les explications ci-dessus nous permettenbdelure que quand la structure est dans
un état de contrainte complexe et un grand nombsefidsures dans différentes directions
apparaissent, l'utilisation du modele CPVM conduitles problemes de convergence. C’est
pourquoi, le modele CPVM est déconseillé pour dafcke comportement des structures sous
I'action du feu.

$.qtg{[$:% e i S e e e

Figure 5.21
Réseaux des fissures au moment de la divergen@es)75

A chaque position :* fissure (cercle rouge)Zissure (cercle vert),*Jissure (cercle bleu)

5.2.5 Résultats mécaniques du calcul utilisantle m  odele Castlron

Nos calculs réalisés avec ce modéle ont prouvélajurodélisation des structures a haute
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température avec Castlron donne une meilleure cgamee qu'avec CPVM. Cela prouve
gue les modeles plastiques sont plus stables guadééles de type d’endommagement dans
la simulation des structures a haute température.

5.2.5.1 Résultats et commentaires

Le comportement global de la structure

160

140

o
o

g

o
o

\

Fleche (mm),

— F 5

—— Calcul ft=3MPa, gros maillage

20
/ = Cacul ft=3MPa, maillagefin

0 T T T T 1

0 50 100 150 200 250
Temps (mn)

Figure 5.22

Evolution de la fleche de la poutre 1 en fonctiontemps pour différents maillages

La Figure 5.22 et la Figure 5.23 présentent I'étiofude la fleche des poutres 1 et 3 calculée
en fonction du temps avec de différents mailla@gstrouve que, avant une heure du feu, les
courbes de fleche pour le maillage gros sont unpghesi proches que celles pour le maillage
fin. Toutefois, cette constatation est inverse quentemps du feu passe 60 minutes. En
général, les courbes pour le maillage fin sontriatées a celles pour le maillage gros. Cette
différence est due a la différence de la carteed®pérature calculée avec les deux maillages
gu’'on a présentée dans la section 5.2.3. La zor&thin subissant la température élevée dans
le cas du gros maillage est plus grande que cellendillage petit. Cela entraine des
dilatations thermiques plus importantes pour lesgraillage et entraine donc des fleches un
peu plus importantes. Concernant la stabilité deutail est évident que le calcul avec le
maillage gros obtient une convergence beaucouplaunegl que pour le maillage fin. Cela
réaffirme que, dans le calcul numérique non liranlus le maillage est simple, plus la
convergence est bonne.
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Figure 5.23

Evolution de la fleche de la poutre 3 en fonctiontemps pour différents maillages
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Figure 5.24

Evolution de la fleche de la poutre 1 en fonctiort@mps : I'essai et les calculs
correspondant aux deux valeurs de la limite dettosc

La Figure 5.24 et la Figure 5.25 présentent la @maipon entre les résultats d’essai et les
résultats de calcul avec les deux différentes valde résistance simulant la limite élastique
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en traction du modeéle Castlron. Pour toutes lex geutres, on trouve que si la valeur totale
de la résistance du béton est modélisée, le résbitanu colle mieux avec celui de I'essai. En
revanche, si on diminue de moitié la résistanaetéaktion, on s'écarte de I'ess2éla prouve
gue quand la structure est chargée par dilatatiemtique, la prise en compte du seuil de la
fissuration en traction est plus importante qudecdu comportement du béton aprés la
fissuration. Concernant la stabilité de calculcdmvergence du calcul avée3 MPa est un
peu meilleure que celle du calcul a¥ed ,5 MPa
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§ ——Essai
o 60
= Calcul ft=3MPa et gros maillage
40
20
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/"—- Calcul ft=1,5MPa et gros maillage
a]

50 100 150 200 250 300

Temps {mn)

Figure 5.25

Evolution de la fleche de la poutre 3 en fonctiontemps : I'essai et les calculs
correspondant aux deux valeurs de la limite dettoac

A partir des résultats numériques ci-dessus, ort penclure que les meilleurs résultats
numeriques sont obtenus dans le cas ou le maijeggeest utilisé et ou la valeur réelle de la
résistance du béton en traction est utilisée ponulsr la limite d’élasticité en traction du
modele Castlron. Dans ce cas, les deux courbesedeefobtenues pour la poutre 1 et la
poutre 3 sont en tres bon accord avec les mesupEsimentales de ces poutres. Quelques
différences avec les mesures expérimentales seet\#es :

- Au période de 0 minutes a 40 minutes, la courb&mx@ntale est supérieure a celle de
calcul. Ce phénomene est aussi observeé par Lih 04 Selon leur observation, quand
la poutre est chargée par les forces mécaniques, de grandes fissures dues au moment
de flexion négatif sur 'appui continu, ces fissi@usent un changement important de
'angle de rotation de la poutre a I'appui. Ce g@ment entraine une grande fléeche des le
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début du feu. En revanche, dans la modélisatiooaleul ne peut pas simuler la perte
brusque de rigidité de flexion sur I'appui. Il iansile de facon continue et graduelle. C’est
la raison pour laquelle la courbe de calcul esériafire a celle de I'essai pendant les
premiéres 40 minutes du feu.

- Dans la phase ultérieure (aprés 40 minutes), labeode calcul est trés proche de celle
d’essai pour la poutre 3 et elle est un peu supérigue celle d’essai pour la poutre 1. La
raison consiste a la différence entre les tempégatdes armatures obtenues par calcul et
celles mesurées par essai. Cette différence espétite pour la poutre 3 et elle est plus
grande pour la poutre 1. En effet, nos calculs ooty qu’une augmentation de G0
de la température des armatures 1 et 2 peut esmtnaiie augmentation de 10-15 mm de la
fleche de la poutre. C’est pourquoi, si la tempémtdes armatures de la poutre 1 est
calculée un peu plus exactement, la courbe de cdement global de la poutre
s’approche plus de celle de I'essai.

Autres résultats

Outre I'évolution de la fleche en fonction du temp&utres résultats obtenus dans notre
calcul sont aussi en bon accord avec les obsensatigpéerimentales de Lin et al. Toutes les
comparaisons des résultats numériques avec lesvabeas expérimentales ci-apres sont
faites pour la poutre 1 dans la série d’essai deet.ial.

— i“

a 0 minutes a 30 minutes a 120 minutes a 145 minutes

A

—

Figure 5.26

Zone du béton fissuré de la section transversae-tiavée a difféerents moments
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Premiérement, le taux de la zone fissurée dansclios transversale a mi-travée centrale de
notre calcul est proche de celui de Lin et al. [BuFigure 5.26 la zone en rouge illustre le
béton fissuré. Les résultats sur la Figure 5.2énpéent de calculer le taux de la zone fissurée
de la section transversale durant 2h25 du feu é demparer avec le résultat de Lin et al.
Cette comparaison est illustrée sur la Figure 5.27.
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E’ . — /
=]
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& 40
Q
©
% 30
A —e— Calcul par ANSYS
20 —a— Calcul par Lin etal.|—
10 A
0
0 20 60 90 120 155 180 210
Temps (mn)
Figure 5.27

Taux de la zone fissurée de la section transvegsah-travée durant le feu

Deuxiemement, dans I'essai expérimental de la pdlities fissures de flexion dans la zone
de moment positif a mi travée qui sont ouvertesdagation des charges initiales sont ensuite
refermées apres 1 minute du feu. Et puis, ellesraantvertes apres 2h15 du feu. Dans notre
modélisation, ces fissures sont refermées a 5 esndl feu. A 2h25 du feu, les résultats de
calcul montrent que le béton a la surface inféaede la poutre commence a étre en traction.
Cela est illustré sur la Figure 5.26 et la Figur@85qui présentent respectivement la

distribution de la contrainte longitudinale suiskction transversale a mi-travée et celle sur la
surface latérale de la poutre.

e |

A 0 minutes
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A 5 minutes
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Figure 5.28

Distribution de la contrainte longitudinale sur sarface latérale durant le feu

Troisiemement, Lin et al. trouvent que les fissudiegionales de cisaillement se développent
le plus dans la partie de la poutre qui est pradéappui continu dans la travée centrale.
Selon eux, ces fissures commencent a apparaithd@ dans la zone voisine du fond de la
poutre et se développent vers le sommet de la @@u2h30. Ces observations sont aussi
retrouvées dans notre calcul dont les résultatsg@sentés sur la Figure 5.29. La fissuration

diagonale est illustrée par la déformation plagtida cisaillementxy. On trouve que, dans la

modélisation, ces fissures diagonales commencapparaitre a 2h et se développent vers le

sommet de la poutre a 2h30.
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A 145 minutes

- D0EBAZ - DDE583 001646 -D05ERS 010124
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Figure 5.29

Développement de la déformation plastigwea la zone proche de I'appui continu

L’autre remarque importante est que I'écrasementtatan ne se produit pas du tout dans la
poutre pendant 2h35 du feu. Ce résultat est awssig par le calcul de Cai et al. [31] pendant
4h du feu.

5.2.5.2 Comparaison avec d’autres calculs
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Figure 5.30

Taux de la zone fissurée de la section transvegsah-travée durant le feu

Pour évaluer mieux la performance de notre méthgimlde modélisation, on I'a comparée
avec les deux autres calculs : calcul de Cai €3al. et calcul de Lin et al. [30]. Tous ces
deux calculs se basent sur la théorie de poutndilisent les codes de calcul internes. Cai et
al. ont réalisé leur calcul avec le code VULCAN gat développé réecemment a I'Université
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Sheffield et qui est trés spécialisé dans I'anablee systemes de poutres exposés au feu. Le
calcul de Lin et al. date depuis trés longtempsise des modéles de comportement simples
pour le béton (1987).

La comparaison est faite pour la poutre 3 et eésgmtée sur la Figure 5.30. Les deux

meilleurs résultats sont obtenus par notre métlngimlet par Cai et al. On trouve bien que

notre calcul donne le résultat le plus proche dedddité. Toutefois, le calcul de Cai et al. a

une meilleure convergence. La raison est que leithodle se base sur la théorie de poutre
dont les éléments finis et le modéle de matériau s@aucoup plus simples. Par conséquence,
leur calcul se converge mieux mais donne des eisutioins précis.

5.3 Analyse de linfluence du comportement de I'int  erface béton-
acier

Modéliser les structures en béton armé a haute &eye en prenant en compte le
comportement de l'interface est difficile pour legiciels de calcul EF. Nous avons tenté de
le faire en améliorant un modéle de comportemerirderface et en proposant une méthode
d'intégration numeérique présentés dans le chagitré’objectif de I'étude qui suit est
d'évaluer les éventuels impacts de l'interface éttier sur le comportement global de la
structure et sur la perte de I'ancrage des armatles résultats obtenus sur l'influence de
l'interface dans nos calculs sont similaires pa@upéutre 1 et la poutre 3. Ainsi, on présente
ci-apres les résultats pour la poutre 3.

5.3.1 Identification des parametres du comportement de l'interface

Comme présenté dans le chapitre 2, cette identdicaépend de trois facteurs : la résistance
du béton a froid, le diamétre de I'armature priatépet le niveau de renforcement transversal.
Ce dernier est quantifié par I'épaisseur de I'eageh) par le nombre et la position des
armatures de renforcement passif et par la pressiérale.

Pour la poutre 3, la résistance de compressiorest égale & 30 MPa, le diamétre de
'armature principale glest de 22,2 mm pour les barres inférieures et5ié @m pour les
barres supérieures. Durant le feu, I'épaisseurehrdbage reste constante et elle est de 55
mm car la poutre testée ne présente aucun écadlapgpeton selon I'observation de Lin et al.
[30]. Sous l'action du feu, I'enrobage est en cagspion pendant la plupart du temps de feu.
Toutefois, la zone intérieure de la poutre qui est@sinage des armatures est fissurée durant
le feu. Cette fissuration diminue la résistancel’a@ghérence béton-acier. En outre, aucune
pression latérale n’est présente dans ce cas.tBotas ces raisons, on classe le niveau de
renforcement transversal dans ce cas au niveawea(nordinaire) dans I'échelle des niveaux
de renforcement qu’on définit dans la section 2.2.2

Avec ce classement, en se basant sur les instngctle la section 2.2.2, on peut identifier
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comme suit les parameétres du modéle de l'interéateampérature ambianter;=13,5 MPa,
r,=5 MPa, §=1 mm, $=3 mm, s=11 mm

5.3.2 Modélisation et résultats

Le modele de comportement de linterface est iftépns la modélisation de la structure
selon la méthode qu’on a présentée dans le chapilres éléments de barre LINK180 sont
utilisés pour représenter les ressorts fictifs rglient un nceud d’acier et un nceud de béton.
La longueur de ces éléments esOdemmpour assurer que les noeuds d’'acier et de bétan son
presque coincidents. Le comportement de l'interizgtemodélisé par le modéle plastique a
écrouissage cinématique dans ANSYS.

Les calculs permettent d’affirmer que cette méthdil@égration ne pose aucun probleme
d’instabilité. Le calcul se termine au méme montd dans le cas ou linterface n’est pas
prise en compte.

La Figure 5.31 présente le glissement de tous t@stple long des quatre armatures
principales a différents moments du feu. On trobien que le glissement durant le feu est
plus important que celui sous I'action des chaiggmles. Le glissement maximal est trouvé
aux extrémités de l'armature 2. Cela est du audaé, durant le feu, le béton au tour de
'armature 2 est plus fissuré et I'interface bétmer aux extrémités de I'armature 2 est plus
chaude que celle des autres armatures. Toutef@glissements ne causent aucun risque de
perte d’adhérence car leur valeur maximale estrdre de 0,2 mm. Ce résultat est conforme
aux observations de Lin et al. [30] qui ne trouvantune perte d’adhérence dans leurs essais.
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Figure 5.31

Distribution du glissement le long des armatures@pales aux temps différents
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Relation fleche-temps avec et sans interface

La Figure 5.32 compare la courbe fleche-temps idsueas sans intégration de linterface et
celle avec intégration de l'interface. Evidemmehty’y a pas de différence entre ces deux
courbes. Cela prouve gque s’il n’y a pas de perédliErence aux extrémités des armatures, les
petits glissements le long des armatures n’infleah@as le comportement global de la
structure. Pour étre sar de cette remarque, osayé@sl’entrer dans le calcul une nouvelle loi
d’interface qui est encore plus souple que celterdénée dans la section 5.3.1. La résistance
d’interface de cette nouvelle loi est prise a 8 MRarésultat obtenu est le méme comme ce
qui est présenté sur la Figure 5.32.
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Trois conclusions sont a tirer :

La méthode d’'intégration numérique de l'interfacg€oq propose dans le chapitre 2
fonctionne tres bien avec ANSYS.

Dans le cas des structures étudiées, I'action dunéefavorise pas la perte d’ancrage des
armatures. En effet, a haute température, la résistde l'interface diminue mais la
résistance de I'acier diminue aussi. En plus, ladg&cteur qui diminue rapidement la
résistance de l'interface est le fendage de I'eagebdu béton. Toutefois, sous 'action du
feu, ce phénoméne ne se produit pas car les fiexedrieures de la poutre sont en
compression. Par conséquent, la ruine de la steugtar plastification de 'acier ou par
rupture fragile du béton a lieu avant la perte dérénce.

Dans le cas ou I'ancrage des extrémités des aresadst assuré, les petits glissements sur
toute la longueur des armatures n’influencent pasuboup le comportement de la
structure.

5.4 Conclusion

Finalement, a l'issue du chapitre 5, on peut arois conclusions importantes :

Premierement, la méthodologie numérique qu’on gt&dpour simuler le comportement
thermomécanique des structures en béton armé 'smtisnt du feu est satisfaisante. En
effet, avec un maillage suffisamment petit assunamé¢ distribution correcte de la
température, le résultat est proche de la rédlgd. comparaisons réalisées ont montrés
gue, en exploitant toutes les ressources dispendENSYS, notre méthodologie donne
des résultats plus précis que ceux des outils ngoes spécifiques développés par des
auteurs dans la littérature.

Deuxiemement, le domaine d’application de ce modstd’analyse des structures durant
la phase de réchauffement. Ce modéle numériqueemaep pas de bien simuler le
comportement de la structure dans la phase dedisgement.

Troisiemement, principale difficulté de la méthodpdest la qualité de sa convergence.
Sur la structure étudiée, la divergence a eu Maumtala ruine.
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