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1 Introducere. Obiectul si structura tezei de doctorat.

Tn ultimele decenii, elementele cu sectiune mixtid otel-beton sunt tot mai des incluse in
structurile de rezistenta ale cladirilor multietajate, dar si a podurilor. Aceste elemente
structurale au in alcatuire atdt componente metalice (de ex. profile laminate la cald de tip I)
cat si volume de beton (de ex. placi din beton armat), dar pentru ca sistemul sa functioneze
unitar trebuie sa se asigure conexiunea dintre cele doud componente, fie prin aderenta
naturald dintre aceste (in general in cazul stalpilor miCsti avand armaturd rigida inglobata in
beton) fie prin utilizarea de dispozitive mecanice de conectare dispuse la interfata de contact
dintre cele doua componente (situatie intdlnitd cu precadere in cazul grinzilor mixte).
Ratiunea utilizarii elementelor mixte rezida in avantajele generate prin asocierea celor doua
materiale componente. Betonul manifesta rigiditate si rezistentd insemnata cand este supus la
compresiune, insd are comportare precard cand este supus la intindere. De cealaltd parte,
otelul structural este caracterizat prin capacitate portantd si ductilitate insemnatd Insd este
predispus spre diferite forme de pierdere a stabilitdtii si, mai mult manifestd degradari
Tnsemnate n prezenta focului. Devin astfel evidente avantajele rezultate prin combinarea
rationald a acestor materiale. In cazul stilpilor, daci se opteaza pentru varianta inglobarii
totale a unui profil metalic In beton, se imbunatéteste rezistenta acestuia la foc, iar pierderea
stabilitdtii prin flambaj devine putin probabila. Daca in schimb se opteaza pentru utilizarea de
stalpi micsti cu sectiune tubulard umplutd cu beton, beneficiile constau in majorarea
rezistentei la compresiune a betonului, mpiedicarea flambajului local al componentei
metalice si renuntarea la cofrajul conventional. Grinzile mixte avand o placd de beton
sustinuta de un profil metalic reprezinta o alegere rationald din punct de vedere structural
intrucat componenta de beton confera sistemului rezistentda la compresiune, iar cea metalica
este eficienta la preluarea intinderilor. Mai mult, placa de beton mpiedica flambajul local al
talpii superioare a profilului metalic. Fatd de cazul clasic al grinzilor din beton armat,
utilizarea unui astfel de sistem mixt atrage dupa sine reducerea raportului dintre inaltimea
sectiunii transversale si deschiderea grinzii, conducand astfel in cele mai multe cazuri la
avantaje de naturd economicd. Aceste avantaje sunt insa Insotite de particularititi complexe
de comportare care incad sunt de curenta actualitate in literatura de specialitate, desi progrese
semnificative s-au raportat in ultimele decade.

Filosofia de calcul a elementelor cu sectiune mixta, adoptata de principalele standarde de
proiectare (european EC 4 [1], australian AS 2327.1 [2], american ANSI/AISC 360-10 [3])
are la baza metoda starilor limitd asociata cu diverse modele de analiza statica globala: liniar
elastica, rigid plastica si neliniard. Adoptarea acestei metode semi-probabilistice implica
renuntarea la metodele traditionale deterministe de tipul metodei rezistentelor admisibile si a
metodei rigid plastice in cadrul cédrora conditia de rezistenta include un parametru unic
denumit coeficient de siguranta si astfel caracterul aleatoriu al marimilor ce caracterizeaza
problema sigurantei structurilor (incarcari aplicate, caracteristici mecanice ale materialelor,
geometria elementelor structurii, etc.) este luat in considerare prin intermediul unui singur
parametru. Tipurile de analize statice asociate celor doud metode deterministe sunt analiza
liniar elastica respectiv cea rigid plastica. Prima dintre ele, Inca aplicatd in birourile de
proiectare, nu tine cont in mod direct de efectele plasticitatii si ale neliniaritatii geometrice
asupra raspunsului structural, acestea din urma fiind incluse indirect in relatiile de verificare
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prin intermediul ecuatiilor de interactiune [4]. Desi in cadrul metodei de analiza rigid plastice,
efectele neliniaritatii fizice sunt incluse in mod aproximativ in analizd, de obicei prin
adoptarea modelului articulatiilor plastice punctuale, celelalte efecte ce au influenta directa
asupra rezistentei si stabilitatii elementelor structurii (imperfectiuni mecanice de tipul
tensiunilor reziduale, dezvoltarea graduald a zonelor plastice pe indltimea sectiunilor
transversale si in lungul elementelor, imperfectiuni geometrice locale si globale, neliniaritati
geometrice) nu sunt considerate direct in analiza, acestea fiind incluse in conditiile de
verificare ale elementelor [4]. Acceptarea metodei starilor limita ca metodd de proiectare
implica aplicarea rationala a unor coeficienti distincti asupra principalelor variabile ce descriu
caracterul aleatoriu al comportarii structurilor, eliminind astfel utilizarea coeficientului unic
de siguranta caracteristic metodelor deterministe. Tipurile de analize statice globale ce
Tnsotesc aceasta metoda de proiectare sunt cele liniar elastice, rigid plastice respectiv cele
neliniare. Indiferent de metoda de analiza adoptata, trebuie sa se tind cont, direct sau indirect,
de efectul principalilor factori ce influenteaza rezistenta, rigiditatea si stabilitatea elementelor
structurale, dintre care amintim neliniaritatea fizica si geometrica, locala si globala,
imperfectiuni mecanice initiale de tipul tensiunilor reziduale caracteristice profilelor metalice
laminate la cald, imperfectiuni geometrici initiale de tipul abaterilor de la verticalitate si
rectilinitate. Tn cazul folosirii analizei liniar elastice sau a celei rigid plastice, efectele
enumerate anterior sunt considerate ih mod indirect pe baza unor prescriptii si relatii de
interactiune propuse in standardele de proiectare. Mai mult, in acest fel, considerarea
combinata a acestor efecte este Tn general prohibitivd. Un alt aspect care trebuie scos in
evidentd constd in necesitatea verificarii independente a fiecarui element component al
structurii [5]. Devine astfel evidentd necesitatea dezvoltarii si adoptarii unor analize statice
neliniare, care in functie de complexitatea lor, pot tine seama intr-un mod mai mult sau mai
putin riguros de toti factorii cu efect majoritar asupra comportarii elementelor si structurilor
in ansamblul lor, eliminand totodatd verificarea anevoioasd a fiecarei bare componente a
structurii. In aceasta categorie pot fi bine-nteles incluse analizele neliniare conduse prin
intermediul pachetelor comerciale de elemente finite formulate in deplasdri care au
capacitatea de a surprinde in mod riguros dezvoltarea graduala a zonelor plastice si efectul
neliniaritdtilor geometrice, Insa in multe situatii dimensiunea problemelor este considerabila,
implicand astfel un numdr mare de elemente finite si In consecintd timpi de executie
semnificativi, chiar daca tehnologia curentd furnizeaza sisteme hardware cu putere de calcul
substantiala. In contextul, pe de-o parte, a necesitatii unei metode de analizi care sa inliture
dezavantajele metodelor de analiza existente, iar pe altd, a dezvoltdrii continue a tehnologiei
de calcul, in ultimii doudzeci si cinci de ani, demersuri considerabile s-au nregistrat n
fundamentarea unui nou concept de analiza si proiectare, grefat pe metoda starilor limita, care
permite considerarea concomitentd a factorilor ce au impact direct asupra comportdrii
structurilor, regasit in literatura de specialitate sub denumirea de analiza avansata (advanced
analysis). In aceasta conceptie, prin analizd avansata se intelege orice metoda de calcul global
care poate descrie in mod satisfacator rezistenta, rigiditatea si stabilitatea globala a structurii,
astfel incat verificarea individuala a fiecarui element component al structurii sa nu mai fie
necesard asigurand o mai realistd predictie a efectelor actiunilor asupra structurilor si a
performantelor structurale ale acestora, ca si, in cele mai multe situatii, un proiect mai ieftin
si conditii de siguranta mai uniforme [6—8]. Contributii importante asupra analizei avansate a
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cadrelor metalice au fost raportate, printre altii, de Chen & Toma [6], Kim & Chen [7],
Chiorean [8,9], iar asupra cadrelor alcatuite din elemente cu sectiune mixta, amintim studiile
publicate de Liew s.a. [10], Chiorean [11] si lu s.a. [12]. Fatd de metodele de analiza
avansate dezvoltate pentru studiul comportarii cadrelor metalice, cele descrise pentru analiza
cadrelor mixte trebuie sa trateze un aspect suplimentar, care le conferd un plus de dificultate
daca ne raportam la cele descrise pentru prima categorie de structuri. Astfel metodele de
analizd avansatd dedicate studiului comportarii elementelor si structurilor mixte otel-beton
trebuie sd tind cont de conexiunea dintre componenta metalica si cea de beton. Daca in cazul
stalpilor ipoteza interactiunii totale dintre componente este rezonabild deoarece aria de
contact dintre cele doud materiale este relativ mare rezultand astfel o aderenta considerabila
intre ele, n cazul grinzilor efectele interactiunii partiale trebuie luate in considerate.
Includerea riguroasd a acestui efect in studiul comportarii cadrelor avand grinzi cu sectiune
mixtd nu este simpla si directa, fapt argumentat de numarul redus de publicatii care trateaza
riguros acest aspect. In majoritatea studiilor regasite in literatura de specialitate (Iu s.a.
[12,13], Liew [10]), efectele conectarii partiale sunt incluse in analizad in mod aproximativ la
nivel sectional prin degradarea rigiditatii la incovoiere pe baza unor relatii propuse in
codurile de proiectare. Bine-nteles, modelarea independenta a fiecarei componente a
sistemului mixt (placa de beton si profilul metalic) prin elemente finite de tip bard si
adaugarea de legaturi suplimentare intre acestea, permite includerea riguroasa a efectelor
interactiunii partiale, insd aceastd modelare se departeaza de conceptul fundamental al
analizei avansate care prevede utilizarea unui singur element finit pentru modelarea fizica a
fiecarei bare componente a structurii.

Teza de doctorat se inscrie in preocuparile actuale de perfectionare a metodelor de analiza
staticd avansatd a structurilor in cadre alcatuite din elemente (grinzi si stdlpi) cu sectiune
mixta otel-beton si isi propune sa elaboreze metode de calcul care sa tina cont intr-o maniera
cat mai riguroasd de principalii factori care influenteaza raspunsul structural al acestor
structurilor compozite. Atentie deosebita se va acorda efectului conectarii partiale dintre
placa de beton si profilul metalic al grinzilor mixte. Teza este structuratd pe opt capitole, al
caror continut este descris succint in continuare.

CAPITOLUL 1 - Introducere. Obiectul si structura tezei de doctorat — prezinta o scurta
descriere a tipurilor de elemente cu sectiune mixta si sunt punctate avantajele generate de
utilizarea acestora in raport cu elementele din beton armat sau metalice. Tn continuare sunt
descrise cerintele actuale de analiza si proiectare in metoda starilor limita, fiind punctata
necesitatea implementdrii unor analize statice avansate care sa Indeplineascd exigentele
standardelor de proiectare, devenind astfel metode de analizd alternative celor aplicate in
prezent in birourile de proiectare.

CAPITOLUL 2 - Stadiul actual al cercetarilor in domeniu — descrie principalele studii
experimentale, teoretice si numerice concentrate pe comportarea elasticd si postelastica a
diferitelor tipuri de sisteme structurale compozite otel-beton, o atentie deosebitd acordandu-se
materialelor bibliografice ce trateaza aspecte referitoare la comportarea grinzilor cu sectiune
mixtd, cu interactiune totald sau partiald Intre placa de beton si grinda metalica, deoarece pe
intreg parcursul prezentei lucrdri, atentia este indreptatad, in principal, asupra analizei
comportarii acestor sisteme structurale. Studiile prezentate scot in evidenta actualitatea
tematicii abordate in prezenta lucrare.
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CAPITOLUL 3 - Prescriptii ale principalelor norme de proiectare asupra calculului
elementelor mixte ofel-beton — vizeaza trecerea in revistd a prevederilor principalelor
standarde de proiectare, accentul fiind pus pe identificarea filosofiei de calcul asociate
grinzilor mixte cu conectare/interactiune partiald intre componentele acestora. Premergator
acestor prevederi, sunt prezentate succint o serie de aspecte teoretice fundamentale ce descriu
rezistenta si rigiditatea grinzilor mixte in ipoteza conexiunii totale si partiale. Se evidentiaza
pe parcursul capitolului caracterul distinct, de apreciere a caracteristicilor de deformabilitate
si de rezistentd a grinzilor caracterizate prin conectare partiala, adoptat in diferitele norme de
proiectare.

CAPITOLUL 4 - Ecuatia diferentiala de echilibru a grinzilor cu interactiune partiala
solicitate in domeniul elastic — prezenta cadrul general al analizei grinzilor mixte otel-beton
cu interactiune partiala, in domeniul elastic de comportare. Adoptand modelul propus de
Newmark [14], se prezinta diferite forme ale ecuatiei diferentiale de ordinul II ce guverneaza
comportarea grinzilor mixte in ipoteza interactiunii partiale dintre componente, functiei de
variabila aleasd ca necunoscutd principald: deplasarea transversala (sageata), curbura,
lunecarea longitudinala si efortul axial din componenta de beton. Pentru cazul ultimei
variante, se prezintd apoi rezolvarea ecuatiei diferentiale pentru diferite scheme de rezemare
si incarcare, reliefand ca efortul axial din placa de beton in conditiile interactiunii partiale
poate fi exprimata in functie de aceeasi variabild, insa de aceasta datd, asociatd interactiunii
perfecte dintre componente

CAPITOLUL 5 - Formularea matematica a metodei de analiza propuse — descrie
principalele aspecte fundamentale referitoare la modelul avansat propus pentru analiza
cadrelor alcatuite din elemente cu sectiune mixtd, prezentindu-se particularititile de
includere a efectului neliniaritatii fizice cu considerarea dezvoltarii graduale a zonelor
plastice pe inaltimea sectiunilor transversale si In lungul barelor, a neliniaritatilor geometrice
locale si globale, a efectului imperfectiunilor mecanice initiale, a nodurilor de dimensiuni
finite si a conexiunilor semirigide, a efectelor conectarii partiale, folosind un singur element
finit de tip bara cu doud noduri formulat in eforturi pentru modelarea fizica a fiecarei bare a
structurii. O atentie deosebita a fost acordata modelarii conectarii partiale intre dala de beton
si profilul metalic (in cazul grinzilor compozite), propunerea noastra remarcandu-se prin
faptul ca, desi acest fenomen se poate evalua riguros la nivel de element, efectul conectarii
partiale este tratat la nivel de sectiune, propunand in acest sens un algoritm de evaluare a
comportarii in domeniul elasto-plastic al sectiunilor compozite cu conectare partiala. Modelul
de calcul propus a fost implementat in cadrul aplicatici Nefcad [5] extinznd astfel
capabilitatile acestei aplicatii software.

CAPITOLUL 6 — Analiza avansata neliniara a structurilor mixte otel-beton folosind
pachetul comercial Abaqus — prezintd un model numeric alternativ pentru analiza neliniard a
elementelor si structurilor mixte ludndu-se in considerare majoritatea factorilor ce domina
raspunsul structural al acestor sisteme. Modelul s-a generat folosind pachetul comercial de
elemente finite Abaqus [15], prezentandu-se particularitdtile de modelare referitoare la tipul
si dimensiunea elementelor finite utilizate, la modelele constitutive selectate pentru simularea
comportarii materialelor, la conexiunile dintre componente si nu in ultimul rand s-au
prezentat detalii cu privire la modul de conducere a analizei neliniare. Scopul fundamental al
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acestui model numeric complex constd in crearea unei unelte numerice robuste care sa
contribuie la validarea modelului avansat de analiza descris in capitolul anterior.

CAPITOLUL 7 - Validarea modelului de analiza propus prin experimente numerice —
prezintd o sinteza a principalelor studii elaborate pentru validarea modelului de calcul propus
si totodatd pentru relevarea anumitor caracteristici si particularitdti de comportare a
structurilor compozite otel-beton. Simularile numerice s-au concentrat in primul rand pe
analiza neliniard a grinzilor mixte otel-beton, al cdror rdspuns structural (rezistentd si
rigiditate) este influentat semnificativ de nivelul de conectare dintre componente, dorindu-se
astfel evidentierea capacitatii modelului propus de a surprinde acest fenomen. Rezultatele
obtinute sunt puse in antiteza pe de-o parte cu cele experimentale, iar pe de alta parte cu cele
generate de modelul complex dezvoltat in Abaqus [15]. Performantele modelului de calcul
propus au fost, de asemenea, relevate in cazul unor elemente de tip stalp precum si in cazul
structurilor cu grad mare de nedeterminare statica (structuri in cadre plane si spatiale) a caror
comportare neliniard este dominata de ambele surse de neliniaritate, fizica si geometrica.

CAPITOLUL 8 - Consideratii finale — prezinta principalele concluzii desprinse in urma
studiului Tntreprins in prezenta lucrare. De asemenea, sunt evidentiate contributiile aduse
tehnicii actuale de calcul asociate subiectului studiat, dar si directiile viitoare de cercetare.

In incheiere se prezinta o vasta bibliografie de ultima ora.
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2 Stadiul actual al cercetarilor in domeniu

Studiul comportarii elementelor avand sectiune transversala mixta otel-beton este de recenta
actualitate, desi in literatura de specialitate pot fi consultate numeroase studii experimentale,
teoretice si numerice concentrate pe comportarea elastica si postelastica a diferitelor tipuri de
sisteme structurale compozite otel-beton. Combinarea celor doua materiale, otel si beton, prin
intermediul diferitelor mecanisme de conectare mecanica, aduce pe de o parte numeroase
avantaje structurale, iar pe de alta parte implicd moduri complexe de comportare, care nu sunt
pe deplin intelese de comunitatea stiintificd de specialitate sau comportd anumite aspecte
controversate.

Tn cadrul acestui capitol, sunt preluate din literatura de specialitate si prezentate succint
principalele studii experimentale, numerice si analitice ce abordeaza teme relevante in
contextul prezentei lucrdri. O atentie deosebitd se va acorda materialelor bibliografice ce
trateaza aspecte referitoare la comportarea grinzilor cu sectiune mixta, cu interactiune totala
sau partiala intre placa de beton si grinda metalica, deoarece pe Intreg parcursul prezentei
lucrari, atentia este indreptatd, in principal, asupra analizei comportarii acestor sisteme
structurale.

2.1 Studii experimentale

Raportul publicat de Slutter & Driscoll Tn 1963 [16] descrie studiul experimental
intreprins pe grinzi cu sectiune mixta otel-beton a caror conectare la lunecare s-a realizat prin
intermediul mai multor tipuri de dispozitive mecanice de conectare. In cadrul cercetirii,
autorii au testat doudsprezece grinzi simplu rezemate, o grinda continud cu doua deschideri si
noud specimene standardizate pentru determinarea capacitatii portante a conectorilor utilizati.
Pe baza rezultatelor obtinute autorii au propus relatii de calcul pentru determinarea capacitatii
portante a diferitelor tipuri de conectori si, de asemenea, au definit relatii pentru evaluarea
momentului incovoietor capabil al grinzilor in cazul in care numarul conectorilor este mai
mic decat numarul necesar pentru asigurarea conectarii totale. Autorii mai puncteaza ca, in
cazul in care numarul de conectori dispusi asigura conectarea totala, lunecare longitudinala
inregistratd in lungul suprafetei de contact dintre componente, nu afecteaza semnificativ
momentul Thcovoietor ultim al sectiunii.

Un amplu program experimental, realizat pe grinzi cu sectiune mixta, a fost condus de
Chapman & Balakrishnan [17] in anul 1964. Studiul a cuprins saptesprezece grinzi simplu
rezemate avand aceeasi sectiune transversala si lungime. Autorii au variat gradul de conectare
dintre grinda metalica si dala de beton (prin modificarea numarului de conectori dispusi in
lungul suprafetei de contact dintre placa de beton si profilul metalic) in scopul observarii
influentei pe care lunecarea relativa dintre cele doua componente o are asupra incarcarii
capabile a grinzii. De mentionat ca cercetatorii au folosit o gama variata de dimensiuni pentru
conectori pe care i-au repartizat atat uniform (la aceeasi distantd) cat si triunghiular (distanta
dintre conectori creste de la reazeme spre mijlocul deschiderii) iar incarcarile aplicate au fost
atat concentrate cat si uniform distribuite. Pe baza observatiilor experimentale, autorii au
formulat o serie de recomandari cu privire la proiectarea grinzilor mixte, printre care se
numara neglijarea aportului armaturilor asupra fortei de compresiune din placa de beton.
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Observarea efectelor utilizarii betonului usor (beton cu agregate usoare) asupra
comportarii de ansamblu a grinzilor simplu rezemate cu sectiune mixtd, a reprezentat
principalul obiectiv al programului experimental condus de McGarraugh & Baldwin [18] Tn
1971. Testele intreprinse pe sase grinzi mixte si cinci specimene standardizate, au reliefat
comportarea similara, a elementelor alcatuite din beton usor, cu cea a grinzilor mixte avand
dala din beton cu densitate normala. De asemenea, se precizeaza ca standardul de proiectare
AISC, supraestimeaza usor rigiditatea grinzilor in cazul conectarii totale dintre componente.

Rapoarte extensive de cercetare privind comportarea grinzilor compozite continue si
simplu rezemate au fost intocmite de numerosi cercetatori pe baza studiilor experimentale si
teoretice intreprinse la Lehigh University Pennsylvania in anii 1960 — 1970 [4-9]. Autorii s-
au concentrat mai mult pe analiza grinzilor continue in scopul formularii de prescriptii de
proiectare pentru zona de moment incovoietor negativ. Tn urma studiilor intretinute s-au
formulat o serie de recomandari importante cu privire la procentele minime de armare
longitudinald, la distributia conectorilor, la latimea efectiva de dala precum si la posibilitatea
pretensionarii armaturii longitudinale din dala in apropierea reazemului interior.

Un studiu experimental deosebit de important a fost condus de Ansourian [25] in 1981 pe
sase grinzi continue cu doud deschideri, diferentiate prin schema de incércare, dimensiunile
sectiunii compacte de otel, 1dtimea placii de beton si caracteristicile mecanice ale acesteia,
numarul de conectori dispusi pe fiecare element fiind suficienti pentru asigurarea conectarii
totale. Principalul obiectiv al studiului a fost evaluarea capacititii de rotire a articulatiilor
plastice in functie de parametrul de ductilitate al sectiunii transversale, definit prin
intermediul urmatoarei relatii:

_0.72f,b.e,(h, +h,)

B A, fy(gCLJ + gsh)
unde b, si he, reprezinta latimea si grosimea placii, fo 57 &y denotd rezistenta cilindrica la
compresiune respectiv deformatia ultima a betonului comprimat, hs si As definesc inaltimea
profilului metalic si aria acestuia, iar fy si & indica rezistenta de curgere a otelului respectiv
deformatia corespunzatoare initierii reconsolidarii. Testele au scos in evidenta
interdependenta dintre capacitatea de rotire a articulatiilor plastice si marimea factorilor ce
definesc parametrul de ductilitate. Mai mult, in baza experimentelor si a altor studii similare
s numerice, s-a constatat ca grinzile continue avand sectiuni transversale caracterizate prin
v>1.4, cedeaza la incarcari mai mari decat cele determinate analitic prin calcul plastic
elementar deoarece Tn acest caz sectiunile au capacitate mare de rotire, permitand atingerea
momentului plastic negativ indiferent de conditiile de incarcare. O alta observatie deosebit de
importantd s-a facut asupra aportului dalei de beton in preluarea fortei tdietoare. Astfel,
pentru elementele testate, s-a constatat ca cel putin 22% din forta taietoare totalda a fost
preluata de componenta de beton.

2.1)

Un alt studiu mai recent care releva aportul betonului la preluarea fortei taietoare, este cel
condus de Nie s.a. [26] Tn 2004, pe saisprezece grinzi mixte simplu rezemate actionate de
doua forte concentrate, diferentiate prin distanta dintre reazem si prima forta concentrata, si
dimensiunile sectiunii componentei de beton. Autorii au demonstrat cd, desi codurile de
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proiectare neglijeaza aportul dalei de beton la preluarea fortei tdietoare, contributia acesteia
este semnificativa. Astfel, pe baza deformatiilor inregistrare si aplicind metodele teoriei
elasticitatii si plasticitatii, s-a aratat ca placa de beton preia intre 33-56% din forta taietoare
totald sustinutd de elementele testate. Suplimentar, autorii propun o relatie empirica pentru
evaluarea fortei taietoare capabile a dalei de beton. Efectul benefic al dalei de beton asupra
fortei taietoare capabile a grinzilor compozite a fost observat si in studiul intreprins de Hope-
Gill & Johnson [27] pe grinzi continue cu trei deschideri.

Studiile conduse de Amadio s.a. [28], Nie s.a. [29] au avut ca principal obiectiv evaluarea
latimii efective de dala care conlucreaza cu grinda metalici in preluarea momentului
fncovoietor pozitiv si negativ atat in domeniul elastic cat si cel plastic. Codurile de proiectare
propun, in mod conservativ, o relatie comuna de calcul a latimii efective de placa indiferent
de natura si de stadiul solicitarii. Testele au relevat faptul ca latimea efectiva de placa in
domeniul plastic este mai mare decét cea din domeniul elastic si, in consecinta, evaluarea
momentului plastic capabil cu aceasta valoare redusd conduce la subestimarea momentului
Tncovoietor plastic. Ambele studii au scos in evidenta cresterea latimii afective de dala odata
Cu cresterea incdrcarii dincolo de limita elastica, atingdnd valori egale cu intreaga latime a
dalei, in stadiul premergator cedarii elementului compozit. Mai mult, Amadio s.a. [28]
sugereaza o varianta modificatd a relatiei de calcul propuse de norma EC 4 [1] pentru
evaluarea latimii efective de placa aferente stadiului ultim in zona de moment incovoietor
negativ, iar Nie s.a. [29] propun relatii analitice pentru evaluarea latimii efective de placa si a
portiunii comprimate de beton aferente stadiului ultim in zonele de moment incovoietor
pozitiv.

Studii relativ recente pe grinzi mixte solicitate de momente incovoietoare negative (placa
de beton este intinsd) sunt raportate in [30-32]. Fabbrocino & Pecce [30] si Loh s.a. [31] au
studiat posibilitatea utilizarii conectarii partiale in zona de moment incovoictor negativ.
Codurile de proiectare impun ca In vecinatatea reazemelor interioare ale grinzilor compozite,
interactiunea dintre dala de beton si grinda metalica sa fie totala, deoarece se presupune, ca in
aceste regiuni unde betonul este intins, conectorii nu Inregistreazd deformatii semnificative si,
Tn consecinta, nu se poate conta pe intreaga lor capacitate portanta. Testele au indicat ca, in
cazul utilizdrii conectdrii partiale in zona de moment Incovoietor negativ, grinzile prezinta
capacitate de rotire si ductilitate marita iar momentul plastic capabil este nesemnificativ
afectat. Mai mult, cedarea a fost provocata de ruperea conectorilor, in timp ce, in cazul
grinzilor proiectate in ipoteza conexiunii totale cedarea s-a produs prin flambajul local al
inimii profilului metalic. Cresterea procentului de armare longitudinala conduce la rigiditate
si capacitate portanta marita insa ductilitatea grinzilor este afectatd semnificativ [31]. Sun s.a.
scot Tn evidenta in [32] efectele benefice ale armaturilor pretensionate asupra rigiditatii la
Tncovoiere a grinzilor mixte simplu rezemate solicitate de momente incovoietoare negative si
asupra sarcinii ce produce fisurarea betonului pe reazemele intermediare a grinzilor continue.

Studiul comportarii grinzilor mixte otel-beton cu conectare totala, confectionate din
materiale de inaltd rezistentd, a constituit principalul obiectiv al studiilor experimentale

conduse de Uy & Sloane [33], Nie s. a. [34] si Zhao & Yuan [35]. Testele au indicat ca

8 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



utilizarea betonului de 1naltd rezistentd conduce la majorarea rigiditatilor initiale si a
deformatiilor ultime, iar coroborarea acestuia cu oteluri de clase superioare, are ca efect
cresterea semnificativa a momentului incovoietor capabil, insa caracterul cedarii devine unul
casant, elementele manifestdnd ductilitate redusa. Studiile au mai indicat cd analiza rigid
plastic@ propusa de codurile de proiectare ca metoda de evaluare a capacitatii de rezistenta la
incovoiere a grinzilor cu sectiune mixta otel-beton, furnizeaza in general rezultate
neconservative.

Experimentele raportate de Tan & Uy [36] investigheazd comportarea grinzilor simplu
rezemate cu sectiune mixta solicitate la incovoiere cu torsiune in situatia conectarii totale si
partiale. Testele au indicat ca folosirea unui grad de conectare de doar 50% duce o reducere
de maxim 15% a capacititii de rezistentd la incovoiere si torsiune fatd de cazul conectarii
totale, insa ductilitatea a fost imbunatatitd. Mai mult, se aratd ca prezenta incovoierii duce la
0 crestere a momentului de torsiune capabil, insd momentul Incovoietor ultim nu se
majoreaza in prezenta torsiunii.

Majoritatea studiilor prezentate anterior, cuprind si teste explicite pe specimene
standardizate, realizate pentru obtinerea curbelor de comportare a conectorilor utilizati. Un
studiu amplu experimental concentrat pe comportarea conectorilor de tip dorn cu cap a fost
intreprins de Ollgaard s.a. [37]. Un total de patruzeci si opt de specimene au fost testate, iar
principalii parametrii variati au fost rezistenta la compresiune, densitatea, modulul de
elasticitate al betonului dar si diametrul conectorilor utilizati. Testele au evidentiat influenta
calitatii betonului (rezistenta la compresiune si modulul de elasticitate) asupra capacitatii
portante ale conectorilor. Prin urmare, autorii au formulat o relatie empiricd de calcul a
rezistentei la forfecare a conectorilor, ce tine cont de caracteristicile betonului. De asemenea,
s-a ardtat ca dispunerea conectorilor pe doud randuri si nu pe un rand, influenteaza doar
sensibil efortul capabil al acestora. O altd consecintd importanta si spectaculoasd a studiului
experimental, a fost propunerea unei relatii ce descrie in intregime curba de comportare a
conectorilor in spatiul efort de forfecare — lunecare relativa, relatie ce este frecvent utilizata in
literatura de specialitate.

Studii asupra comportarii diferitelor tipuri de conectori supuse actiunii unor Incarcari
aplicate atdt monoton cat si ciclic au fost efectuate in cadrul Laboratorului CEMSIG al
Universitatii  Politehnica din  Timisoara. Experimentele conduse pe 11 specimene
standardizate au evidentiat faptul ca sub incarcari ciclice capacitatea de deformabilitate si de
rezistentd a conectorilor este semnificativ diminuata fata de situatia aplicarii monotone a
incarcarilor. De asemenea, s-a constatat o comportare buna a conectorilor de tip gujon, atat in
termeni de ductilitate cit si de rezistentd [38], indeplinind cerintele impuse de norma
europeani de proiectare [1]. Tn cadrul aceluiasi laborator, s-a condus un studiu experimental
pe opt cadre portal contravantuite excentric cu link-uri scurte si lungi. Sase din cele opt
specimene au fost conformate in varianta stalpi metalici si grinzi mixte otel-beton, celelalte
doud fiind pur metalice. Studiul a dorit evidentierea diferentelor ce apar ca urmare a
modificarii conexiunii profil metalic — placa de beton pe lungimea corespunzatoare link-ului.
Tn acest sens s-au considerat doud variante de conectare, prima in care s-au dispus conectori
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pe intreaga lungime a grinzii respectiv cea de doua in care, pe lungimea link-ului nu s-au
dispus conectori. Printre altele, studiul a evidentiat o comportare similara a cadrelor portal
caracterizate prin cele doud variante de conectare, dar si faptul ca intreruperea conectorilor pe
lungimea link-ului nu conferd cadrelor cu grinzi mixte comportare de ansamblu similara cu
cea a cadrelor pur metalice, aceastd observatie fiind in contradictie cu precizarile standardului

EC 8 [39].

Relativ recent, incercarile experimentale efectuate de Xue s.a. [40] pe zece specimene
standardizate, au indicat ca spatierea conectorilor influenteaza nesemnificativ rigiditatea si
efortul capabil al conectorilor. Totusi, in cazul dispunerii unei singure perechi de conectori pe
fiecare parte a specimenului standardizat, testele au indicat capacitati portante si lunecari
ultime superioare fatd de cele inregistrate pe specimenele avand mai multe perechi de
conectori. Tn baza rezultatelor experimentale, s-a concluzionat ca standardului european EC 4
[1] determind cu suficientd acuratete capacitatea portanta a conectorilor (fara a aplica
coeficienti de sigurantd) dispusi in mai multe perechi.

Studii experimentale extensive asupra stalpilor cu sectiune mixta-otel beton pot fi regasite
in literatura de specialitate, dintre care dorim sd trecem in revistd cercetarile experimentale
intreprinse de Campian [41] in cadrul Laboratorului Central al Facultatii de Constructii Cluj-
Napoca, ce au vizat studiul comportarii stalpilor micsti avand profilul metalic complet
inglobat in volumul de beton. Programul a cuprins 12 stalpi incastrati in baza, diferentiati prin
lungime, calitatea materialelor si modul de aplicare a incarcarii laterale (monoton sau ciclic),
iar principalul mod de cedare s-a constat a fi zdrobirea betonului comprimat coroborat cu
fisurarea betonului Tntins si, in unele cazuri, flambajul armaturilor comprimate.

2.2 Studii analitice si analitico-numerice

Primul model analitic de analiza a grinzilor mixte otel-beton, cu includerea efectelor
interactiunii incomplete dintre cele doud componente aflate in contact, este reprezentat de
modelul propus de Newmark s.a. [14], publicat intr-o prima forma in anul 1951, urméand ca in
1952 sa fie prezentat in detaliu in anexa raportului studiului experimental condus de Siess s.a.
[42] ce a avut ca principal obiectiv studiul comportarii diferitelor tipuri de dispozitive
mecanice de conectare. Modelul prezentat adopta o comportare pur elastica a componentelor
(otel, beton si conectori) si considera ca legatura dintre placa de beton si grinda metalica este
continud desi in mod curent aceasta este discretd. Exprimand pentru un element infinitesimal
de grinda mixta conditiile de echilibru si compatibilitate a deformatiilor, se obtine o ecuatie
diferentiala neomogena de ordinul II, ce descrie comportarea grinzilor mixte in conditiile
interactiunii incomplete. in functie de variabila aleasd ca necunoscuti, se disting mai multe
forme ale ecuatiei diferentiale, asa cum se va vedea in capitolul 4. Tn raportul Tntocmit de
Siess s.a. [42] se descrie cadrul general al problemei si se prezinta solutia ecuatiei diferentiale
(avand ca necunoscuta efortul axial din componente de beton) pentru cazul grinzii simplu
rezemate supuse actiunii unei forte concentrate la mijlocul deschiderii. Mai departe, autorii
traseazd curba de variatie a efortului axial din placa de beton pentru diferite valori ale
parametrului adimensional ce caracterizeazd nivelul de interactiune dintre componente. De
asemenea, se aratd cd in conditiile interactiunii partiale, sageata la mijlocul deschiderii a
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elementului analizat este, pe de o parte, mai mare fata de cazul complementar al interactiunii
complete, iar pe de alta parte, creste pe masura ce efectul compozit este mai putin pronuntat.

Teza de doctorat redactata de Kuang-Hsun Dai [43] prezinta un model analitic de analiza a
grinzilor mixte simplu rezemate n conditiile interactiunii partiale tinand cont de modul
discret de dispunere a conectorilor. Divizand elementul mixt intr-un numar finit de panouri,
fiecare panou fiind delimitat de doi conectori succesivi, si exprimand conditiile de echilibru si
compatibilitate pentru fiecare panou independent, se obtine un sistem de ecuatii ce are ca
necunoscute eforturile axiale din dala de beton aferente fiecarui panou de grinda.
Considerand modelul elastic-perfect plastic de comportarea pentru otel si betonul comprimat
respectiv acceptand un model tri-liniar de comportare pentru conectori, si aplicand o metoda
incrementald de conducere a analizei, autorul include in mod aproximativ efectele
neliniaritatii fizice.

Adekola [44] propune Tn 1968 un model analitic mai riguros decét cel propus de Newmark
[14], Tn care se tine cont de separarea dintre placa de beton si grinda metalica, fenomen ce
conduce la sageti diferite asociate celor doud componente. Suplimentar, se tine seama si de
efectele frecdrii ce reprezintd o consecintd a presiunii exercitate de placa de beton asupra
grinzii metalice la extremitatile elementului simplu rezemat unde componentele sistemului
mixt riman in contact. In acest context, sunt deduse doud ecuatii diferentiale ce descriu
comportarea elementului mixt in conditiile interactiunii partiale. Aplicind metoda
diferentelor finite si impunand conditii particulare de margine, se obtine efortul axial din dala
de beton si forta normald de separare, in prezenta lunecarii relative si a separdrii dintre
componenta de beton si cea de otel. Printr-un exemplu numeric, se arata ca variatia efortului
axial din dala de beton determinata pe baza acestui model analitic este identica cu cea
obtinutd de Newmark [42] neglijand efectele separarii dintre componente.

Girhammar & Gopu [45] prezinta formularea si solutia ecuatiei diferentiale de ordinul VI
ce descrie variatia sagetii grinzii mixte simplu rezemate in conditiile interactiunii complete,
sub actiunea combinata a incarcarii uniform distribuite si a efortului axial. Studiile intreprinse
de autori au fost formulate atat in teoria de ordinul | cat si in teoria de ordinul II, in care
echilibrul elastic a fost exprimat pe forma deformati a elementului infinitesimal. in baza
studiilor desfasurate, autori propun printre altele, relatii pentru evaluarea fortei critice de
flambaj si a rigiditatii efective la incovoiere in prezenta interactiunii incomplete dintre
componente, acceptand, in mod simplificat, o valoarea a lungimii de flambaj identica cu cea
folosita in analiza la stabilitate a stalpilor simplu rezemati avand sectiune omogend. Mai
tarziu, Girhammar & Pan [46] prezinta studii extensive care demonstreaza ca lungimea de
flambaj a elementelor cu interactiune partiala poate fi considerata egala cu cea a elementelor
cu interactiune completa (sectiuni omogene) pentru cele patru cazuri de rezemare folosite in
practica inginereascd. De asemenea, se prezintd o expresie generald ce permite evaluarea
rigiditdtii la Incovoiere a elementelor mixte caracterizate prin conexiune partiald, in vederea
determindrii sagetilor si a eforturilor interioare. In baza studiilor analitice exacte descrise Tn
[45,46], Girhammar [47] propune o serie de factori ce corecteaza deplasdrile si eforturile
rezultate Tn urma unei analize de ordinul I in scopul includerii efectelor de ordinul Il asupra
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acestor marimi, iar apoi in 2009 [48] sugereaza relatii simplificate de calcul dedicate in
principal activitatii de proiectare a grinzilor mixte in starea limita de serviciu.

Nie s.a. [49] prezintd un studiu analitic bazat pe modelul Newmark in care investigheaza
efectul lunecarii longitudinale dintre dala de beton si grinda metalicd asupra sagetii si
rigiditatii elastice a grinzilor simplu rezemate. Ecuatia diferentiala de ordinul II s-a formulat
in necunoscuta lunecare longitudinald iar solutia este prezentatd pentru trei situatii distincte
de Incarcare. Sagetile aditionale datorate interactiunii partiale sunt apoi determinate prin
intermediul curburii. Studiul scoate in evidenta majorarea sagetilor grinzilor mixte pe masura
ce efectul compozit dintre dala de beton si grinda metalica este mai putin pronuntat si
puncteaza ca reduceri ale rigiditatii elastice la Incovoiere cu pana la 17% sunt inregistrate
chiar si in cazul grinzilor mixte a caror conexiune la forfecare asigura atingerea momentului
plastic (cazul conectdrii totale), desi codurile curente de proiectare neglijeaza efectul
interactiunii partiale in cazul acestor elemente. Modelul a fost apoi extins astfel incat sa
permitd evaluarea sdgetilor elastice a grinzilor mixte static determinate solicitate la
incovoiere negativa, placa de beton fiind astfel intinsa [50].

Loh s.a. [51] prezinta un procedeu incremental iterativ de analiza a grinzilor mixte staticC
determinate supuse la incovoiere negativa capabil sd surprindd comportarea neliniara a
materialelor componente dar si a conectorilor. Pentru fiecare nivel de incarcare, se verifica
iterativ conditiile de echilibru si compatibilitate intru-un numar de n+2 Sectiuni, n
reprezentdnd numarul de conectori dispusi la interfata de contact dintre placa de beton si
grinda metalica. Parametrii de control ai fiecarei sectiuni s-au ales a fi deformatia de lunecare
longitudinald, curbura si deformatia corespunzatoare talpii superioare. In cadrul procesului
iterativ, aproximatiile initiale ale parametrilor de control pentru fiecare sectiune de calcul s-
au determinat pe baza solutiei ecuatiei diferentiale de ordinul II ce caracterizeaza
comportarea grinzilor mixte in conditiile interactiunii incomplete conform modelului
Newmark. Procesul iterativ aferent fiecarui increment de incarcare se incheie cand momentul
incovoietor interior diferd cu cel mult 1% fatd de cel solicitant. Modelul propus este capabil
sd surprindd cu acuratete considerabild comportarea de ansamblu a elementelor mixte cu
interactiune partiala insa aplicabilitatea procedeului este limitata la grinzi static determinate
pentru care variatia momentului incovoietor este cunoscuta.

Un dezavantaj major al modelelor analitice descrise anterior constad in necesitatea
particularizarii solutiei ecuatiei diferentiale de ordinul II in functie de conditiile de rezemare
si incarcare, devenind astfel dificild solutionarea ecuatiei in cazul sistemelor static
nedeterminate pentru care variatia momentului incovoietor nu este cunoscuti. In scopul
elimindrii acestor inconveniente, modelele analitice prezentate mai sus, in special modelul
Newmark, a fost adesea Inglobat in abordéri numerice bazate fie pe metoda diferentelor finite,
fie pe metoda elementelor finite. Tn acest context, Faella s.a. [52-54] prezinta formularea in
deplasari a unui element finit cu 6 grade de libertate dedicat analizei liniar elastice a grinzilor
mixte Tn conditiile interactiunii partiale. Spre deosebire de cazul general al elementelor finite
formulate in deplasari, In care campul deplasarilor este aproximat prin intermediul unor
functii de forma, in metoda propusa de autori campul deplasarilor este definit riguros prin
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intermediul matricei de rigiditate si a vectorului fortelor nodale echivalente, determinate la
randul lor ca solutii exacte ale ecuatiei diferentiale de ordinul II avand ca necunoscutd
curbura (a se vedea capitolul 4). Mai departe, aceasta abordare nu necesita discretizarea barei,
un singur element/bard fiind suficient pentru analiza liniar-elasticd a grinzilor mixte Ccu
interactiune incompleta. O abordare similara este prezentata de Ranzi s.a. [55] si de Ranzi &
Bradford [56], diferenta constand in faptul ca ecuatia diferentiala de ordinul II, in baza careia
s-a determinat matricea de rigiditate a elementului de bara cu 6GDL respectiv 8GDL, a fost
formulata si rezolvata in necunoscuta lunecare relativa (slip). In vederea includerii in analiza
a comportdrii neliniare a materialelor componente si a conexiunii neliniare dintre acestea,
fiecare bard necesitd divizarea in mai multe elemente finite avand caracteristici mecanice
independente si aplicarea unei metode iterative de conducere a analizei asa cum este
prezentat in [57,58]. Mai mult, folosind elementul finit prezentat in studiile anterioare, Faella
s.a. [59] puncteaza necesitatea considerarii efectului combinat al interactiunii partiale si al
nodurilor semirigide in analiza liniar elastica a cadrelor plane alcatuite din Stalpi metalici si
grinzi mixte.

Li & Li [60] prezintd formularea in deplasari a unui element finit de bara de cadru plan
tindnd cont de nivelul de interactiune dintre componente. Matricea elastica de rigiditate a
elementului de bara supus actiunii momentelor incovoietoare nodale, este formatd pe baza
solutiei ecuatiei diferentiale de ordinul IV ce descrie variatia sagetilor in lungul elementului
mixt cu interactiune incompletd (a se vedea capitolul 4) obtinutd in conditiile si ipotezele
modelului Newmark [14]. Pentru determinarea matricei de rigiditate, se accepta ipoteza
conform careia lunecarea longitudinald la capetele elementului de bard este zero, desi astfel
de deplasari se inregistreaza indiferent de nivelul de conectare asigurat. Astfel, autorii arata
ca modelul surprinde cu acuratete comportarea in domeniul elastic a cadrelor plane solicitate
de forte laterale, insa in cazul aplicarii unor incarcari gravitationale sunt introduse erori in
raspunsul structural al structurilor analizate. Un alt neajuns al modelului este reprezentat de
necesitatea cunoasterii prealabile a vectorului incarcarilor nodale (in situatia aplicarii de
incarcari 1n lungul elementelor) in vederea determindrii solutiei ecuatiei diferentiale.

O alta abordare bazatd pe metoda elementului finit, formulatd in scopul analizei in
domeniul elastic al grinzilor mixte cu interactiune incompleta este descrisd succint de Luan
s.a. [61]. Autorii considera grinda mixta ca fiind formatd din doua elemente independente,
unul pentru placa de beton respectiv altul pentru grinda metalica, caracterizate prin rotiri si
deplasari verticale egale. Solutia ecuatiei diferentiale de ordinul II formulata in necunoscuta
lunecare longitudinald caracterizeazd legatura dinte cele doud elemente independente.
Limitarile modelului anterior [60] se regasesc si aici, facand astfel dificila analiza grinzilor
mixte avand scheme de rezemare si incarcare arbitrare.

Fabbrocino s.a. in [62] propun un procedeu numeric de analiza a grinzilor mixte otel-
beton solicitate la incovoiere pozitiva, ce are la bazd modelul analitic fundamentat de
Newmark [14]. Includerea comportarii neliniare a materialelor s-a realizat prin aplicarea unui
procedeu iterativ de rezolvare a ecuatiei diferentiale prin metoda diferentelor finite
coroboratd cu tehnica de transformare a problemei cu conditii la frontiera intr-o problema cu
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conditii initiale. Metoda s-a dovedit a fi capabila sa surprindd comportarea de ansamblu a
grinzilor mixte simplu rezemate, insd costurile computationale sunt semnificative, deoarece
pentru aplicarea metodei iterative de determinare a lunecdrii longitudinale este necesara
cunoasterea prealabild a unei familii de curbe moment incovoietor-curbura parametrizate in
functie de nivelul de interactiune dintre dala de beton si grinda metalicd, pentru fiecare
sectiune transversald de calcul. Mai mult, metoda necesita o rafinare find a campului de
puncte de integrare generate in lungul elementului. Aceastd metoda a fost apoi extinsd in
scopul determinarii raspunsului neliniar al grinzilor simplu rezemate solicitate la incovoiere
negativa [63] respectiv al grinzilor mixte continue [64,65].

Modelele analitice amintite si descrise succint anterior sunt fundamentate in teoria de bara
Euler-Bernoulli care accepta ipoteza conform careia sectiunile transversale ale elementelor
incovoiate raman plane si normale la axa barei si dupd deformare, neglijand astfel efectul
deformatiilor unghiulare. In literatura de specialitate se disting cteva studii relativ recente
care sunt concentrate pe analiza grinzilor mixte cu interactiune partiala tinand cont si de
efectele deformatiilor unghiulare, fiind astfel formulate in teoria de bara Timoshenko in care
sectiunile transversale raman plane pe parcursul incovoierii (ipoteza lui Bernoulli) Tnsa
ortogonalitatea lor in raport cu axa deformati nu mai este valabila. In acest context, Schnabl
s.a. [66] propun un model analitic de analiza in domeniul elastic de comportare al grinzilor
mixte otel-beton cu interactiune partiala in care fiecare componenta (placa de beton respectiv
grinda metalicd) este schematizatd printr-un element de barda Timoshenko, ludndu-se in
considerare deformatiile unghiulare si implicit rotirile independente ale celor doua
componente, care se considera ca rdman In contact pe tot parcursul analizei (separarea
transversald este neglijatd). In aceste conditii, exprimand conditiile de echilibru si de
compatibilitate, se deduce un sistem de doua ecuatii diferentiale cuplate de ordin superior
avand ca necunoscute deplasarea relativa longitudinald dintre componente si forta normala
unitard de separare. In articolul citat nu se prezinti solutia analiticd a sistemului de ecuatii
diferentiale insa se precizeaza principalele concluzii ale unui studiu parametric condus pe o
grindd simplu rezematd Incarcatd cu sarcind distribuitd. Astfel, efectul deformatiilor
unghiulare devine pronuntat pentru grinzile mixte caracterizate prin valori mari ale rigiditatii
conexiunii ori pentru grinzi scurte avand valori mici ale raportului lungime/inéltime.

Modelul propus de Schnabl s.a. [66] este reluat si completat de Nguyen s.a. in [67,68].
Autorii prezinta solutia sistemului cu doud ecuatii diferentiale cuplate si precizeazd expresiile
tuturor parametrilor independenti ce caracterizeaza comportarea elementului mixt. Este
descrisa in continuare procedura de obtinere a matricei elastice de rigiditate a grinzii
compozite cu interactiune partiald, care a fost apoi inserata in formularea in deplasari a unui
element finit cu 10 grade de libertate. Cele douda exemple numerice analizate prin metoda
propusa scot in evidentd reducerea efectelor deformatiilor unghiulare asupra sagetilor
grinzilor mixte pe masura ce caracterul compozit devine mai putin pronuntat. De asemenea,
S-a observat ca lunecarea relativa dintre componente elementului mixt este influentata
neglijabil de deformatiile unghiulare. O clasificare a diferitelor modele analitice de analiza a
grinzilor mixte Tn functie de ipotezele adoptate si implicit de numarul parametrilor
independenti ce caracterizeaza comportarea acestor elemente este realizata de Martinelli s.a.
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[69]. Autorii nu includ in clasificare formulari analitice de ordin superior, care tin cont, de
exemplu, de distributia neuniforma a tensiunilor normale pe latimea dalei de beton si pe
latimea talpilor profilului metalic datorita efectului de *shear lag’. O astfel de formulare este
descrisa succint de Gara s.a. [70].

2.3 Studii numerice

Dezvoltarea continud si accelerata a sistemelor hardware si software permite comunitatii
stiintifice utilizarea tot mai pronuntata a metodelor numerice de analiza, in pofida faptului ca
in multe situatii acestea devin costisitoare din punct de vedere computational. in ultimele
decenii, metoda elementului finit a cunoscut o dezvoltare si utilizare perpetua, fiind o unealta
de analiza care permite practic studiul elementelor structurale de orice forma, cu luarea in
considerare a principalilor factori determinanti in raspunsul mecanic al acestora, insd in
numeroase situatii modelele numerice necesita o discretizare fina, rezultand astfel un numar
mare de elemente finite ce conduce implicit la timpi de calcul si resurse hardware substantiale.
Analizele structurale ale elementelor si structurilor mixte otel-beton bazate pe metoda
elementului finit pot fi, in general, divizate in doud mari categorii: o primd categorie
utilizeaza elemente finite, de obicei unidimensionale, special dezvoltate de cercetatori, care
permit studiul comportarii elementelor mixte cu includerea in analizd a principalilor factori ce
influenteaza raspunsul structural, in timp ce a doua categorie presupune utilizarea unor
pachete comerciale de elemente finite, din aceasta divizie cele mai cunoscute si utilizate
programe fiind Ansys, Abaqus, MSC Marc, LS-DYNA, Nastran, Adina.

2.3.1 Studii numerice via pachete comerciale de elemente finite

In literatura de specialitate pot fi consultate numeroase studii numerice asupra elementelor si
structurilor mixte otel-beton, diferentiate in principal prin complexitatea tipurilor de elemente
finite (uni-, bi- sau tridimensionale) selectate pentru modelarea diferitelor componente ale
elementelor mixte (profil metalic, placa de beton, armaturi, conectori).

Un model numeric, eficient din punct de vedere al resurselor hardware utilizate, este
dezvoltat de Wang s.a. [71] pe platforma programul comercial Abaqus. Fiecare bara este
modelatd prin intermediul unor elemente finite unidimensionale, ale caror sectiuni
transversale sunt divizate , n etapa de pre-procesare, in fibre prin intermediul unui program
extern. Mai mult, pe formatul procedurii UMAT, caracteristica programului Abaqus, autorii
au definit o serie de modele constitutive uniaxiale de comportare pentru beton, otel structural
sl armaturi, care au fost corespunzator atasate fiecarei fibre componente a diferitelor sectiuni
transversale. Exemplele numerice folosite pentru validare, scot in evidenta eficacitatea si
fiabilitatea modelului, acesta fiind capabil sd traseze cu acuratete considerabild curba de
comportare a diferitelor tipuri de elemente mixte (grinzi, stalpi) si cadre mixte. Un dezavantaj
al modelului constd in imposibilitatea acestuia de a lua in considerare efectele interactiunii
partiale dintre componente.

Zhao s.a. [72] idealizeaza comportarea profilului metalic prin elemente finite de fibra,
componenta de beton prin elemente bidimensionale de tip placa, in timp ce legatura in plan
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longitudinal este simulata prin intermediul unor resorturi cu comportare neliniard, iar in plan
transversal este modelata prin elemente liniare rigide. Modelul astfel generat este unul simplu
si usor de obtinut dar totusi prezice cu succes comportarea de ansamblu a grinzilor mixte
simplu rezemate incluzand efectele neliniaritatilor fizice si geometrice si, mai mult, resursele
computationale necesare analizei neliniare sunt reduse. Vasdravellis s.a. [73] demonstreaza
ca un astfel de model este capabil sa surprinda si comportarea in regim dinamic a cadrelor
mixte cu o deschidere si o travee.

Un model format din aceleasi tipuri de elemente finite este propus, si de Nie s.a. [74]
pentru analiza neliniara a grinzilor mixte, insd conexiunea dintre elementele liniare si cele de
tip placd s-a considerat rigida, neglijand astfel efectele interactiunii partiale. Comparativ cu
modelul precedent, acesta din urma este adresat si analizei cadrelor alcatuite din stalpi
metalici si grinzi mixte, existand posibilitatea includerii in analiza a efectelor conexiunilor
semirigide prin intermediul unor curbe moment-rotire atribuite resortului ce asigura legatura
dintre elementele verticale si cele orizontale. Suplimentar, autorii arata cd modelarea placilor
in intregime conduce la rigidizarea raspunsului structural al cadrelor mixte, in comparatie cu
situatia in care efectul placilor este considerat doar prin latimea lor efectiva, determinata
urmand prescriptiile standardelor de proiectare.

Un studiu interesant privind performantele a cinci modele numerice alcatuite In programul
Abaqus prin diverse combinatii de elemente finite este descris de Chung & Sotelino [75]. Tn
Tab. 2.1 se prezinta sintetic tipul elementelor finite utilizate pentru alcatuirea fiecarui model
numeric de analiza a grinzilor mixte simplu rezemate. Cuplarea elementelor corespunzatoare
profilului metalic respectiv placii de beton s-a realizat prin asa numitele linkuri rigide,
lunecarile relative longitudinale dintre componente fiind astfel impiedicate.

Tab. 2.1 Modele numerice si elemente finite asociate

Model Profil metalic Placa de beton
Talpi Inima

1 Placi (shell) Placi (shell) Placa (shell)

2 Bara (beam) Placi (shell) Placa (shell)

3 Placi (shell) Bari (beam) Placa (shell)

4 Bara (beam) Placa (shell)

5 Placa (shell) Placa (shell) Céaramida (brick)

Se observa ca modelul 5 este cel mai complex iar modelul 4 este cel mai simplist din punct de
vedere al numarului de grade de libertate incluse In modelare, Insd este cel mai eficient sub
aspectul resurselor computationale folosite. Exemplele numerice demonstreaza capacitatea
fiecarui model de a surprinde cu acuratete comportare la incovoiere a grinzilor mixte,
furnizand deplasari si deformatii ce difera cu 5-10% fata de valorile inregistrate experimental.
Modelul 4 s-a dovedit a fi 0 combinatia mai mult decat satisfacatoare intre simplitate si
acuratete Tnsa nu poate fi folosit in cazul specimenelor care prezintd caracteristici mecanice
diferite ale otelului din talpile respectiv inima profilului metalic.
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Titoum s.a. [76] au generat in Ansys un model numeric, alcatuit din elemente formulate in
stare plana de tensiune, cu scopul observdrii efectelor pe care le are conectarea partiala asupra
comportarii de ansamblu a grinzilor mixte semi-continue (grinzi detasate din structuri mixte
multietajate caracterizate prin imbinari semirigide). Studiul a scos Tn evidenta cresterea
pronuntata a sagetii la mijlocul deschiderii respectiv a rotirilor la capetele elementului in
urma reducerii gradului de conectare, capacitatea portantd nefiind drastic afectati. In
contradictie cu principalele norme de proiectare, autorii sugereaza acceptarea conceptului de
conectare partiald in zonele supuse actiunii momentelor Incovoietoare negative daca
conectorii posedd ductilitate considerabila.

Studii numerice extensive asupra comportarii grinzilor mixte simplu rezemate avand in
componenta profile de otel de calitate superioara au fost raportate de Ban & Bradford [77].
Modelul numeric a fost generat in programul comercial Abaqus si era alcatuit din elemente
finite de tip shell utilizate pentru modelarea profilului metalic dar si a plicii de beton. in
cazul unei astfel de modelari, elementele finite utilizate pentru simularea componentei de
beton sunt alcatuite din mai multe fasii de grosime constanta, carora I-i Se pot atribui
materiale distincte, existand astfel posibilitatea considerarii armaturilor flexibile. Conexiunea
profil-placa s-a realizat prin resorturi cu comportare neliniare, ludndu-se astfel in considerare
efectele interactiunii partiale. Printre altele, studiile intreprinse arata ca analiza rigid plastica
acceptatd de codurile de proiectare ca principalda metoda de evaluare a capacitatii portante la
incovoiere supraestimeazd momentul capabil al grinzilor mixte alcatuite din oteluri de calitate
superioard. Aceeasi concluzie este observatd si asupra rigiditdtii initiale a grinzilor mixte
caracterizate prin conectare totala.

Queiroz s.a. [78] propun un model avansat de analiza a grinzilor mixte otel-beton folosind
pachetul comercial de elemente finite Ansys. Modelul numeric s-a obtinut prin combinarea
elementelor finite tridimensionale cu cele bidimensionale, utilizate pentru modelarea placii de
beton (si a armaturilor aferente) respectiv a profilului metalic. Conectarea celor doua
componente s-a asigurat prin resorturi neliniare de lungime zero a caror comportare se
defineste tabelar prin perechi de valori fortd de forfecare — deplasare relativa asociata. Otelul
intins si comprimat s-a modelat ca material elastic-perfect plastic cu reconsolidare, iar
betonul comprimat s-a idealizat printr-un model multiliniar care nu i-a in considerare
portiunea descendenta a curbei reale a betonului comprimat ci considera o consolidare cvasi-
orizontald pentru evitarea problemelor de convergentd. Exemplele de validare evidentiaza
capacitatea modelului de a surprinde comportarea reald a grinzilor mixte otel-beton. Studiile
parametrice conduse in continuare aratd ca reducerea gradului de conectare (si implicit al
nivelului de interactiune) are ca efect flexibilizarea elementelor si afirma ca efectele
conexiunii incomplete trebuiesc luate in considerare. Utilizdnd un model numeric similar,
Ibrahim s.a. [79] conduc numeroase studii parametrice, in vederea cercetarii influentei
numarului de conectori, al rezistentei si dimensiunilor componentei din beton, asupra
rigidititii si capacitatii de rezistentd a grinzilor mixte simplu rezemate. In 2009 Queiroz s.a.
[80,81] propun un model simplificat de analizd alcatuit in intregime din elemente finite
unidimensionale in care efectul armaturilor este luat in considerare doar in zonele solicitate la
incovoiere negativa, iar efectul dalei de beton este considerat doar in zonele de camp ale
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elementelor mixte. Se arata ca si acest model este capabil sa reproduca curba de comportare a
elementului Tn spatiul incarcare-deplasare cu un efort de calcul semnificativ mai redus decat
in cazul modelului precedent, insa efectele locale nu pot fi studiate.

Spre deosebire de modelul recomandat de Queiroz s.a. [78], El-Lobody & Lam [82]
simuleaza atat placa de beton cat si profilul metalic utilizand elemente finite tridimensionale,
si considerd si ramura parabolica descendenta a betonul comprimat, insa nu includ in analiza
reconsolidarea otelului. Ambele studii mai sus amintite folosesc, pe grosimea dalei de beton,
un singur element finit de tip caramida (brick) cu opt noduri, aproximand astfel destul de
grosier distributia deformatiilor, deoarece aceste elementele finite admit variatie constanta a
deformatiilor pe grosimea lor. Totusi, exemplele numerice de validare demonstreaza
capacitatea modelului de a surprinde cu acuratete ridicata rigiditatea, rezistenta si modul de
cedare al grinzilor mixte simplu rezemate. Studiul prezentat de Vasdravellis s.a. [83] scoate
n evidenta capacitatea unui astfel de model numeric de a surprinde cu acuratete flambajul
local al inimii si talpii comprimate asociate grinzilor mixte supuse la compresiune si
incovoiere negativa.

Jeong [84] formuleaza, pe platforma programului comercial Diana 7.2, un model numeric
pentru analiza neliniara a grinzilor mixte simplu rezemate solicitate la incovoiere. Atat
componenta de beton cét si cea metalica sunt simulate prin elemente finite tridimensionale iar
legdtura dintre ele se realizeaza prin elemente discrete bidimensionale de contact avand patru
noduri si grosime zero, a caror comportare in sens longitudinal este definita prin perechi forta
de forfecare-deplasare relativi corespunzitoare. intr-un studiu precedent [85] autorii
demonstreaza fiabilitatea acestui model de interactiune. Modelul numeric descris in [84] este
utilizat in vederea conducerii unui studiu parametric cuprinzand doudzeci si cinci de grinzi,
diferentiate prin nivelul de interactiune si raportul dintre lungimea de forfecare si grosimea
dalei de beton. Rezultatele obtinute, in termeni de rigiditate si rezistentd, sunt apoi analizate
statistic si, in final, se propun relatii analitice aproximative pentru evaluarea rigiditatii
respectiv rezistentei grinzilor mixte simplu rezemate, in functie de parametrii mai sus amintiti.

Tn fine, cel mai complex model numeric este cel care utilizeazi elemente finite
tridimensionale pentru modelarea tuturor componentelor subansamblelor mixte, nefiind astfel
necesara utilizarea de elemente speciale pentru simularea interactiunii partiale dintre placa de
beton si grinda metalica. Astfel de modele numerice iau in considerare practic toate sursele
de neliniaritate si surprind cu succes efectele globale si locale ce domina raspunsul structural
al grinzilor mixte [86-88], al stalpilor micsti [89,90], al nodurilor mixte [91,92] si al
specimenelor standardizate folosite pentru evaluarea curbei de comportare a conectorilor
[93,94]. Aceste modele sunt costisitoare din punct de vedere al resurselor computationale si
al timpilor de analiza, fiind practic imposibil de aplicat pentru determinarea raspunsului
structurilor multietajate plane sau spatiale. Mai mult, aceste modele introduc adeseori erori
numerice datorate fenomenelor de tip shear locking si hourglassing, discretizarea si selectia
tipurilor de elemente finite (cu sau fard integrare redusd, cu variatie liniard sau patratica a
deplasarilor in lungul laturilor) necesitand astfel atentie sporita [95].
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2.3.2 Studii numerice via elemente finite special dezvoltate pentru analiza structurilor
mixte otel-beton

Din punct de vedere al formularii, elementele finite de tip bard (liniare) cu douad sau mai
multe noduri la capetele elementului, dezvoltate pentru analiza structurilor mixte otel-beton
pot fi clasificate in elemente formulate in deplasari, in eforturi si elemente cu formulare mixta.
In prima categorie se incadreazi elementele care aproximeazi pe baza unor functii de
interpolare campul de deplasari pe lungimea elementului in functie de deplasarile nodale.
Desi formularea si implementarea acestor elemente este relativ simpld, pentru atingerea unui
nivel satisfacator al acuratetei rezultatelor, este necesard utilizarea mai multor elemente
pentru modelarea fiecdrei bare independente a structurii. La cealaltd extremd se situeaza
elementele formulate in eforturi in cadrul carora variatia eforturilor in lungul elementului este
exprimatd in functie de fortele nodale. Diagramele de eforturi putand fi trasate in functie de
fortele de la capetele elementului, se poate afirma ca, in general, in absenta efectelor locale
ale neliniaritatii geometrice si cele asociate efectelor de conectare partiala, un singur element
formulat in eforturi este suficient pentru modelarea fiecarei bare independente a structurii
[96], fiind astfel mai eficiente din punct de vedere computational in comparatie cu elementele
finite formulate in deplasari.

2.3.2.1 Elemente finite formulate in deplasari

Gattesco [97] prezinta formularea in deplasari unui element finit cu opt grade de libertate (4
noduri) dedicat analizei neliniare a grinzilor mixte cu interactiune partiala. Formularea are la
baza ipotezele modelului analitic Newmark si admite astfel ca placa de beton si profilul
metalic raman in contact, iar conexiunca din ele este continua. Gradele de libertate ale
nodurilor de la capetele elementului finit sunt reprezentate prin deplasarile axiale
corespunzatoare componentei de beton respectiv celei metalice, rotirea si deplasarea pe
verticald, acesti ultimi doi parametrii avand valori egale pentru ambele componente ale
elementului mixt. Conducerea analizei neliniare se face printr-un procedeu incremental-
iterativ cu control in lungimea de arc, in care matricea de rigiditate tangenta este evaluata la
inceputul fiecarui increment de incarcare. Odata determinat campul de deplasari
corespunzator fiecarei iteratii, se determina deformatiile axiale si cele datorate incovoierii n
fiecare fésie a sectiunii transversale, iar pe baza relatiilor constitutive se evalueaza tensiunile
corespunzatoare. Eforturile interioare se obtin apoi prin integrarea tensiunilor pe indltimea
sectiunii transversale, prin divizarea acesteia in mai multe fasii si aplicarea cuadraturii Gauss-
Legendre pe fiecare féasie. Deplasarea orizontald relativa dintre cele doua componente este
calculata pe baza conditiilor de compatibilitate a deplasarilor de la capetele elementului finit.
Exemplele numerice de validare evidentiaza capacitatea metodei propuse de a surprinde cu
acuratete raspunsul structural al grinzilor cu interactiune partiald, insa nu tine cont de
deformatiile unghiulare aferente grinzii Timoshenko si nu surprinde fenomenul de flamba;.

Dall’Asta & Zona [98] prezinta sintetic rezultatele unui studiu numeric prin care s-a dorit
evidentierea diferentelor ce apar intre rezultatele furnizate folosind trei tipuri de elemente
finite (EF) formulate in deplasari. Astfel, in baza conditiilor de echilibru si de compatibilitate
asociate modelului Newmark de interactiune partiala, autorii formuleaza in deplasari trei EF
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pentru analiza neliniara a grinzilor mixte cu conexiune incompletd, diferentiate prin numarul
gradelor de libertate (GDL) considerate: 8GDL (4 noduri), 10GDL (6 noduri) respectiv
16GDL (10noduri) (Fig. 2.1).

8GDL 10GDL 16GDL
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Fig. 2.1 Elemente finite formulate in deplasari cu 8GDL, 10GDL si 16GDL

Elementul cu 8GDL este cel care dispune de numarul minim de GDL necesare descrierii
campului de deplasari. Variatia deplasarilor axiale in lungul elementului se considerd a fi
liniara, iar sdgetile sunt aproximate prin polinoame Hermite de ordinul trei. EF cu 10GDL
este obtinut prin addugarea a doud noduri interioare, translatiile orizontale fiind astfel
descrise prin polinoame de gradul doi. Tn cazul elementului cu 16GDL, prin introducerea a
cate trei noduri interioare in fiecare componenta, respectiv a unui nod interior in lungul
interfetei de contact, deplasarile orizontale si verticale sunt aproximate prin polinoame
Hermite de gradul patru respectiv de gradul cinci. Eficienta si nivelul de acuratete oferit de
fiecare tip de EF este testata pe un exemplu numeric constituit dintr-o grinda mixta continua
cu doud deschideri. Pentru acelasi numar total de GDL per grinda, folosirea EF cu 8GDL
introduce erori semnificative in raspunsul structural al grinzii si, mai mult, prezinta
instabilitati numerice n cazul grinzilor caracterizate prin valori mari ale rigiditdtii conexiunii.
Aceste concluzii privind problemele si erorile ce intervin prin utilizarea EF cu 8 GDL sunt
semnalate si de Ranzi s.a. [99]. Elementele finite de ordin superior sunt capabile sa prezica
raspunsul grinzii mixte in domeniul neliniar, Insd este impusa o discretizare find rezultand
astfel un numdr mare de GDL si implicit valori insemnate ale timpilor de analiza si a
resurselor computationale utilizate. Efectele neliniaritatii geometrice si a deformatiilor
unghiulare nu sunt luate in considerare Th modelele descrise anterior. Utilizand EF cu 10GDL,
Zona s.a. [100] studiaza comportarea in domeniul neliniar a cadrelor mixte supuse actiunii
seismice. Autorii puncteazd necesitatea considerarii deformabilitdtii conexiunii profil
metalic-placa de beton, acest aspect avand un impact semnificativ asupra perioadelor de
vibratie si a deplasarilor relative de nivel. Mai mult, se aratd ca gradul de conectare prezinta
influenta majora asupra rigiditatii de ansamblu a structurii.

Ranzi s.a. [101] prezinta formularea in deplasari a unui EF cu 14GDL (6 noduri) (Fig. 2.2)
dedicat analizei grinzilor mixte In ipoteza comportarii elastice a materialelor constituente.
Spre deosebire de formuldrile anterioare, prezentul model este fundamentat pe abordarea
analitica descrisd de Adekola [44] conform careia componenta de beton si cea metalica au
rotiri si deplasari verticale distincte, luandu-se astfel in considerare separarea transversala
dintre cele doud componente. Exemplele numerice prezentate, evidentiazd ca pentru sisteme
static determinate, rezultatele (sageti maxime, variatia deplasarilor axiale relative) obtinute cu
procedeul propus nu diferd substantial fata de cele obtinute cu modelul simplificat propus de
Newmark.
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Fig. 2.2 Element fini¢ formulat in deplasari cu 14GDL

Deformatiile unghiulare ale componentei metalice sunt luate in considerare de Ranzi &
Zona [102] prin formularea de elemente finite compuse din doua componente distincte. Prima,
utilizatd pentru modelarea comportarii placii de beton este formulata in teoria Euler-Bernoulli
(EB), iar a doua, aferenta profilului metalic, este formulata in teoria de bard Timoshenko (T).
Mai mult se prezinta trei astfel de EF compuse (10GDL, 13GDL si 21GDL), diferentiate prin
numadrul GDL considerate si implicit prin gradul polinoamelor alese pentru descrierea
campului de deplasari. Comportarea otelului si a conexiunii se considera liniar-elastica, in
timp ce efectele de lungad durata asociate betonului (curgerea lentd) sunt incluse in formulare.
Un prim studiu numeric scoate in evidenta faptul ca utilizarea EF cu 10GDL atrage dupa sine
erori substantiale 1in raspunsul structural al elementului mixt analizat, datorita
continuare, studiul parametric condus pe 200 de grinzi simplu rezemate si continue, releva ca
luarea in considerare a deformatiilor unghiulare asociate componentei metalice conduce, in
general, la diferente de pana la 10% in ceea ce priveste raspunsul structural in deplasari, rotiri,
curburi, eforturi interioare fata de rezultatele obtinute cu modelul clasic Newmark. Mai mult,
diferentele mai mari sunt observate in cazul grinzilor caracterizate prin valori ridicate ale
rigiditdtii conexiunii profil-placa si efectele de lunga durata asociate betonului tind sa
minimizeze aceste diferente. Zona & Ranzi [103] realizeaza un studiu comparativ in care
testeaza abilitatea diferitelor tipuri de elemente finite formulate in deplasari de a surprinde
raspunsul neliniar al grinzilor mixte cu interactiune partiala. In acest scop sunt preluate EF cu
10GDL si 13GDL descrise de Dall’Asta & Zona [98], care nu tin cont de efectul
deformatiilor unghiulare, ambele componente ale elementului mixt fiind formulate in teoria
EB, fiind astfel denumite sintetic EB-EB. O alta categorie de EF incluse in studiu sunt cele cu
13GDL si 21GDL propuse de Ranzi & Zona [102] care iau in considerare deformatiile
unghiulare ale componentei metalice, in consecinta fiind denumite EB-T. In fine, autorii
includ in studiu si un EF cu 16GDL, a carui componente (profil metalic respectiv placa de
beton) sunt formulate in teoria de bara Timoshenko, deformatiile unghiulare fiind astfel
considerate si pentru componenta din beton. Acest ultim model, denumit T-T, nu tine cont de
interactiunea moment incovoietor-forta taietoare, ci considera doua relatii constitutive
decuplate pentru modelarea betonului. Toate EF incluse in studiu, considerda o conexiune
continud intre cele doud componente ale sistemului mixt. Analiza neliniard este condusa
printr-un procedeu incremental-iterativ cu control in deplasari. in cazul elementelor mixte a
caror cedare este datoratd Incovoierii, cele trei categorii de EF furnizeaza, in general,
rezultate care sunt in buna concordantd cu cele obtinute experimental, desi in numeroase
situatii este necesara o discretizare fina (20 de EF/grinda) pentru trasarea cu acuratete a
curbelor ce descriu variatia eforturilor interioare la diferite niveluri ale fortei concentrate
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aplicate. In cazul grinzilor scurte, dominate de cediri datorate fortelor taietoare mari, EF din
categoria EB-EB supraestimeaza grosier capacitatea portanta, chiar daca discretizarea aleasa
este find. Rezultatele obtinute in spatiul forta-deplasare prin utilizarea celorlalte doua
categorii de EF (EB-T respectiv T-T) incadreaza raspunsul experimental. Modelul EB-T
supraestimeaza raspunsul deoarece influenta fortei tdietoare asupra componentei din beton nu
este luatd in considerare, iar modelul T-T tinde sa subestimeze incarcarea capabila, datorita
relatiilor constitutive decuplate considerate pentru beton.

Ranzi & Bradford [104] rafineaza formularca EF cu 6GDL [55] respectiv cu 8GDL [56]
astfel incat sa includa efectele neliniaritdtii materialelor constituente. Spre deosebire de
formuldrile precedente, aceste EF prezintd avantajul determindrii campului de deplasari
folosind matricea de rigiditate asamblatd in concordantd cu solutia exactd a ecuatiei
diferentiale de ordinul II avand necunoscuta slip, caracteristicd modelului analitic Newmark.
Calculul neliniar este condus printr-un procedeu incremental-iterativ, iar in cadrul fiecarei
iteratii caracteristicile sectionale sunt evaluate pe baza modulilor de elasticitate secanti
corespunzatori fiecarei fasii componente a sectiunii transversale. Caracteristicile de rigiditate
aferente fiecarui EF se obtin sumarea ponderatd a caracteristicilor unui numar discret de
sectiuni transversale localizate n punctele schemei de integrare Gauss-Legendre. Pentru
obtinerea de rezultate caracterizate prin acuratete ridicata, grinzile mixte necesita divizarea in
EF al caror raport lungime-grosime sa fie 0.5, rezultand astfel un numar insemnat de EF. Mai
mult in lungul fiecarui EF se impune considerarea a 3-5 puncte de integrare.

Cas s.a. [105] prezinta formularea matematica a unui EF in cadrul careia se apeleaza la o
formd modificata a principiului lucrului mecanic virtual care are ca necunoscute deformatiile
si nu deplasirile. In consecintd, implementarea metodei presupune interpolarea curburii si a
deformatiilor axiale corespunzatoare celor doud componente, de exemplu, prin intermediul
polinoamelor Lagrange. Utilizand aceste deformatii si apeland la o serie de ecuatii
diferentiale, se determina campul de deplasari asociat EF (translatiile orizontale aferente
profilului metalic respectiv placii de beton, sdgeata si rotirea, acestea din urma considerate a
fi egale in cele doud componente). EF are opt grade de libertate exterioare (sdgeata, rotirea si
deplasarile axiale la cele doud extremitati) respectiv 3N+4 GDL interioare, unde N reprezinta
numarul de puncte de interpolare selectate. Exemplele numerice prezentate atesta capacitatea
modelului de a surprinde cu acuratete pronuntata comportarea grinzilor mixte cu interactiune
partiala, incluzand efectele neliniaritatii fizice si geometrice [106].

Liew s.a. [10] propun o metoda eficientd de analiza a cadrelor spatiale alcatuite din stalpi
metalici si grinzi mixte otel-beton supuse actiunii combinate a incarcarilor gravitationale si
laterale. Neliniaritatea fizica este luatd in considerare utilizind conceptul de articulatie
plastica, iar adoptand relatiile neliniare M-N-® propuse de Attalla [107] se i-a in considerarea
in mod aproximativ degradarea rigiditatii la Tncovoiere a sectiunilor transversale asociate
stalpilor metalici. Acelasi principiu este aplicat si in cazul grinzilor, insa relatiile M-®
propuse pentru modelarea inelasticitdtii la nivel de sectiune, introduc in mod aproximativ
efectul conectdrii partiale dintre placa de beton si profilul metalic asupra rigiditatii la
incovoiere. In vederea considerdrii dezvoltirii zonelor plastice in lungul elementului, bara
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este divizata intr-un numar de segmente, iar pentru fiecare nod interior obtinut se evalueaza
rigiditatea la incovoiere in baza relatiilor neliniare M-®. Matricea de rigiditate la nivel de
element se obtine apoi prin procedeul de condensare statica. Prin exemplele numerice de
validare prezentate, modelul propus s-a dovedit a fi unul eficient din punct de vedere
computational, oferind totodatd rezultate cu un grad acceptabil de acuratete. Dezavantajul
major al metodei prezentate constd in necesitatea cunoasterii curbelor M- @ Tnaintea
efectudrii unei analize globale.

lu [108] prezintd un procedeu de analiza a grinzilor mixte solicitate la incovoiere pura,
avand la baza modelul articulatiilor plastice punctuale cu formare graduald, plasticizarea
materialului fiind astfel concentrata in sectiunile de la extremitatile elementului, iar barele
pastreazd o comportare liniar elasticd deoarece sarcinile exterioare sunt aplicate numai in
noduri. Efectul neliniaritatii fizice este luat in considerare prin actualizarea, in functie de
nivelul de solicitare, a rigiditatii resorturilor asociate articulatiilor plastice de la capetele
elementului. Momentele incovoietoare capabile aferente domeniului elastic respectiv plastic
(necesare in formularea modelului adoptat de articulatie plastica) se evalueaza folosind
caracteristicile geometrice propuse de codul american AISC [3], tinand astfel cont in mod
aproximativ de efectele conectarii partiale dintre profilul metalic si placa de beton. Modelul
propus nu este capabil sa introduca efectele comportarii neliniare a conectorilor si necesita
divizarea grinzii in sub-elemente caracterizate prin momente incovoietoare de acelasi semn.
Acest model a fost extins de lu s.a. [12] in vederea aplicarii acestuia pentru studiul
comportarii neliniare a cadrelor mixte otel-beton. Plastificarea graduala a sectiunilor
transversale de la capetele elementului este considerata prin intermediul a doua suprafete de
plastificare N-My-M,, prima corespunzitoare initierii curgerii, respectiv cea de-a doua
aferenta plastificarii totale. Efectele neliniaritatii geometrice globale sunt luate in considerare
prin formularea Lagrangiand actualizata, deci prin modificarea configuratiei geometrice a
structurii in cadrul fiecarui increment de Incarcare. Determinarea solutiei problemei neliniare
se face prin aplicarea metodei incremental-iterative cu control in incarcari, Newton-Raphson,
astfel matricea de rigiditate a structurii fiind actualizatd in timpul fiecarei iteratii. Un
dezavantaj al acestei metode numerice constd in imposibilitatea ludrii in considerare a
fenomenelor de tip snap-back si snap-through. Acest model este completat de Iu [13] cu un
procedeu de analizd sectionald ce permite trasarea curbelor de interactiune plasticd N-My-M,.
Suplimentar, pentru interpolarea deplasarilor transversale se adoptd functii de interpolare de
ordin superior (maxim 5) care satisfac atat conditiile de compatibilitate a deformatiilor cat si
cele de echilibru a eforturilor. Acest procedeu, spre deosebire de modelele precedente,
permite considerarea efectelor datorate incarcarilor distribuite aplicate in lungul elementelor
structurii, Tnsd necesitd introducerea a doud eforturi concentrate echivalente (moment
incovoietor si fortd taietoare) la mijlocul acestora. Exemplele numerice prezentate
demonstreaza capacitatea modelului de a trasa cu suficientd acuratete curba de comportare a
stélpilor micsti si a cadrelor mixte, insa aplicarea procedeului pentru analiza grinzilor mixte
Cu conectare partiala poate furnizare rezultate nesatisfacitoare datoritd modului aproximativ
prin care se i-a in considerare conectarea incompleta dintre placa de beton si profilul metalic.
Un model similar este raportat de Lemes s.a. [109] insa acesta poate fi aplicat doar pe
structuri plane.
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Landesmann [110] propune un procedeu de analiza a elementelor si cadrelor plane mixte
bazat pe un model rafinat al articulatiilor plastice punctuale, in care relatiile sectionale
moment incovoietor — curburd parametrice in efort axial sunt determinate prin divizarea
sectiunilor transversale in fibre si determinarea eforturilor respectiv a caracteristicilor de
rigiditate sectionale aplicand un procedeu incremental. Parametrii de degradare a rigiditatii la
Tncovoiere a sectiunilor de la capetele barei, asociati unui nivel intermediar de plastificare, se
calculeaza ca raportul dintre rigiditatea la incovoiere tangenta aferentd nivelului curent de
solicitare si rigiditate elasticd la incovoiere. Acesti parametrii precum si functiile de
stabilitate conventionale afecteaza matricea de rigiditate elastici a elementului de bara.
Distributia zonelor plastice in lungul barelor supuse la forte axiale de compresiune este luata
in considerare in mod aproximativ prin utilizarea modulului de elasticitate tangent pentru
determinarea caracteristicilor de rigiditate sectionale. Modelul prezentat nu permite
includerea efectelor conectarii incomplete dintre componentele raspunsul structural al
grinzilor mixte. Mai mult, pentru obtinerea unor rezultate cu acuratete apreciabild, barele
structurii trebuie discretizate in mai multe elemente finite. Un model similar de analiza, care
ia In considerarea plastificarea graduald a sectiunilor asociate segmentelor de la capetele
elementului prin impartirea acestor sectiuni intr-un numar mare de fibre si urmarirea evolutiei
tensiunilor ca urmare a cresterii nivelului de solicitare, este propus de Ngo-Huu & Kim [111].
Tn prezenta formulare, efectul tensiunilor reziduale este luat in considerare prin atribuirea de
tensiuni initiale fiecarei fibre componente a sectiunii metalice.

2.3.2.2 Elemente finite formulate in eforturi

Salari s.a. [112,113] prezintd un EF formulat in eforturi a carui formulare are la baza
ecuatiile de echilibru si compatibilitate asociate modelului Newmark de comportare a
grinzilor mixte cu interactiune partiali. In cadrul acestei clase de EF, principalele
necunoscute sunt reprezentate de eforturile interioare a cdror variatie in lungul elementului
este descrisa in functie de eforturile nodale prin intermediul unor functii de forma.
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Fig. 2.3 Element finit formulat in eforturi

Tn Fig. 2.3 se prezinti GDL ale unui EF reprezentativ formulat in eforturi. in cazul
particular al grinzilor mixte cu interactiune incompleta, care sunt sisteme static nedeterminate
interior, distributia exacta a eforturilor interioare nu este cunoscutd decat in anumite situatii
particulare Tn care comportarea materialelor este liniar-elastica. In consecint, autorii folosesc
0 functie de interpolare cubica pentru descrierea variatiei fortei longitudinale uniform
distribuite (t(x) n Fig. 2.3), ce apare in lungul suprafetei de contact dintre placa de beton si
grinda metalicd, iar celelalte eforturi sunt apoi obtinute pe baza ecuatiilor de echilibru.
Ecuatia matriceala dintre eforturi si deplasdri pune in evidentd matricea de flexibilitate a
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elementului de bara si, in consecinta, pentru implementarea prezentei formulari in forma
standard a metodei elementului finit, este necesara inversarea matricei de flexibilitate pentru
obtinerea matricei de rigiditate asociate. Prin studiile de validare efectuate pe o serie de
elemente mixte simplu rezemate si continue, autorii demonstreaza eficienta, acuratetea si
superioritatea EF formulate in eforturi fatad de EF formulate in deplasari. Modelul a fost apoi
extins in vederea utilizarii lui pentru analiza cadrelor plane alcatuite din stalpi metalici si
grinzi mixte otel-beton [114]. Tn acest ultim model se tine cont de fisurarea betonului si de
comportarea neliniara a conectorilor.

Formularea in eforturi a unui EF, capabil sd surprindd comportarea de ansamblu a
grinzilor mixte cu conectare partiala supuse si actiunii incarcarilor distribuite, este descrisa de
Ayoub in [115]. Elementul propus este alcatuit din trei sub-elemente, doud dintre ele utilizate
pentru modelarea comportarii fizic neliniare a componentelor de beton respectiv otel, iar al
treilea este introdus pentru definirea legaturii continue dintre primele doud. Modelul admite,
in lungul elementului, o variatie liniara a momentului incovoietor si a fortei de conectare
respectiv o variatie constanta a efortului axial. Testele numerice descrise de autor evidentiaza
acuratetea si eficienta modelului Tnsa este necesara discretizarea fizicd a fiecarei bare (in
exemplele prezentate grinzile au fost divizate in 8 EF) si, mai mult, discretizarea este impusa
si la nivel de sectiune.

Spre deosebire de formuldrile precedente, in care efectele interactiunii incomplete sunt
luate Tn considerare in mod aproximativ prin utilizarea relatiilor propuse de codurile de
proiectare pentru reducerea rigiditatii la incovoiere in prezenta acestui fenomen, Valipour &
Bradford [116] prezinta o abordare mai consistentd pentru considerarea efectelor ce apar ca
urmare a lunecarilor relative dintre placa de beton si grinda metalicd. Astfel, se evalueaza
deformatia de lunecare longitudinala intr-un numar de sectiuni transversale dispuse in
punctele schemei de integrare Simpson, iar apoi se admite o variatie parabolica a acestor
deformatii pe portiunea cuprinsa intre doud puncte succesive de integrare urmand ca in final
sa se determine variatia fortelor de lunecare in lungul interfetei de contact. Cunoscand aceasta
variatie se poate determina campul de eforturi in lungul EF, utilizand relatiile de echilibru
sectional. Daca se alege un numar suficient de puncte de integrare pe lungimea fiecarui EF,
modelul traseazd cu acuratete considerabild curba de comportare a sistemelor mixte cu
interactiune incompleta, folosind un singur EF cu 4 noduri pe fiecare jumatate de grinda insa,
pentru predictia corectd a deformatiei de lunecare longitudinala la nivel de sectiune, aceasta
din urma trebuie impartita intr-o serie de fasii.

Chiorean [11] extinde modelul descris in [9] astfel incat sa poata fi utilizat pentru analiza
elementelor si cadrelor mixte plane si spatiale. Modelul propus integreazd majoritatea
particularitatilor de comportare neliniara specifice structurilor in cadre compozite otel-beton
si anume: plastificarea graduala si distribuita in sectiuni si in lungul barelor; cuplarea
neliniaritdtii fizice cu cea geometricd la nivel de element; efectul global al neliniaritatii
geometrice (deplasari si rotiri mari); comportarea liniara si neliniara a conexiunilor semi-
rigide de prindere a barelor in noduri; efectul deformatiilor de lunecare asupra rigiditatii de
ansamblu a elementelor de bara compozite; efectul imperfectiunilor mecanice (tensiuni
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reziduale); considerarea relatiilor constitutive complexe. Interactiunea dintre placa de beton si
profilul metalic (in cazul grinzilor mixte) se considera perfecta, admitand astfel o distributie
liniara si continua a deformatiilor pe indltimea sectiunilor transversale. Starea de tensiune si
deformatie a sectiunilor de control este monitorizata la nivel de fibra (punct), iar relatiile de
echilibru intre eforturile exterioare si cele interioare sunt exprimate explicit prin integrarea
tensiunilor asociate unei anumite stari de deformatii pe sectiune. Comportarea elasto-plastica
a barelor structurii se considera in cel mai evoluat mod, si anume cel al plastificarii distribuite,
prin determinarea raspunsului neliniar inelastic la nivel de element prin insumarea ponderata
a raspunsului unui numar discret de sectiuni transversale ce reprezinta puncte de control ale
starii de plastificare Tn lungul elementului si a caror localizare depinde de schema de integrare
numericd adoptatd. Pentru determinarea starii de solicitare si deformatie a structurii, sub
actiunea unui sistem oarecare de forte statice, tinandu-se seama de efectele neliniaritatii
materiale si geometrice, se aplica un calcul incremental-iterativ, Tntreaga rezolvare fiind
condusa in metoda pasilor controlati de lungimea de arc. Numeroasele studii numerice
prezentate valideaza capacitatea procedeului propus de a surprinde cu acuratete ridicata
comportarea in domeniul liniar si neliniar a sistemelor structurale alcatuite din bare cu
sectiune mixtd, utilizdnd un singur EF cu 12 GDL (2 noduri) pentru modelarea fiecarei bare
componente a structurii, reducand astfel semnificativ memoria calculator solicitata si volumul
calculelor.

2.3.2.3 Elemente finite cu formulare mixta

Ayoub & Filippou [117] descrie elementele cheie ale formuldrii unui EF dedicat analizei
neliniare a grinzilor cu sectiune mixta otel-beton. Spre deosebire de categoriile de EF
discutate n sectiunile anterioare, in acest caz se face o predictie atat asupra variatiei campului
de deplasari cat si asupra variatiei campului de eforturi din lungul elementului, iar formularea
mixta consta in utilizarea formei integrale a ecuatiilor de echilibru si compatibilitate asociate
grinzilor compozite cu interactiune incompletd. Ecuatiile de echilibru ce stau la baza
modelului sunt formulate in concordantd cu modelul de interactiune partiald propus de
Adekola [44] si, in consecintd, se tine cont si de posibilitatea de separare in plan transversal a
componentelor grinzii compozite. EF descris dispune de 10 GDL (6 noduri) in termeni de
deplaséri si 6 GDL (4 noduri) in termeni de eforturi, asa cum se poate observa in Fig. 2.4.
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Fig. 2.4 Element finit cu formulare mixta

Variatia deplasarilor axiale in cele doua componente se aproximeaza prin functii de
interpolare de gradul Il in timp ce distributia sagetilor in lungul elementului este definitd prin
polinoame Hermite de ordinul I1l. Tn ceea ce priveste eforturile (momentul incovoietor
respectiv eforturile axiale din placa de beton si din profilul metalic), acestea se considera a
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avea variatie liniara pe lungimea EF. Efectele neliniaritatii fizice sunt luate in considerare la
nivel de sectiune prin divizarea acesteia intr-un in fasii si atribuirea de curbe constitutive
neliniare fiecarei portiuni componente a sectiunii. Studiile de validare atesta superioritatea EF
cu formulare mixta fatd de EF formulate in deplasari, cele din prima categorie fiind capabile
sd traseze cu acuratete ridicatda atat rdspunsul in eforturi cat si In deformatii, folosind un
numar redus de EF (cel mult 4 EF/bara au fost utilizate in exemplele prezentate).

Spre deosebire de EF descris anterior, in formularea caruia se admit functii de interpolare
in doua campuri distincte (deplasari si eforturi), Dall’Asta & Zona [118,119] propun un EF
cu formulare mixta in care se recurge la functii de interpolare pentru descrierea variabilelor
cuprinse in trei cdmpuri distincte si anume: deplasari, deformatii si eforturi. Asumand o
variatie particulara a campului de deplasari, sunt posibile diferite variante in ceea ce priveste
reprezentarea variatiei variabilelor independente apartinand celorlalte doud campuri. Astfel,
in prezenta formulare, campul deplasdrilor este aproximat folosind aceleasi functii de
interpolare ca in modelul precedent, deformatiile axiale si curbura admit variatie liniara, iar
lunecarea relativd dintre componente este aproximata in lungul EF prin polinoame de ordinul
I1. Campul de forte (eforturi axiale in cele doua componente, moment incovoietor si efort de
lunecare Tn lungul interfetei de contact) este definit prin functii de interpolare de acelasi ordin
cu cele acceptate pentru descrierea variatiei deformatiilor. Trebuie mentionat, cd autorii au
optat pentru aceastd formulare mixtd in vederea imbunatatirii predictiei variatiei eforturilor in
domeniul neliniar de comportare si nu pentru eliminarea unor probleme numerice ce apar in
cazul anumitor EF formulate in deplasari. De altfel, performantele EF cu formulare mixta si
cu formulare in deplasdri, in ceea ce priveste sensibilitatea la instabilitati numerice
caracteristice EF dedicate analizei grinzilor mixte cu interactiune partiald, sunt studiate de
Dall’Asta & Zona in [120].

Nguyen s.a. [121] propun un EF cu formulare mixta, asemanator cu cel propus de Ayoub
& Filippou [117] dar care prezintd doar 8 GDL in termeni de deplasari respectiv 4 GDL in
termeni de eforturi. O altd deosebire fata de modelul amintit consta n considerarea discreta si
nu continud a conexiunii dintre placa de beton si grinda metalica, acest aspect conducand
automat la necesitatea considerdrii de noduri interioare in punctele de amplasare a
conectorilor. Matricea de rigiditate globala a barei se obtine prin asamblarea matricelor de
rigiditate a EF (formulate fara a tine cont de caracteristicile conexiunii) cu matricele de
rigiditate aferente conectorilor. Modelul propus surprinde cu acuratete ridicata comportarea
grinzilor mixte Insd este necesara discretizarea find a elementelor analizate (in studiile
numerice prezentate, grinzile mixte au fost simulate utilizand intre 80 si 139 de elemente).

2.4 Concluzii partiale

Tn urma acestui studiu se constati actualitatea tematicii abordate in prezenta lucrare, atat in
ceea ce priveste studiile experimentale cat mai cu seama cu privire la abordarile numerice.
Desi studiile cu privire la dezvoltarea unor modele de calcul performante capabile sa releve
principalele particularitati de comportare ale structurilor compozite otel-beton sunt intinse pe
o perioada semnificativda de timp, putem concluziona ca anumite aspecte specifice
comportirii neliniare ale acestor tipuri de structuri nu sunt complet solutionate. In acest sens
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putem evidentia in primul rand lipsa unui model consistent si eficient din punct de vedere
computational care sd permitd abordarea structurilor compozite reale de mari dimensiuni si
totodata capabil sa surprinda efectele actiunii compozite partiale, a efectelor locale ale
neliniaritdtii geometrice, comportarea neliniard complexa la nivelul interfetei de contact Intre
dala de beton si profilul metalic (in cazul grinzilor compozite), considerarea cu acuratete
ridicata a formei geometrice sectionale precum si a comportarii neliniare a conexiunilor semi-
rigide de prindere a barelor in noduri. Majoritatea procedeelor numerice consacrate sunt
bazate pe metoda elementelor finite cu interpolarea deplasarilor sau a eforturilor necesitand
astfel fie un numar semnificativ de elemente pentru atingerea unui nivel de acuratete dorit
(interpolarea deplasarilor) fie asumarea unor aproximatii pentru predictia campului de
deplasari sau deformatii in interiorul elementului (interpolarea eforturilor). Desi au fost facuti
pasi importanti in ultimul timp in dezvoltarea si consolidarea metodelor bazate pe formularea
in eforturi (,,flexibility based approach”) principalul dezavantaj al acestor metode rezida in
faptul ca elementele dezvoltate necesitd noduri atat in dala de beton cat si in profilul metalic
pentru surprinderea efectelor interactiunii partiale. Aceasta abordare, pe langa faptul ca poate
conduce la o crestere a numarului gradelor de libertate fatd de modelul clasic al barei drepte
de tip cadru (cu 2 noduri), genereaza complicatii in integrarea efectelor conexiunilor
semirigide de prindere a barelor in noduri. De asemenea, mai poate fi remarcat faptul ca
efectele fortei taietoare (includerea deformatiilor de lunecare transversald) asupra capacitatii
de deformabilitate si de rezistenta a grinzilor compozite reprezintd un subiect de actualitate,
in general aceste efecte sunt modelate fie direct in exprimarea ecuatiilor diferentiale de
echilibru Tn domeniul elastic de comportare fie grefat Tn extinderea unor modele complexe
bazate pe metoda elementelor finite. Foarte putine studii, dupa cunostintele noastre, incearca
o analiza globala, prin definirea unui modul de rigiditate transversal echivalent inclus in
relatiile de echilibru la nivel de element, evitand astfel complicatiile asociate definirii unor
grade de libertate suplimentare asa cum sunt previzute in metoda elementelor finite. In ceea
ce priveste modelarea comportirii elasto-plastice, modelele de calcul sunt grupate in doua
categorii, cele bazate pe conceptul de plastificare concentratd respectiv pe conceptul de
plastificare distribuitd. Cele din prima categorie incearcd rafinarea modelelor ce cuantifica
plastificarea prin articulatii plastice, simuland formarea graduala a acestora si a plastificarii in
lungul elementului, respectiv pe baza unor relatii empirice incearcd cuantificarea efectului
actiunii compozite partiale. Modelarea explicitd a formarii graduale a zonelor plastice la nivel
sectional si in lungul elementului reprezintd caracteristicile de baza ale metodelor din cea de-
a doua categorie. Tn final, mai trebuie remarcat ca efectele imperfectiunilor geometrice si
mecanice (tensiuni reziduale Tn cazul profilelor metalice) precum si analiza detaliata a formei
geometrice sectionale sunt aspecte putin tratate in literatura de specialitate, desi asa cum se va
demonstra pe parcursul prezentei lucrari acestea pot afecta atat capacitatea de deformabilitate
cat si cea de rezistenta a elementelor compozite otel-beton.
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3 Prescriptii ale principalelor norme de proiectare asupra calculului
elementelor mixte otel-beton

Tn cadrul acestui capitol se doreste prezentarea principalelor prevederi referitoare la modul de
analizd si de calcul a elementelor cu sectiune mixta otel-beton. Analiza prezentata in
continuare vizeaza prevederile principalelor norme de proiectare utilizate pe de-0 parte de
inginerii proiectanti de structuri, iar pe de alta parte de comunitatea stiintifica. Studiul acestor
norme, care adeseori au un caracter mai mult aplicativ decat fundamental, fiind indeosebi
dedicate activitatii de proiectare, poate fi deosebit de important deoarece furnizeaza metode
simplificate de calcul care pot constitui baza unor metode avansate de analiza. Pe parcursul
acestui capitol se va face trimitere la urmatoarele norme:
o EN 1994-1-1:2006 Proiectarea structurilor compozite din otel si beton. Reguli generale
si reguli pentru cladiri [1]

e AS 2327.1:2003 Australian Standard: Composite structures. Simply supported beams
[2].

e ANSI/AISC 360-10:2010 American Institute of Steel Construction. Specification for
Structural Steel Buidings [3]

o GB 50017-2003 National Standard of the People’s Republic of China. Code for Design
of Steel Structures [122]

Deoarece, asa cum se va vedea in capitolele urmitoare, studiile intreprinse sunt
concentrate asupra comportarii elementelor (grinzilor) cu conectare/interactiune partiala, si in
cadrul acestui capitol accentul se va pune pe prevederile, descrise in normele mai sus
mentionate, referitoare la filozofia de calcul a acestor tipuri de elemente. In aceasti categorie
se inscriu mai ales grinzile mixte a cdror actiune compozitd este asigurata prin folosirea unor
dispozitive mecanice de conectare cum ar fi, de exemplu, conectorii de tip dorn cu cap. In
cazul stalpilor, analiza, atat in starea limita de serviciu cat si in starea limita ultima, se
conduce, in majoritatea cazurilor, in ipoteza interactiunii totale dintre componenta de beton si
cea metalica [123]. Aceasta ipoteza este una rezonabila deoarece aria de contact dintre cele
doua materiale este relativ mare rezultand astfel o aderenta considerabila intre componente si
tensiuni relativ mici la interfata de contact dintre ele. Consecinta acestei ipoteze rezida in
distributia liniara a deformatiilor pe intreaga sectiune, fara discontinuitati in dreptul zonelor
de contact dintre componente. Pe de alta parte, in cazul grinzilor mixte otel-beton, aceasta
ipoteza a interactiunii totale dintre componente nu mai este Tn general valabild, starea de
tensiune si deformatie a acestor elemente fiind in stransa legatura cu tipul si modul de
comportare al dispozitivelor mecanice de conectare utilizate pentru obtinerea efectului
compozit dintre beton si otel. Bine-nteles, aici ne referim la cazul grinzilor mixte alcatuite
dintr-un profil metalic si o placa de beton aflate in contact, dar fara inglobarea partiala sau
totald a profilului in componenta de beton. In acest ultim caz, actiunea compoziti este
dobandita in principal prin aderenta naturald manifestata intre componente. In prezent exista
o varietate larga de dispozitive mecanice de conectare, ce se diferentiazd prin forma,
dimensiune si mod de fixare, insa toate prezintd urmatoarele similitudini: au in componenta
piese dedicate transmiterii fortelor de lunecare longitudinala, au in componenta piese dedicate
preluarii fortelor normale la suprafata de contact, prevenind astfel separarea dintre
componente, si toate aceste componente induc forte concentrate semnificative In componenta
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(dala) de beton. Tn studiile si analizele descrise in aceasta lucrare, dispozitivele de conectare
dispuse la interfata de contact dintre grinda metalica si dala de beton sunt de tipul gujoanelor
(dornurilor cu cap) care, prezinta ductilitate sporitd in spatiul fortd-lunecare relativa fatd de
cazul conectorilor de tip tacheti (Fig. 3.1).

Sll,l Su,z S
Fig. 3.1 Curbe caracteristice de comportare a conectorilor

Premergator prezentarii si comentdrii principalelor prescriptii prevazute in normele
curente de proiectare, se va face o scurtd trecere in revistd a principalelor concepte ce
definesc modul de comportare a grinzilor mixte otel-beton: interactiune respectiv conectare
intre profilul metalic si placa de beton. Consideram necesara aceasta sectiune, deoarece in
multe studii nu se face distinctie intre cele doua notiuni (desi aceasta exista si e bine definita),
de multe ori fiind folosite aleatoriu in acelasi context. Asa cum se va prezenta in continuare
cele doud notiuni deriva din exprimarea conditiilor de echilibru sectionale si a celor de
compatibilitate a deformatiilor.

3.1 Echilibru. Grad de conectare.

Exprimarea echilibrului se va descrie pentru cazul unei sectiuni transversale compozite otel-
beton, solicitatd de un moment incovoietor pozitiv, aflata la distanta X fata de o extremitate a
elementului mixt. Fie grinda mixta din pentru care se prezintd succesiv vederea laterala a
grinzii, sectiunea transversala, distributia tensiunilor pe inaltimea sectiunii si eforturile
interioare rezultante in cele doua componente, in stadiul elasto-plastic de comportare.
Exprimand ecuatia de echilibru pe orizontala se obtine urmatoarea relatie:

N, =N, (3.1)
unde N si Ns reprezinta rezultantele tensiunilor normale din componenta de beton respectiv
din cea de otel. Exprimand apoi conditia de echilibru a momentelor incovoietoare, suntem
condusi la expresia urmatoare:

h, h
M=M_+M,+N_ | =+ 3.2
(%42] @2
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unde M. si Ms reprezintd momentul incovoietor interior din placa de beton respectiv din
profilul metalic, iar he si hs denota grosimea componentei de beton respectiv inaltimea
profilului metalic.

A distributia
. e y - .
> conectori ductili : ’\ /ll\ B 1 érlﬁlunllorN M,
7 _ 5
w (bl f > N <—)
o 7(_1\11: axa |~ neutrd

axa
Z M, -0
S —
Ng ¢

Fig. 3.2 Grinda mixta otel-beton. Distributia tensiunilor normale pe sectiune.

Scriind apoi echilibrul pe orizontald doar pentru componenta de beton (Fig. 3.2) se obtine
urmatoarea relatie intre efortul axial din placa de beton corespunzator sectiunii X si suma
fortelor de forfecare din conectorii dispusi pe distanta curenta X, notatd cu Ny:

N_ =N, 3.3)
unde :
N = Py (3.4)
j=1

sl unde n reprezintd numarul de conectori dispusi pe distanta X, iar P reprezinta forta de
forfecare din conectorul j. Folosind relatia (3.3), expresia (3.2) devine:

h. h
M=M_+M_+N,|=2+= 35
e[ -

Se observda acum cu usurintd cd valoarea momentului Incovoietor depinde de capacitatea
portantd a conectorilor prin ultimul termen al sumei din relatia (3.5). Se poate astfel afirma ca
acest ultim termen din expresia momentului Incovoietor reprezintad contributia actiunii
compozite dintre componenta de beton si cea metalica.

Trecand acum la stadiul plastic de comportare, corespunzator stirii limitd ultime, se
disting trei situatii posibile pentru distributia tensiunilor si a deformatiilor (Fig. 3.3) in functie
de valorile Ncpi, Nspi si Nipi corespunzatoare acestui stadiu. Schematizarea prezentatd in Fig.
Fig. 3.3.a este asociata cazului in care capacitatea portanta a profilului metalic Nsp este mai
micd decat capacitatea portanta a componentei de beton Ny si capacitatea portanta a
conectorilor N p este superioara efortului Ns i, conectorii fiind astfel capabili sa preia efortul
din componenta de beton, care in conformitate cu relatia (3.5) este egala in acest caz cu Nspi.
Aceste conditii corespund cazului conectarii totale deoarece capacitatea portantd a
conectorilor nu influenteaza capacitatea portanta a elementului mixt. Asa cum se observa, in
acest caz axa neutrd este localizatd in dala de beton. Dacd 1nsa, Nsp < Ncpi dar Nppi < Nspi
(Fig. 3.3.b) atunci ne situam 1in conditiile conectarii partiale deoarece conectorii nu pot
transmite Tn intregime efortul Nsp dalei de beton, ci doar o fractiune din aceasta egala cu Ny p.
Astfel efortul axial din beton va fi N, iar pentru respectarea echilibrului, efortul din profilul
metalic va fi tot P_p. Spre deosebire de cazul precedent (Fig. 3.3.a) se observa existenta a
doud axe neutre, prima in beton respectiv cea de-a doua, in profilul metalic. Un rationament
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similar poate fi condus si pentru cazul Nsp > Ncpi. Astfel, daca suplimentar Nip > Nepi (Fig.
3.3.C) atunci ne situdm in conditiile conectarii totale, axa neutrd fiind localizatd de aceasta
datd in profilul metalic. In schimb, dacd Ny p < Ngp atunci situatia este similara cu cea
prezentatd in (Fig. 3.3.b), conectarea dintre componenta de beton si cea metalica fiind

partiala, capacitatea de rezistenta a elementului mixt fiind influentata de capacitatea portanta
a conectorilor.

distribufia distributia
tensiunilor deformafiilor
Cazul 1: N> Ngpio Np > Ngp—conectare totala
f
1\}’ 772'77777:‘:[ Nc,pl: Nspl
h, s T 7 -5 e Rl e i e e ———
/ N ____axancutra
v
h| ->  — |+
S, N 1
8,
aQa v @ =m0
f
Cazul 2: N p> Ngpis Nppi< Ngp—>conectare partiald
Ay fo N=N
i T c,pl L,pl EEE
h o —————m- ¢ [le—_ " P
axa neutrd din placa /|

e axa neuird din profil
hs AS —-> Ns,pl: NL,pl + P ¢
b' ¥ ' L e e e oo
i
Cazul 3: N ;<< Ngpi; Nepr< Np pi—conectare totala
Ay f.
i __Zr___ NC,pl _________
h, « T - > - |— ?gﬁ
¥ . N
LY, = .
A Z — axa neutra
hs As - Ns,pl Nc pl + ¢
C. v =
&

Fig. 3.3 Distributii tipice de tensiuni si deformatii

Analizand cele trei cazuri prezentate anterior, se poate concluziona cd in situatia conectarii
totale, pe sectiune se poate distinge o singura axa neutrd, in timp ce corespunzitor situatiei
conectarii partiale, se disting doud axe neutre. Mai mult, se poate deduce cd, pentru
asigurarea comectarii totale, conectorii trebuie sa aiba capacitatea portantda mai mare decat
valoarea minima dintre efortul axial capabil al dalei de beton si cel al profilului metalic:

Nl_fsfnl 2 min(Nc,pl’Ns,pl) (3.6)
unde, in mod curent (conform normei europene):

Ns,pl :Asfs (3 7)

N, =0.85A f, '

Tn calculul efortului axial capabil al dalei de beton N s-a neglijat aportul betonului intins. Tn
conformitate cu cele discutate anterior se poate defini gradul de conectare # ca fiind raportul
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dintre capacitatea portantd a conectorilor dispusi pe o lungime criticd si valoarea fortei de

lunecare care asigura conectarea totala:
N L
_ L
n= N (3.8)
L,pl

Considerand ca toti conectorii au aceeasi fortd de lunecare capabild, relatia 3.8 poate fi

exprimata sub o altad forma astfel:

n= e (3.9)
C
fsc

unde n, este numarul efectiv de conectori dispusi pe lungimea critica, iar n.>° reprezinta
numarul de conectori necesari asigurarii conectarii totale. Trebuie subliniat faptul ca gradul
de conectare este guvernat de rezistenta dispozitivelor de conectare (conectorilor) utilizate.
Mai mult, in analiza anterioara, conectorii s-au considerat ductili (Fig. 3.1), capacitatea de

lunecare a acestora nefiind atinsa.

3.2 Compatibilitate. Grad de interactiune.

Modul de comportare al unei grinzi mixte otel-beton este direct influentat de capacitatea de
deformabilitate a elementelor de conectare folosite (Fig. 3.1).

distributia

::\ y deformatiilor
n] e Z Ve
7 4
hs —= 45 4
ik
« i
(]

Fig. 3.4 llustrarea lunecadrii si a deformatiei de lunecare longitudinale

Fie grinda mixta din Fig. 3.4, a cdrei conexiune dintre beton si otel se realizeazd prin
intermediul unor conectori ductili. Tn stare initiald, neincircata, se considera sectiunea
transversald 1234, punctele 2 si 3 fiind adiacente interfetei de contact dintre cele doua
componente. Aplicarea unei incarcari transversale atrage dupa sine o deplasare relativa intre
cele doua componente (Fig. 3.4.b), punctele 2 si 3 nemaifiind aliniate, asa cum se intimpla in
starea initiala (Fig. 3.4.a). Aceasta deplasare relativda poartda denumirea de lunecare
longitudinald si se poate exprima ca diferenta dintre deplasarea relativd a punctului 2
apartinand dalei de beton, u., respectiv a punctului 3 apartinand profilului metalic, ug:

S=u, —u, (3.10)
Aceasta modificare a configuratiei de la nivelul interfetei de contact dintre cele doud
componente, poate fi cuantificatd si prin intermediul deformatiilor distincte manifestate in
zona de contact. Tn acest sens, in Fig. 3.4.c se prezinti distributia deformatiilor datorate
incovoierii, pe indltimea sectiunii transversale, trasata in ipoteza curburilor egale in cele doua
sub-elemente. Se observa o discontinuitate in aceasta distributie a deformatiilor, manifestata
in dreptul interfetei de contact, si datoratd tocmai lunecarii relative dintre componente. Se
poate astfel evalua deformatia de lunecare longitudinala astfel:
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_ds
slip dX
unde &, i, reprezintd deformatia din beton de la nivelul interfetei de contact, iar & g, este

€ =&c_inf ~€s_sup (3.11)

deformatia din otel de la acelasi nivel. Deformatia &g, este in directd dependentd cu

rigiditatea conexiunii si implicit cu rigiditatea conectorilor. In functie de marimea acestei
deformatii, se disting trei cazuri ale nivelului de interactiune dintre beton si otel, schematizate
in Fig. 3.5.

Cazul 1: fara interactiune distributia
deformatiilor

Cazul 2: interactiune totala

Cazul 3: interactiune partiala

Fig. 3.5 Situayii de interactiune

Primul caz (Fig. 3.5.a), denumit sintetic fara interactiune, corespunde situatiei in care nu se
dispun elemente de conectare intre beton si otel, astfel rigiditatea conexiunii fiind practic zero
(neglijand aderenta naturala dintre componente). In acest caz efectul compozit nu este
manifestat, ansamblul fiind compus din doud elemente independente solicitate la incovoiere.
La cealalta extrema se situeaza cazul teoretic in care numarul conectorilor dispusi confera
rigiditate infinitd conexiunii, neexistand astfel lunecari relative intre componente, obtinandu-
se, prin urmare, interactiune totala sau completa (Fig. 3.5.b) intre dala de beton si profilul
metalic. Consecinta acestei situatii se rasfrange asupra continuitatii distributiei deformatiilor,
gqip fiind zero. Interactiunea partiala (Fig. 3.5.c) corespunde unei situatii intermediare, in

care conectorii dispusi confera un anumit nivel de rigiditate al conexiunii, insd, cu toate
acestea, n distributia deformatiilor pe indltimea sectiunii se observa o discontinuitate in
dreptul interfetei de contact dintre componente, care spre deosebire de cazul fara interactiune,
se Inregistreaza intre deformatii de acelasi semn, rezultand astfel un &g;, mai mic. Tn urma

acestei analize se poate afirma ca gradul de interactiune este asociat cu caracteristica de
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rigiditate a conectorilor, in timp ce gradul de conectare este asociat cu rezistenta acestora.
Totusi aceste concepte sunt interdependente deoarece sporirea numarul de conectori dispusi
intr-un element (grinda) are ca afect atat cresterea rezistentei cat si a rigiditatii conexiunii.
Acest aspect poate fi observat si prin analiza distributiei deformatiilor prezentate in Fig. 3.3
pentru conectarea totala respectiv partiala. Astfel, in cazul conectarii totale discontinuitatea
deformatiilor de la nivelul interfetei de contact implica deformatii de acelasi semn in
componenta de beton respectiv cea metalica, acest lucru fiind cauzat de existenta unei singure
axe neutre. Situatia conectarii partiale implica existenta a doud axe neutre si, in consecinta,
saltul din distributia deformatiilor se produce intre deformatii de semne contrare. Prin urmare,
putem afirma c@ &, este semnificativ mai mare in cazul grinzilor mixte cu conectare

partiala fata de cel al grinzilor mixte cu conectare totala. Totodata, distributiile deformatiilor
prezentate in Fig. 3.3 indica faptul ca interactiunea dintre dala si profil este parfiala chiar si
in cazul conectarii totale.

3.3 Prevederi asupra grinzilor mixte otel-beton

In cele ce urmeaza se prezintd sintetic principale prescriptii de calcul referitoare la grinzile
mixte otel-beton obisnuite, compuse dintr-o placa de beton (sau beton armat) rezemata pe un
profil metalic. Efectul compozit se considera a fi obtinut prin dispunerea unor conectori
ductili de tip dorn cu cap in lungul interfetei de contact dintre cele doua componente.
Prevederile ce urmeaza a fi amintite se refera la calculul grinzilor mixte in starea limita
ultima si in starea limita de serviciu.

3.3.1 Starea limiti ultima

O ramura importantd a calculului in starea limitd ultimd este reprezentatd de determinarea
capacitatii de rezistentd a sectiunilor transversale critice considerate a fi sectiunile de moment
incovoietor maxim, cele de reazem, cele supuse la forte concentrate respectiv cele in care are
loc 0 modificare brusca a geometriei sectiunii. Prin lungime critica, intelegem distanta dintre
doua sectiuni critice succesive.

3.3.1.1 Latimea efectiva de placa

Latimea efectiva de placa bes, necesara in calculul de rezistenta al grinzilor mixte otel-beton,
reprezintd latimea echivalentd pe care tensiunile normale din placa de beton se considera
constante si egale cu tensiunea maxima din placa respectiva. Rezultanta acestor tensiuni
obtinutd prin integrarea acestora pe latimea ber este egald cu rezultanta determinatd prin
integrarea variatiei reale a tensiunilor normale pe latimea B (Fig. 3.6). Aceasta latime efectiva
este influentata de o serie de parametrii si determinarea ei cu maxima rigurozitate este extrem
de dificila, insa codurile de proiectare furnizeaza relatii simplificate pentru calculul acesteia.
Astfel, pentru cazul general al unei grinzi intermediare de planseu, latimea efectiva de placa
poate fi calculata astfel:

by = béﬁ + besz (3.12)
unde, conform normei europene [1] si americane [3]:
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si unde L reprezintd distanta aproximativa dintre doud sectiuni succesive de moment

(Lgs b
bl — min| —L 2L (3.13)
8
incovoietor nul. Norma australiand [2] prevede urmatoarea relatie pentru b;ffz) :

8 2 2

unde hc reprezinta grosimea placii de beton, iar bs denota latimea talpii superioare a profilului
metalic. Codul chinez [122] propune o relatie aseméanatoare:

Ly by b
bi® — min[ﬂ,ﬁ,—erShc) (3.14)

Ly Dy D
b2 — min| — 1@ ~* | 6h 3.15
eff 6 2 2 c ( )
B
variafia constantd a tensiunilor b, 7 variatia real3 a tensiunilor
normale in placa de beton <] bl 32 normale in placa de beton
acceptatd pe lafimea by eff eff — pe litimea B
/—\\ i — /N
| autilll |
\
[ i : ;
| | | _ihe
by
- -
b1 | b,

Fig. 3.6 Ldtimea efectiva de placa
3.3.1.2 Momentul incovoietor capabil

Tn toate codurile de proiectare mai sus mentionate, momentului incovoietor capabil, pozitiv
sau negativ, se determind pe baza unei analize rigid-plastice n care se admit urmatoarele
ipoteze:

e sectiunea efectiva de otel este plastificata in intregime;

e armadturile sunt solicitate de un efort unitar egal cu rezistenta la intindere/compresiune;

e 1n calculul momentului incovoietor capabil pozitiv, se neglijeaza aportul armaturilor

din placa de beton;

e tensiunile din betonul comprimat sunt egale cu rezistenta la compresiune;

e aportul betonului Tntins este neglijat;

e conectorii si-au atins capacitatea de rezistenta, insa nu ti-au atins lunecarile maxime;
o flambajul local si general al componentei metalice este impiedicat.

In vederea aplicarii analizei rigid-plastice pentru evaluarea momentului Tncovoietor
capabil, sectiunile transversale trebuie sa detind capacitate de rotire suficienta, in EC 4 [1]
aceasta conditie fiind indepliniti de sectiunile incadrate in clasa 1 sau 2. In caz contrar,
determinarea momentului capabil se efectueaza printr-o analiza elastica, n cadrul careia
sectiunea mixta este transformata intr-0 sectiune echivalenta de otel pe baza coeficientului de
echivalenta [1]. Analiza plastica poate fi utilizata pentru determinarea momentului capabil
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pozitiv, atdt pentru sectiunile cu conectare totala cét si pentru cele cu conectare partiala.
Diferenta majora intre cele doua situatii se reflecta in valoarea efortului axial din dala de
beton. Astfel, pentru cazul conectarii totale, efortul axial de compresiune din dala de beton,
N, nu este influentat de capacitatea portanti a conectorilor, si se calculeazd in mod
obisnuit ca fiind produsul dintre aria de beton comprimata si efortul unitar de compresiune
(considerat a fi 0.85-f in norma EC4 [1], unde f. reprezinta rezistenta de calcul la
compresiune a betonului). In celdlalt caz, al conectarii partiale, efortul axial din dala de
beton, NP*, este influentat de capacitatea portanta a conectorilor dispusi pe lungimea critica,
si se calculeaza ca fiind o fractiune din efortul axial din dala de beton calculat in conditiile
conectarii totale:

NP =n N (3.16)
Tn calculul momentului incovoietor capabil negativ, codurile de proiectare, amintite Tn acest
capitol al lucrarii, impun asigurarea conectarii totale intre placa de beton si grinda metalica.
Astfel, conectorii dispusi pe lungimea critica aferenta sectiunii de calcul trebuie sa detina
capacitate portantd superioara eforului axial maxim din armaturile longitudinale dispuse in
zona de moment negativ.

a. Moment Incov oietor pozitiv-conectare totala distributia
begr tensiunilor

f
b. Moment Incovoietor pozitiv-conectare partiala

beff

[ _axaneutrs  [-J¢&— " ° ] -
__dinplacd __ | __. N 2-N,,
e s axa neutrs_ S e— 2 [ - |e—
I din profil f, = 2-f,
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Nsl :
77777777777777777 . L

beff

Fig. 3.7 Distributii plastice de tensiuni normale pentru determinarea momentului incovoietor capabil

Betonul fiind fisurat nu se i-a in considerare la preluarea momentului Tncovoietor, el avand
doar rolul unui mediu de legdtura intre conectori si armaturi. Rigiditatea redusd a betonului in
stadiul fisurat este unul dintre motivele care stau in spatele impunerii conectarii totale in zone
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solicitate la moment Tncovoietor negativ desi in literatura de specialitate se regasesc studii
care indica faptul ca utilizarea conectarii partiale In aceste zone nu conduce la efecte
nefavorabile [124]. Tn Fig. 3.7 se prezinti trei situatii posibile de distributii plastice ale
eforturilor unitare, aferente cazurilor discutate anterior. Astfel Fig. 3.7 a si Fig. 3.7 b prezinta
distributii plastice uzuale pentru determinarea momentului incovoietor pozitiv capabil al unei
Sectiuni cu conectare totala respectiv conectare partiala. Fig. 3.7 ¢ prezinta distributia
tensiunilor aferentd unei sectiuni cU conectare totald, solicitatd la moment incovoietor
negativ. Tn fiecare din cele trei cazuri prezentate In Fig. 3.7, momentul incovoietor capabil al
sectiunii se determind prin scrierea unei ecuatii de echilibru a momentelor incovoietoare in
raport cu un punct ales convenabil. Distributii similare pot fi trasate pentru alte pozitii ale
axei (axelor) neutre. Analizdnd Fig. 3.7 b, se poate deduce cu usurintda ca momentul
ncovoietor capabil al unei sectiuni scade odati cu reducerea gradului de conectare #. Tn acest
sens, in Fig. 3.8 se prezintd variatia momentului plastic pozitiv in functie de gradul de
conectare dintre placa de beton si profilul metalic.

8
Mpslc _________________________

0.3
Myl - T

variatie 'exactd' °
variatie simplificatd EC4
My Voo
variatie simplificatd AS 2327.1
0.0 0.5 1.0 n

Fig. 3.8 Variatia momentului plastic pozitiv in functie de gradul de conectare

Cu linie continua este reprezentd variatia parabolicda a momentului incovoietor capabil
pozitiv, rezultata printr-un calcul plastic pentru diferite valori ale gradului de conectare .
Norma europeand acceptd, in mod aproximativ, calcularea momentului plastic al unei sectiuni
Ccu conectare partiald (#<1/), prin interpolare liniara intre momentul capabil al sectiunii de otel

M, si momentul capabil asociat sectiunii compozite cu conectare totala M g?c . De asemenea,

si standardul australian admite o variatie simplificata pentru calculul M ,, dar biliniara de

pl>
aceasta data, care asa cum se observa descrie mai riguros decéat codul EC4 variatia reald a
momentului Tncovoietor capabil al grinzilor cu conectare partiala.

Prescriptiile privind calculul si analiza grinzilor mixte continue sunt extrem de limitate. In
toate codurile amintite se permite utilizarea analizei rigid-plastice pentru determinarea
eforturilor capabile, insa prevederi suplimentare nu sunt prevazute in codul american [3],
australian [2] si chinez [122]. Norma europeana [1] impune anumite conditii pentru folosirea
analizei rigid-plastice, referitoare la clasa sectiunilor transversale in zona de moment pozitiv
respectiv negativ, la diferentele admise intre deschiderile vecine si la modul de conformare a
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grinzii astfel incat pierderea stabilitdtii tilpii comprimate sd nu fie posibila. Pentru cazul
sectiunilor transversale clasificate ca fiind de clasa 2, 3 sau 4, se impune utilizarea unei
analize elastice cu redistribuirea momentelor, pentru determinarea eforturilor capabile la
incovoiere. Efectul fisurarii betonului pe zona aferentd reazemelor intermediare se introduce
prin neglijarea betonului Tn calculul momentului de inertie.

3.3.1.3 Forta taietoare capabila

Toate normele de proiectare, considera in mod simplificat cd forta tdietoare este preluatd in
totalitate de inima profilului metalic, neglijand in acest fel contributia placii de beton Tn ceea
ce priveste calculul la forta taietoare. Astfel, capacitatea portanta la forfecare (forta taietoare
capabild) se determina astfel:

Ta=Af (3.17)
unde A, reprezinta aria inimii profilului iar fy, reprezinta rezistenta la forfecare a otelului.
Aceasti abordare conduce evident la o proiectare conservativa a grinzilor mixte otel-beton. Tn
literatura de specialitate pot fi consultate studii care indicd aportul componentei de beton in
valoarea fortei taietoare capabile a sectiunii mixte [125].

Norma europeanda EC4 [1] si cea australiana AS 2327.1 [2] impun considerarea influentei
fortei taietoare asupra momentului incovoietor capabil in cazul in care forta taietoarea
exterioard T este mai mare decat jumatate din forta tdietoare capabild Ty calculata cu relatia
3.17. Fig. 3.9 prezinta curbele de interactiune moment incovoietor-forta taietoare propuse de
cele doud norme mai sus amintite.

T
T,
AS23271
05Ty |
p ;
M;; Mpi M:ai

Fig. 3.9 Curba de interactiune moment-forta taietoare

Se observa ca norma europeand recomandd o interpolare parabolicd pentru determinarea

momentului Tncovoietor redus M , descrisa de urmatoarea relaie:

2
2-T
—-1 3.18
= (3.18)

pl

Mo =M, +(M, -M

pl

unde M ;l reprezintd plastic rezistent al sectiunii mixte calculat fard a lua in considerare

aportul inimii profilului metalic. Norma australiand in schimb propune o relatie de interpolare
liniard pentru calculul momentului incovoietor redus tinand cont de influenta fortei taietoare:
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2T 4 (3.19)
= .

pl
In codul chinez se mentioneazi ci se poate neglija influenta fortei tiietoare asupra
momentului plastic pozitiv si asupra celui negativ daca efortul capabil al armaturilor este mai
mare decat 15% din efortul capabil al profilului metalic. Codul american nu face referire la
acest aspect. Cu toate acestea, neglijarea efectului fortei taictoare poate fi acceptata avand in
vedere ca se neglijeaza aportul betonului in preluarea acestui efort.

ML =M, +(M, -M

pl — pl

3.3.1.4 Conectarea la lunecare

Determinarea numarului de conectori ce trebuie dispusi pe fiecare lungime criticd pentru
asigurarea conectarii totale se face in conformitate cu sectiunea 3.1 din cadrul acestui capitol.
Astfel pentru zone solicitate la moment incovoietor pozitiv:

n fse _ min(Nc,pl ! Ns,pl)
‘ P

SC

(3.20)

unde Py reprezinta rezistenta la forfecare a unui conector si se determind in conformitate cu
relatiile prescrise Tn normele de proiectare [1-3,122]. Dimensionarea conexiunii Tn zone
solicitate la moment incovoietor negativ se face in mod similar:

n fsc min(NI’,Iﬂ ! NS,P' )
o=
PSC
unde N, , reprezintd efortul axial capabil al arméturilor dispuse in placa de beton in zona de

(3.21)

moment negativ. Determinarea numarului de conectori in aceastd maniera, presupune
utilizarea unor conectori ductili, cu capacitate suficientd de deformare (lunecare longitudinald)
astfel Tncat un asemenea calcul plastic sa fie justificat. Conform EC4 un conector se poate

considera ductil dacd capacitatea de deformare a acestuia este de cel putin 6 mm. In cazul in

care numirul de conectori dispusi pe lungimea criticd este mai mic decat n* atunci

conectarea este partiala. In general codurile impun limitari ale gradului minim de conectare in
vederea evitdrii cedarii premature a conectorilor, Tnainte de a se dezvolta momentul plastic
redus. Astfel, se disting urmatoarele limitari:
e 1 >0.5—conform codului chinez GB 50017
e 1 >0.25 —conform codului american ANSI/AISC 360-10
e 1n=>04pentrul <5.0m
n > 0.25+0.03L pentru 5.0m <L <25.0m  —conform codului european EC4
n=>1pentru L >25.0m
Gradul minim de conectare corespunzator normei australiene AS 2327.1 se determind in
functie de valoarea momentului incovoietor exterior.

3.3.2 Starea limita de serviciu

Proiectarea elementelor cu sectiune mixta in starea limitd de serviciu presupune limitarea
sagetilor, a deschiderii fisurilor si controlul vibratiilor. in cadrul acestei sectiuni se vor
prezenta principalele prevederi cu privire la calculul sagetilor grinzilor mixte otel-beton cu
conectare totalda si partiala. Filosofia de calcul a deplasédrilor are la bazd utilizarea
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I fsc
_ 3.28
1+¢ (3.28)

unde ¢ reprezintd factorul de reducere ce tine cont de rigiditatea conexiunii si implicit a
conectorilor dispusi pe lungimea critica. Trebuie observata diferenta de abordare dintre codul
chinez si celelalte norme, in ceea ce priveste modul de includere a efectelor interactiunii
incomplete in calculul deplasarilor. Daca standardul european, australian si american reduc
momentul de inertie in functie de gradul de conectare (care se calculeaza in functie de

psc

rezistenta conectorilor), codul chinez in schimb, introduce intr-o maniera mai rationala
efectele interactiunii incomplete prin intermediul rigiditatii elastice a conectorilor.

In cazul grinzilor continue, norma europeani EC4 si cea chinezi GB 50017 sugereazi
includerea efectelor fisurarii betonului din zonele de moment negativ, prin utilizarea unui
moment de inertie redus, pe o distantd egala cu 15% din deschidere pe fiecare parte a
reazemului intermediar. Acest moment de inertie redus se calculeaza neglijand aportul
betonului intins dar luand in considerare contributia armaturilor.

In cele ce urmeaza se prezinti un exemplu numeric prin care se doreste ilustrarea modului
de variatie al sigetii maxime si a momentului de inertie in functie de gradul de conectare. in
acest sens, in Fig. 3.10 se prezintd schema statica si dimensiunile grinzii E1 testata

experimental de Chapman & Balakrishan [17].

1219
P . -

v . . ¥ — ¥ LA |

152.4

127644 Ib. /ft B.S.B.

—t=
I

=

304.8

5490

Fig. 3.10 Schema statica si dimensiunile grinzii E1

——AISC/ANSI
—AS 2327.1
——EN 1994 cu sprijiniri

30

—=—EN 1994 fara sprijiniri
——GB 50017

Sageata la mijlocul deschiderii [mm]

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Grad de conectare

Fig. 3.11 Variatia sdagetii elastice maxime functie de gradul de conectare

Modulul de elasticitate al betonului s-a considerat 32680 N/mm?, iar cel al otelului 206000
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N/mm?. Deplasarile pe verticald au fost determinate considerdnd ca asupra elementului s-a
aplicat o forta P=250 kN. Rigiditatea initiala a conectorilor, ce intrd in expresia rigiditatii
echivalente la Tncovoiere asociate standardului chinez, s-a considerat 141953 N/mm.

6.0 -

ol
o
1

:b
o
1

E
S
=
% 30 ; | —— AISC/ANSI
g I
5 20 | Ol L AS 2327.1
= [ 1 I | ——EN 1994 cu sprijiniri
= prij
?5) 1.0 - : : : : —=—EN 1994 fara sprijiniri
]
= Il | | ——GB 50017
0.0 ! —_— ; .
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Grad de conectare

Fig. 3.12 Variatia momentului de inertie functie de gradul de conectare

Fig. 3.11 si Fig. 3.12 prezinta succesiv variatia sagetii maxime respectiv a momentului de
inertie in raport cu gradul de conectare n. Tn ambele figuri, cu linii punctate verticale s-au
marcat limitele gradului de conectare asociate fiecarui standard de proiectare. Se observa ca
pentru valori mici ale gradului de conectare, norma chineza furnizeaza valori eronate ale
rigiditatii la incovoiere deoarece parametrul ¢ rezultd negativ. Norma americana neglijeaza
aportul betonului in situatia in care #=0 ceea ce evident reprezintd o aproximatie. De
asemenea, se poate constata ca norma europeana (cazul elementelor executate fara sprijiniri)
si cea australiana furnizeaza valori relative apropiate. Privind in ansamblu cele doua figuri de
mai sus, se poate observa caracterul aleatoriu al rezultatelor obtinute aplicand relatiile
previzute in diferitele coduri de proiectare. In consecintd, este evidenti necesitatea unor
relatii mai exacte pentru calculul momentelor de inertie sectionale (si implicit al sagetilor)
asociate grinzilor cu conectare partiala (n<l1).

3.4 Prevederi asupra stalpilor cu sectiune mixt: otel-beton

In continuare se prezinti cateva particularitati privind calculul si analiza stalpilor cu sectiune
mixtd constituite din profile metalice inglobate total sau partial in beton. Prescriptiile sunt
preluate 1n general din norma europeana EN 1994 1-1 [1] si cea americana ANSI/AISC 360-
10 [3] deoarece standardul chinez GB 50017 [122] si cel australian [2] nu contin, dupa
cunostintele noastre, prevederi referitoare acestor tipuri de elemente mixte. Metodele de
dimensionare considera interactiunea completa dintre beton si otel pana la cedare.

3.4.1 Stélpi supusi la compresiune centrica

Efortul axial capabil plastic se determind prin sumarea fortelor capabile plastice ale
componentelor:
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N, =085-N., +N;, +N, (3.29)
unde, termenii sumei se calculeaza la fel ca in cazul prezentat in sectiunea aferenta grinzilor.
Conform EC4, un stalp este considerat mixt dacad indicele de contributie a otelului p este
cuprins intre limitele 0.2 si 0.9:

p= Nop (3.30)

N,
Verificarea elementelor comprimate centric tine cont de zveltetea adimensionala a acestora A,
evaluatd in functie de forta critica de flambaj N, :

_ N ol
A= | (3.31)
N cr
Rigiditatea elastica la incovoiere ce intervine in calculul lui N, se determina astfel:
(El)=E,I,+08-E_ +E,I, (3.32)

unde indicii s, ¢, r fac referire la otel, beton respectiv armaturi. Includerea efectelor
incarcarilor de lungd duratd (contractia si curgerea lentd a betonului) se simuleazd prin
modificarea modulul de elasticitate al betonului conform relatiilor prescrise in EC4. Norma
americand propune urmatoarea relatie pentru evaluarea rigiditatii elastice la incovoiere fara a
face comentarii suplimentare asupra efectelor de lunga durata:

(EI):ESIS+(0.1+ASZTASAJ-ECIC+O.5-ErIr (3.33)

3.4.2 Stalpi supusi la incovoiere cu efort axial

Metoda simplificatd de calcul a acestor elemente se bazeaza pe curba de interactiune plastica
M-N determinata prin aplicarea metodei rigid-plastice in patru puncte caracteristice A, B, C
si D (Fig. 3.13) si calcularea, pentru fiecare punct, a combinatiilor de eforturi ce produc
cedarea plasticd. Punctul A este asociat cu capacitatea portantd la compresiune centrica,
punctul B corespunde capacitatii portante la Incovoiere, iar efortul axial corespunzator
punctului C (Npm) este reprezentat de efortul capabil al ariei de beton. Trebuie notat ca,
analiza rigid plastica poate fi utilizatd doar daca interactiunea dintre beton si otel este totala
(distributie liniara a deformatiilor, fara discontinuitati), voalarea localda a talpilor este
prevenita si sectiunea este dublu simetrica.

Tn ceea ce priveste efectele de ordinul doi, corespunzitoare stalpilor zvelti, EC4 propune o
metoda simplificatd de considerare a acestora, prin multiplicarea momentelor de ordinul unu
cu un factor de corectie supraunitar calculat astfel:

9
K="} (3.34)

1—
N

cr
unde N reprezinta efortul axial solicitant iar 9 este un coeficient ce tine cont de variatia
diagramei de momente incovoietoare si ia urmatoarele valori:
9=1 — cand, pe lungimea stalpului, sunt aplicate incarcari transversale
$=0.66+0.44-ry — pentru stalpi solicitati de momente incovoietoare la extremitati,  (3.35)
rv reprezentand raportul acestora
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Fig. 3.13 Curba de interactiune moment incovoietor-efort axial

In cazul compresiunii excentrice (simpla excentricitate), momentului incovoietor capabil
al sectiunii i se aplica un coeficient de corectie ce tine cont de amplificarea fenomenului de
flambaj datorat prezentei momentului incovoietor. Succesiunea de etape necesare
determinarii acestui coeficient de flambaj sunt prezentate in EC4-Exemple de calcul [126].

Dimensionarea stalpilor supusi la efort axial si incovoiere oblica, presupune verificarea
acestora pentru fiecare plan de incovoiere, imperfectiunile luandu-se in considerare doar pe
directia axei slabe de inertie.

3.5 Concluzii partiale

Din analiza intreprinsd in aceastd Sectiune a lucrarii se poate desprinde o concluzie
importantd si anume faptul cd la ora actuala nu exista o formulare unitara, consistenta si
unanim acceptata cu privire la evaluarea capacitatii de deformabilitate (in domeniul elastic) si
a capacitatii de rezistenta (moment incovoietor capabil) pentru grinzile compozite cu
conectare partialda. Daca codul de proiectare american si cel australian propun o relatie
empirica cu privire la evaluarea modulului de rigiditate la incovoiere, standardul european
propune relatii mai sofisticate bazate pentru exprimarea sagetilor grinzilor simplu rezemate
corectate in functie de diferiti factori, calibrati prin experimente numerice, care iau in
considerare efectul conectdrii partiale dintre cele doud componente ale grinzii mixte. Aceste
standarde, in esentd, reduc momentul de inertie in functie de gradul de conectare (care se
calculeazd 1n functie de capacitatea portantd a conectorilor), in timp ce codul chinez
sugereaza o relatie de evaluare a rigiditatii la incovoiere asociate conectarii partiale in care se
tine cont, intr-un mod mai rational, de rigiditatea elasticd a conectorilor si nu de capacitatea

BURU STEFAN MARIUS 45



portantd a acestora. Toate aceste normative fundamenteaza calculul de deformabilitate si cel
de rezistenta prin introducerea conceptului de grad de conectare. Astfel, in ceea ce priveste
calculul la starea ultima a grinzilor compozite cu conectare partiald, acesta se efectueaza la
nivel de sectiune prin evaluarea momentului capabil in baza unei analize rigid-plastice,
expriméand conditiile de echilibru sectional coroborate cu admiterea unei valori prestabilite a
fortei axiale din dala de beton comprimata, exprimata in functie de gradul de conectare. Prin
urmare, in baza prescriptiilor mentionate mai sus, fenomenul complex al conectarii partiale
manifestat la nivel de element prin comportarea neliniard complexa a conectorilor, de pe
intreaga lungime a elementului, si a materialelor constituente poate fi surprins doar
simplificat. Dezvoltarea unor relatii care sa acopere intreg domeniul de comportare al acestor
tipuri de structuri, de la elastic si pana la atingerea capacitatii ultime de rezistenta sunt
imperios necesare atat pentru conferirea unui grad cat mai uniform de siguranta cat mai cu
seama pentru relevarea beneficiilor de ductilitate sporitd pe care le pot conferi astfel de
elemente structurale.
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4 Ecuatia diferentiald de echilibru a grinzilor cu interactiune partiala
solicitate Tn domeniul elastic

4.1 Introducere

In cadrul acestui capitol se doreste prezentarea cadrului general al analizei grinzilor mixte
otel-beton cu interactiune partiala, in domeniul elastic de comportare. Studiul elastic are o
importanta considerabila deoarece, pe de-o parte reprezinta o metoda exacta de verificare a
rezultatelor furnizate de normele de proiectare pentru calculul sagetilor elastice In conditiile
conectdrii (si implicit a interactiunii) partiale dintre placa de beton si grinda metalica, iar pe
de altd parte furnizeaza informatii pretioase si detaliate asupra modului de comportare a
acestor elemente, informatii ce reprezinta temelia metodelor avansate de calcul care i-au in
considerare comportarea inelastici a materialelor si conectorilor. In cazul grinzilor mixte
alcatuite dintr-0 placa de beton ce reazema pe un profil metalic, dispozitivele de conectare de
tipul dornurilor cu cap dispuse in lungul suprafetei de contact, permit in exploatare lunecari
relative intre componentele sistemului, rezultand astfel un salt in diagrama de variatic a
deformatiilor pe indltimea sectiunii, asa cum s-a aratat in capitolul 3. Cuantificarea efectelor
acestor deplasdri relative asupra efortului axial din dala de beton reprezinta principalul
obiectiv al acestui capitol. Cel mai vehiculat si utilizat model de analiza elastica a grinzilor
mixte cu interactiune partiala este modelul propus de Newmark [14]. Varianta originala a
modelului este inclusd intr-un raport nepublicat intocmit de autor in 1943, urménd a fi
publicata intr-o forma condensata in 1951 [14] si detaliata in 1952 [42]. Modelul propus de
Newmark reprezintd fundamentul mai multor propuneri de analiza a grinzilor mixte otel-
beton cu interactiune partiala dintre care amintim lucrarile publicate de Girhammar s.a. [45—
48,127], Faella s.a. [52-54,57-59], Li & Li [60] si Luan s.a. [61].

4.2 Modelul Newmark pentru analiza elastici a grinzilor mixte otel-beton cu
interactiune partiala

Modelul analitic propus de Newmark [42] pentru analiza grinzilor mixte otel-beton cu
interactiune partiala are la baza urmatoarele ipoteze simplificatoare:

1) Materialele componente au comportare elastica;

2) Dispozitivele mecanice de conectare dintre dala de beton si grinda metalica au, de
asemenea, 0 comportare liniar elastica (Fig. 4.1);

3) Conexiunea dintre componentele grinzii compozite se considerd continua, desi
dispozitivele de conectare (conectorii) sunt dispuse discret in lungul elementului, la
interfata de contact dintre placa de beton si profilul metalic;

4) Sectiunile transversale raman plane si normale la axa barei dupa deformare, rezultand
astfel o distributie liniara a deformatiilor pe indltimea sectiunii;

5) Dala de beton si grinda metalica raman in contact indiferent de nivelul de solicitare,
sageata componentei din beton fiind astfel identica cu cea a componentei metalice In
oricare sectiune transversala din lungul elementului, acest aspect implicand curburi
egale in cele doua sub-elemente ale grinzii;

6) Deformatiile unghiulare nu sunt luate in considerare.
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Trebuie mentionat ca in cele ce urmeaza se trateaza cazul grinzilor compozite alcatuite dintr-
un profil metalic si o placa de beton aflate in contact, dar fara inglobarea partiala sau totala a
profilului in componenta de beton. Dispozitivele de conectare utilizate sunt de tip gujoanelor

(dornurilor cu cap) care prezinta ductilitate sporita in spatiul fortd-lunecare relativa.
Pe

S
Fig. 4.1 Comportarea idealizata liniar-elastica a conectorilor

In Fig. 4.2 se prezinti succesiv un element infinitesimal de grinda compozita otel beton si
0 sectiune transversala tipica cu distributia deformatiilor pe inaltimea acesteia. Se observa
variatia liniard a deformatiilor pe indltimea sectiunii transversale caracterizata prin curburi
egale in cele doud componente. In dreptul interfetei de contact dintre beton si otel se distinge
0 discontinuitate Tn distributia deformatiilor datorata interactiunii incomplete dintre
componente, asa cum s-a descris Tn detaliu in capitolul 3.

distributia

A, E, 1, deformatiilor
M; A M.+dM,

Ne N.+dN. .
M (—- placi beton ‘> M+ df ¢ T__T _____

( R > 04 N L.
g n I K
X dx x+dx Asa Es: Is

a. 1 , b.

conectori ductili A
|
I

Fig. 4.2.a. Element infinitesimal de grinda compozita otel-beton b. Distributia deformatiilor pe
inaltimea sectiunii transversale

Exprimand echilibrul axial pentru cele doud componente, se obtin urmatoarele relatii
diferentiale:

dN. _ 4

dx

iN | . 4.2)
dx

unde, N¢ si Ns reprezintda eforturile axiale interioare in placa de beton respectiv in profilul
metalic, iar t reprezinta fluxul de lunecare la interfata de contact dintre componentele
elementului mixt si se exprima in baza relatiei urmatoare:
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t=-% (4.2)

unde, P este efortul de forfecare din conectori, iar i reprezinta spatierea acestora.
In baza ipotezei 2) de mai sus, prin care se admite comportarea elastici a fiecarui conector,
efortul de forfecare P poate fi determinat astfel:
P.=K-s (4.3)

Tn relatia (4.3), K reprezinti rigiditatea conectorului iar s este lunecarea relativa aferenta (vezi
Fig. 4.1). Combinand relatiile (4.1), (4.2) si (4.3), s poate fi exprimat astfel:

i, dN,
K dx
Datorita interactiunii incomplete (partiale) dintre dala de beton si componenta metalica, in
dreptul interfetei de contact dintre acestea se inregistreaza un salt in distributia deformatiilor,
care poate fi exprimat astfel:
slip — €c_inf —€s_sup (4.5)
unde ec_inf sl &s_sup reprezinta deformatia in fibra inferioara a dalei respectiv in fibra superioard
a profilului metalic si se calculeaza folosind relatiile:

(4.4)

&

Nc Mc hc
gc_inf == + A
E.A, E|. 2
(4.6)
Ns Ms hs
gs_sup = - A
E.A, E( 2

unde primul termen al fiecarei sume reprezinta deformatia axiala, iar cel de-al doilea termen
reprezintd deformatia datoratd incovoierii, si unde Ec), Acs) s1 les) desemneazd modulul de
elasticitate longitudinal, aria si momentul de inertie axial al dalei de beton (c) respectiv al
profilului metalic (s). Tn baza echilibrului, efortul axial N din dald este egal cu efortul axial
Ns din profilul metalic. Folosind aceasta observatie si introducand expresiile (4.6) in relatia
(4.5) se obtine urmatoarea expresie pentru deformatia de lunecare longitudinala:

ss.ip=—Nc[ st J+ ety Ma @)

E.A, EA ) EI 2 E|I 2

Mai departe, Tn baza consecintei ipotezelor 4) si 5), curbura @ poate fi evaluata astfel:

po M M. MM, 48)

E.l, E|I, EI_+E],

Utilizand expresia curburii, relatia (4.7) poate fi scrisa sub urmatoarea forma:

1 1 h, h
Eslip :_Nc + +¢ —+= (49)
E.A. E.A 2 2
sau, mai departe:
1 1 M,+M
gslip = _Nc + + L r (410)
ECAC ECAS ECIC+ESIS

unde r reprezinta distanta dintre centrele de greutate ale celor doud componente. Momentul
incovoietor total in sectiunea curentd X, evaluat fata de centrul de greutate al profilului
metalic, are urmatoarea expresie:

M=M_+M,+N,_-r (4.11)
Astfel, relatia (4.10) devine:
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1 1 M-N_-r
8slip :_Nc[ J . r (412)

+ +
ECAC ECAS ECIC+ESIS
Derivand relatia (4.4) obtinem:
ds i, d°N
== c 4.13
S Tk T K dx? @1
Egaland expresiile (4.12) si (4.13) rezulta:
_i_CdZNC__N 1, 1) M-N.r 114
K dx? “E.A, EA ) EI +EI, (414)

Separand termenii obtinem ecuatia diferentiald neomogend de ordinul 2 cu coeficienti
constanti a grinzii compozite otel-beton cu interactiune partiala:

2 0
d’N, K (El) N K r

dx> i, EA(EI)S i (E1) M (4.15)
unde:
1 EA+EA, .
EA EAEA
(4.16)

(E1) =EI +E_g;
(E1)" =(EI)° +r?EA;
Mai mult, (EI)° si (EI)” reprezinta rigiditatea la incovoiere a sectiunii compozite in cazul

lipsei interactiunii respectiv a interactiunii totale.
Se fac urmatoarele notatii:

=
IC
El)”
o (LB
¢ EA(EI)’ (4.17)
r , r-EA

x =k =a —
E (&)
unde k reprezinta rigiditatea conexiunii. Cu notatiile (4.17), ecuatia diferentiala se scrie in
forma condensata astfel:

, —
AN, oy g2 TER) w19)
dx (EI)
Necunoscuta ecuatiei diferentiale este efortul axial din dala de beton a cdrei valoare este
influentatd de valoarea momentului incovoietor din sectiunea curentd X. Astfel, pentru
rezolvarea ecuatiei diferentiale (determinarea expresiei efortului axial din dala de beton) se
impune cunoasterea expresiei momentului incovoietor in lungul elementului si prin urmare
aplicabilitatea ecuatiei diferentiale se limiteaza la cazuri particulare de incarcare si rezemare a
grinzilor mixte otel-beton pentru care expresia momentului incovoietor este cunoscuta.

Odata determinata solutia ecuatiei diferentiale, se poate evalua atat lunecarea longitudinala

n baza relatiei (4.4) cét si sageata, prin dubla integrare a urmatoarei relatii:
d’w M r EA d®N
__ L c 4.19
dx>  (E1)° k(EI)" dX® (4.19)
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obtinute prin exprimarea curburii in functie de momentul incovoietor total M si de efortul

axial din dala de beton N si tinand cont de ecuatia diferentiala de ordinul II a axei deformate:
2
dw_ 4 M Nt (4.20)
dx (E1)  (EI)
Exprimandu-l apoi pe N din relatia (4.15) si inserand expresia obtinuta in (4.20), se obtine
ecuatia diferentiala de ordinul II (4.19) ce defineste sdgeata grinzii mixte cu interactiune
partiald in functie de valoarea momentului incovoietor si a efortului axial din dala de beton.
Observand ca dubla integrare a primului termen al sumei din relatia (4.19) reprezintd sigeata

elementului mixt Tn conditiile interactiunii totale wy , solutia ecuatiei diferentiale (4.19) poate
fi scrisa astfel [42]:
r EA
W, =wW;+———N 4.21
p fi k (El )co c ( )
unde cu wy; s-a notat sageata elementului mixt in cazul interactiunii partiale dintre cele doua

componente, in stadiul elastic de solicitare. Spre deosebire de relatiile propuse de nomele de
proiectare pentru evaluarea sagetilor grinzilor mixte in conditiile conectarii partiale (relatii
prezentate si discutate in capitolul anterior), relatia (4.21) include riguros rigiditatea efectiva
a conexiunii (prin intermediul parametrului k) in evaluarea sagetii acestor tipuri de elemente.
Asadar cunoasterea variatiei efortului axial din dala de beton permite implicit determinarea
variatiei lunecdrii longitudinale si a sagetii in lungul elementului mixt.

4.2.1 Alte forme ale ecuatiei diferentiale

In literatura de specialitate se disting si alte forme ale ecuatiei diferentiale de echilibru a
grinzilor compozite otel-beton cu interactiune incompleta care, de asemenea, au la baza
modelul Newmark [14,42] de analiza si ipotezele asociate. Aceste forme particulare se
diferentiaza de ecuatia (4.18) in special prin variabila aleasa ca necunoscuta. Prin urmare,
dacd in forma ecuatiei diferentiale prezentate anterior, necunoscuta este reprezentatd de
efortul axial din dala de beton, in variantele ce urmeaza a fi prezentate succint, necunoscutele
sunt definite In termeni de curburd, lunecare relativa sau sageata.

4.2.1.1 Ecuatia diferentiala de ordinul Il cu necunoscuta in curbura

Aceastd forma a ecuatiei diferentiale este descrisa, printre altele, in lucrarile publicate de
Faella s.a. [52-54,57-59]. Autorii includ in formulare si efectele contractiei betonului prin
luarea Tn considerare a deformatiei produse de acest fenomen. Ecuatia diferentiala de ordinul
I este dedusa pentru cazul particular al unei grinzi mixte otel-beton simplu rezemate supusa
actiunii unet sarcini uniform distribuite q.
Lunecarea relativa dintre placa de beton si grinda metalica poate fi evaluata astfel [53]:
S=u,—-u,—-0-r (4.22)
unde us si Uc reprezintd deplasarile axiale evaluate in dreptul centrului de greutate al profilului
metalic respectiv al dalei de beton, iar 0 reprezinta rotirea celor doua componente. Derivand
relatia (4.22) se obtine expresia deformatiei de lunecare longitudinala:
ds

d_X:gs_gc_gcs_¢'r (423)
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unde &g reprezinta deformatia datorata contractiei betonului. Folosind relatiile (4.8) si (4.11),

curbura ¢ poate fi exprimata astfel:
4= M-N L -r

(El)

unde s-a tinut cont cd, in baza echilibrului axial exprimat pe componenta de beton, efortul

axial interior din dala de beton N este egal N, ce reprezintd suma eforturilor din conectorii

dispusi pana la sectiunea curentd X. Aceasta conditie de echilibru a fost exprimata si in

capitolul 3. Derivand apoi expresia curburii de doua ori, obtinem:
d’¢ q  k-s'-r

(4.24)

- - 4.2
dx* (e1) (E1) (4.25)
unde s-a tinut cont ca [53]:
dN,
= k . .
™ s (4.26)

unde k reprezinta rigiditatea conexiunii dintre dala de beton si profilul metalic. Utilizand apoi
relatia (4.23) se deduce ecuatia diferentiald de ordinul II a grinzilor mixte otel-beton cu
interactiune incompleta, avand necunoscuta curbura ¢ :

dz?—az(ﬁ: q g2 M kegg-r
dx (E1) (E1)”  (E1)
unde o este definit in relatia (4.17). Folosind solutia ecuatiei diferentiale si aplicand
principiul lucrului mecanic virtual, se poate deduce matricea elasticd de rigiditate (prin
inversarea matricei de flexibilitate) a elementului de bard plan cu sase grade de libertate, asa
cum este prezentat in [52-54]. Includerea efectelor neliniaritatii fizice in raspunsul structural
al grinzii, se realizeaza prin divizarea fiecdrui element de bara in mai multe elemente finite si
aplicarea unei metode iterative, asa cum se prezinta in [57,58].

(4.27)

2

4.2.1.2 Ecuatia diferentiala de ordinul Il cu necunoscuta in lunecarea longitudinala

Utilizdnd notatiile (4.16), relatia (4.12) ce defineste deformatia de lunecare longitudinala
poate fi scrisd sub urmatoarea forma:
ds N, M-N,-r

— =y, =—=—=+—T
x " EA (Bl
Derivand relatia (4.28) obtinem urmatoarea expresie:

d—232;+L(d—M+t-rj (4.29)
dx* EA (EI)°\ dx '
unde t reprezinta fluxul de lunecare la interfata de contact dintre componentele elementului
mixt si combinand relatiile (4.2) si (4.3) poate fi definit astfel:

t=k-s (4.30)
unde k reprezintd rigiditatea conexiunii. Introducand relatia (4.30) Tn (4.29) se obtine
urmatoarea ecuatie diferentiald de ordinul II n lunecare relativa s:

d's f1 | _ r dvM (4.31)
dx> | EA (EI) (E1)° dx '

sau, introducand parametrul o2 definit de relatia (4.17):

(4.28)

52 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



d?s ,r EA dM
_2 —o S = _—w_
dx k (E1)" dx
Se observa si 1n acest caz interdependenta dintre solutia ecuatiei diferentiale si conditiile de
incdrcare/rezemare si, prin urmare, fiecarui caz particular de schema statica i se asociaza
solutia corespunzatoare. Aceasta varianta a ecuatiei diferentiale de ordinul Il a elementului de
grinda compozita otel-beton cu interactiune partiala este descrisd in lucrarea publicatd de

(4.32)

Luan s.a [61]. Pentru cazul particular al unei grinzi mixte dublu incastrate, autorii, facand uz
de solutia ecuatiei (4.32), prezinta formularea unui element finit cu doudsprezece respectiv
opt grade de libertate capabil sa surprinda comportarea elementului mixt in domeniul elastic
de solicitare, cu includerea efectelor interactiunii partiale dintre componente. Trebuie
mentionat cd solutia generald a ecuatiei diferentiale se obtine impunand conditii de lunecare
zero la capetele elementului ceea ce reprezintd o aproximare, in realitatea existand deplasari
relative intre cele douda componente.

4.2.1.3 Ecuatia diferentiala de ordinul IV cu necunoscuta in sageatd

Pentru obtinerea acestei forme a ecuatiei diferentiale a grinzii compozite otel-beton cu
interactiunea partiala, se aranjeaza relatia (4.14) sub urmatoarea forma, in baza ecuatiilor (4.8)

si (4.17):
2
TN N2t krgork=0 (4.33)
dx E.A. E.A
Tn ipoteza micilor deformatii, poate fi acceptati urmitoarea relatie:
d*w M,+M
== 4.34
dx’ ? E.l. +El, (4.34)

unde w reprezinti sigeata elementului in sectiunea curenti. In baza relatiei de mai sus, efortul
axial in dala de beton poate fi evaluat astfel:

2 0
_M d'w(El)

N, > (4.35)
r dx r
Introducéand cea de-a doua derivata a expresiei (4.35) n relatia (4.33) se obtine:
d’ k-(El)” d? k 1 d*™M
\:V__( )o \;V:_ M - 0 2 (4.36)
dx‘ EA-(EI) dx* EA-(EI) (E1)° dx
sau, utilizand notatiile (4.17):
d’ d? M 1 d*M™m
e L L. (4.37)

ot awe (E1)” (EI') dx®
Relatia (4.37) reprezinta ecuatia diferentiala de ordinul IV a grinzilor compozite otel-beton cu
interactiune partiala avand ca necunoscuta sageata W. Solutia acestei forme a ecuatiei
diferentiale de echilibru este utilizata de Li & Li [60] pentru determinarea matricei elastice de
rigiditate a elementului de cadru plan pentru cateva cazuri particulare de incarcare.
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4.2.2 Solutionarea ecuatiei diferentiale pentru diferite cazuri de incéircare

Solutia ecuatiei diferentiale se obtine in mod obisnuit prin insumarea solutiei N, a ecuatiei
omogene cu solutia particulard N ,, aceasta din urma fiind dependenta de cazul de incarcare

studiat. Ecuatia omogena atasata este:
d’N,
dx?
unde coeficientul o definit de relatia (4.17). Solutia ecuatiei (4.38) poate fi scrisi sub
urmatoarea forma:
N, =C, -ch(ax)+C, - sh(ax) (4.39)
unde C; si C, sunt constantele de integrare si se calculeaza in functie de conditiile particulare
impuse, asa cum se prezintd in sectiunea 4.2.3. a prezentului capitol. Solutia particulard N ,

—a®N, =0 (4.38)

a ecuatiei diferentiale variaza in functie de expresia momentului ncovoietor in lungul
elementului, deci implicit variaza in functie de conditiile de rezemare si incircare studiate. In
continuare se prezinta solutia particulara si cea generald pentru cateva cazuri de Incarcare des
intalnite 1n practica curenta:

4.2.2.1 Element de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale

Fie elementul de bara plan, in sistemul coordonatelor de baza, din Fig. 4.3.

b
i j\
. - )

Fig. 4.3 Element de bard supus actiunii momentelor incovoietoare nodale

Considerand ca elementul de bard este incarcat doar in nodurile de la capetele elementului, in
orice sectiune transversala, aflatd la distanta x de capatul i, momentul incovoietor are
urmatoarea expresie:

Mi+Mj

M (x) X—M, (4.40)

Pentru acest caz de incarcare, solutia particulara a ecuatiei diferentiale (4.18) este un polinom
de gradul I, deci are forma termenului liber a ecuatiei diferentiale:
N.,=A-x+B (4.41)
unde constantele A si B au urmatoarele expresii:
A r(g\) Mi +Mj ]
(1) L
r-(EA
(E1)

unde (EA) si (EI)” sunt definite prin relatiile (4.16) iar r reprezinta distanta dintre centrele

(4.42)

de greutate ale celor doud componente. Insumand solutia ecuatiei omogene cu solutia
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particulara, se obtine solutia generala a ecuatiei diferentiale, pentru cazul barei Incarcate cu
momente Tncovoietoare nodale:

N, (x)=C, - ch(ax)+C, - sh(ax)+ r('E(Ei‘)(Mi th X — MiJ (4.43)

unde C; si C, sunt constante de integrare care se determina in functie de conditii prescrise in
anumite puncte caracteristice din lungul elementului, asa cum se va vedea in sectiunile
urmatoare. Folosind notatia:

X
§== (4.44)
relatia (4.43) poate fi scrisd sub urmatoarea forma:
r-(EA)
(1)

4.2.2.2 Element de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a unei
sarcini uniform distribuite

N, (x)=C, -ch(aéL)+C, - sh(aL )+ M. (£-1)+M ¢] (4.45)

fy

Mi
AR AR /2 A A
e .

- = e

Fig. 4.4 Element de bard supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si sarcinii uniform
distribuite g

Fie elementul de bard plan, in sistemul coordonatelor de baza, din Fig. 4.4 solicitat de
momentele incovoietoare nodale M; si M; si de incarcarea uniform distribuitd g. Tn aceste
conditii de solicitare, momentul incovoietor intr-0 SeCtiune curenta X raportata la capatul i al
barei are urmatoarea expresie:

q.., (Mi+M; qL
M(X)=—=x*+| ——L+ = |x=M, 4.46
(x)=— [ ot (4.46)
Astfel, solutia particulara consta intr-un polinom de gradul 11 de forma:
N, =A-x*+B-x+C (4.47)

Derivand expresia (4.47), inlocuind in relatia (4.18) si facand identificarea termen cu termen
se obtin expresiile constantelor A, B si C:

_ qr-(EA).
2 (1)
_r(EA)(Mi+M; gL}
ST o

_rEA(y L9
¢ = (E1)” (M'Jrazj
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Tnsumand solutiile (4.39) si (4.47) se obtine expresia efortului axial din dala de beton pentru
cel de-al doilea caz de incarcare considerat:

r.(ﬁ)[Mi+Mj

(1)

Xx—M, _ye +q—Lx—i (4.49)

L 2 2 a’

N, (x)=C, -ch(ax)+C, - sh(ax)+

sau, folosind notatia (4.44):

N,(x)=C, -ch(a&l)+C, - sh(aé&l )+ r('E(IE)f) {M (E-1)+M ¢ +w —% (4.50)

unde C; si C, sunt constante de integrare care se determina in functie de conditii prescrise in
anumite puncte caracteristice din lungul elementului.

4.2.2.3 Element de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a unei forte
concentrate la mijlocul deschiderii

by
Mi lP M;
il W

Fig. 4.5 Element de bard supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si fortei concentrate P

Fie elementul de bard plan, in sistemul coordonatelor de baza, din Fig. 4.5 solicitat de
momentele incovoietoare nodale M; si M; si o fortd concentratd aplicata la mijlocul
deschiderii .Expresia momentului Tncovoietor pentru acest caz particular de incarcare este:

M. +M

%X—Mﬁgxaxsg
M(x)= 451
=14 oM N ] (4.51)

: LX—M, ——X+— > x>—
2 2 2

Se observa cad 1n acest caz particular de incarcare expresia momentului incovoietor difera
functie de pozitia curenta X fatd de sectiunea corespunzatoare punctului de aplicare a fortei
concentrate. In consecinta ecuatia diferentiald (4.18) prezintd doud solutii independente.
Solutiile particulare asociate sunt exprimate sub forma unor polinoame de gradul I de tipul
(4.41) iar solutiile generale aferente acestui tip de incarcare pot fi scrise sub urmatoarea
forma:

(EA) M. +M

N!(x)=C, -ch(ax)+C} - sh(ax)+ r(E(IE)':\){ ! 1 ) x—Mi+—x}—>x§—
Z2 M M (4.52)

Nc"(x):Cl”.ch(ax)+C;’~sh(ax)+r'(EA) L x—Mi—Ex+& Sxzt

(E1) L 2 2 2

sau, introducand parametrul adimensional definit de relatia (4.44):
N/ (x)=Cj -ch(aél)+Cj - sh(aél )+ r(‘E(IE)ﬁ) [M (E-1)+M ;e +2§L} - X s% (4.53)
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N/(x)=Cy-ch(adl)+Cj - sh(aél)+

r-(EA) P PL L

M(E-D+ME-——a+—|>x>—
(a)w[ (e-D)emMie-2a 2} .
Cele patru constante de integrare se vor determina in sectiunile urmatoare in functie de

conditiile specifice fiecarei scheme statice adoptate.

4.2.2.4 Element de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a doud
forfe concentrate

y >
v T lvP i M,
| q . LY
A L4 L2 147 o

Fig. 4.6 Element de bard supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si fortelor concentrate P

Fie elementul de bara plan, in sistemul coordonatelor de baza, solicitat de momentele
incovoietoare nodale M; si M; si doud forte concentrate, ca in Fig. 4.6. Variatia momentului
incovoietor in lungul elementului pentru acest caz particular de incarcare poate fi exprimata
prin intermediul urmatoarelor relatii:

M; + M, L
Tx—Mi+Px—>xsZ
M. +M.
M (x)= '—‘x—Mi+E—>LSXs£ (4.54)
L 4 4 4

M. +M.
LX—MVFP(L—X)—)XZ%

Solutiile particulare asociate fiecarui tronson de variatie a momentului incovoietor sunt
reprezentate de polinoame de gradul | de tipul celei prezentate in relatia (4.41). Tnlocuind
expresiile solutiilor particulare in ecuatia diferentiala (4.18), se deduc constantele A si B
aferente fiecarei solutii particulare. Cu aceste constante determinate, efortul axial din dala de
beton, pentru fiecare tronson de variatie a momentului incovoietor, se scrie astfel:
r-(EA) (M, +M,

(E1)” L
r- EA\ M. +M. PL L L

EA Lx—M, +— SLhoxedt (4.55)
(El)” L 4 4
r-(EA) (M, +M;
(E1) L
Folosind parametrul adimensional & definit cu relatia (4.44) solutiile descrise de relatiile (4.58)
pot fi scrise intr-o noua forma astfel:

N!(x)=C, -ch(ox)+C} - sh(ox)+

x—Mi+P-xJ—>xs%

NZ(x)=C;-ch(ax)+C} - sh(ax)+

—Mi—P-x+PLJ—>x2%

N/(x) = C;"ch(ax)+C}'- sh(ox)+

N!(x)=C!-ch(aél)+C} -sh(aéL)+%E;‘)[Mi(§ ~D)+M E+P-E]>x< (4.56)

(E
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" _Cr. ", r(a) _ & L 3_L
N/(x)=C/-ch(aéL)+C} sh(aéL)+—(El)w [Mi(é D+M &+ 1 }—>4§x§ 1

TEA v (1) M & 3L
&Y M/ (£-1)+M &—Pe+PL| > x> ;

Cele sase constante de integrare se vor determina in sectiunile urmatoare in functie de
conditiile specifice fiecarei scheme statice adoptate.

Trebuie remarcat cd dintre toate cazurile de incarcare studiate, doar in situatia aplicarii
unei sarcini uniform distribuite, solutia particulara depinde si de valoarea parametrului a ce
tine seama de nivelul de interactiune dintre componentele elementului (a se vedea relatia
4.49). Tn celelalte cazuri, solutia particulard depinde doar de caracteristicile sectionale si de
expresia momentului Tncovoietor din sectiunea curenta de calcul.

Solutii ale ecuatiei diferentiale (4.18) pot fi determinate similar si pentru alte cazuri de
incdrcare cu conditia cunoasterii variatiei momentului incovoietor in lungul elementului.

N/(x)=C/"-ch(aél )+ CJ- sh(aél ) +

4.2.3 Determinarea constantelor de integrare

Constantele de integrare, din solutia ecuatiei diferentiale, se determina in functie de conditiile
de rezemare ale elementului de bara, datorita particularitatilor ce se desprind in punctele
caracteristice corespunzatoare fiecarui caz particular de rezemare. Astfel, in continuare se vor
calcula constatele de integrare pentru doua cazuri de rezemare des Intalnite:

4.2.3.1 Grinda dublu incastrata

In acest caz particular de rezemare, constantele de integrare se vor determina impunand
conditia de lunecare relativa zero intre dala de beton si profilul metalic, la capetele
elementului. Evident aceste conditii sunt ipotetice, deoarece in realitate se produc lunecari
relative la capetele elementului dublu incastrat. Totusi, aceste conditii sunt acceptate si
utilizate de comunitatea stiintifica [60,61] deoarece erorile introduse sunt neglijabile avand in
vedere cd valorile lunecdrilor in sectiunile de incastrare sunt mici comparativ cu cele din
lungul elementului. Astfel:

s| 0;

S|, =0

x=0

(4.57)

In baza relatiei (4.4), consecintele acestor conditii se restrang asupra valorii primei derivate a
efortului axial din dala de beton in sectiunile de la capetele grinzii, astfel:

d(;\lc o

X |,

N = (4.58)
C — O’

dx |,_,

Folosind conditiile (4.58) se determina constantele de integrare pentru cazurile particulare de
incarcare pentru care s-au determinat solutiile ecuatiei diferentiale. Astfel pentru:

e Elementul de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale:

58 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



_1r-(EAM;+M; ch(al)-1.

" a (Bl L shlod)
__lr-(ﬁ)MiJer_
*a (Bl L

(4.59)

e Elementul de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a unei
sarcini uniform distribuite:

c :lr-(ﬁ){l\ﬂi +M; ch(aL)-1 q_Lch(aL)+1}_

a (|17 | L shlal) 2 shial)

A(EA)(M. +M
sz_lr(EA) ; + ,+q_L;
a (EI) L 2

(4.60)

e Elementul de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a unei forte
concentrate la mijlocul deschiderii

Pentru acest caz particular de incércare, In care expresia momentului Incovoietor variaza
functie de pozitia sectiunii curente x (inainte sau dupa punctul de aplicare a fortei
concentrate), pentru determinarea constantelor de integrare este necesard impunerea unor
conditii suplimentare de compatibilitate a efortului axial din dala de beton si a primei derivate
a acestuia, la stanga respectiv dreapta punctului de aplicarea a incarcarii concentrate:

Né L= NC” L
x=> X=
aNg | Ny (4.61)
dx | o« dx | .
X—E —

Impunand aceste conditii se obtin patru constante de integrare, primele doua caracterizand
variatia efortului axial in dala de beton in orice sectiune X, apartindnd primei jumatati din
lungimea elementului, iar ultimele doud sunt folosite pentru evaluarea efortului axial din
componenta de beton, Tntr-o sectiune localizata dupa punctul de aplicarea a fortei P:

L oL alL
— sh(a J chz(j—ch(j
. M. +M.
c/ 1r-(EA) i i 2 . p 2 2 )|

Yoa (Bl L Ch(azl_j sh(al) ’

(4.62)

A(EA)Y(M. +M .
Cé:—lr(EA)( IL ‘+I;J;

a (El)” 2

o1 r-(EA)| Mi+M; ch(al)-1 P|chal)+1 ch(al)

oo (B1) L sh(aL ) " sh(aL ) Sh(azLj ;
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rr__lr'(ﬁ) Mi+Mj+El Sh(OlL)

e Em)y | L 2 Sh[aLj /

2

e Elementul de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a doua
forte concentrate

Asemandtor situatiei precedente, si in acest caz, pentru determinarea celor sase constante de
integrare ce caracterizeaza efortului axial din dala de beton pe cele trei tronsoane de variatie a
momentului incovoietor, este necesara impunerea unor conditii suplimentare de
compatibilitate a efortului axial din dala de beton si a primei derivate a acestuia in sectiunile
n care sunt aplicate fortele concentrate. Cele patru relatii suplimentare de constrangere sunt:

Né X:LZNS X:L’
4

dN: | dN!
dx L dx X:!

4 4

(4.63)

N/ Xi:NC”’ oL

4 4
dN/ _dN/
dx | s dx _E’

Tn baza solutiei generale (4.55) si a conditiilor (4.58) respectiv (4.63) se formeaza un sistem
CU sase ecuatii a carui solutie defineste constantele de integrare pentru cazul curent de
rezemare:

ol ol
, _1r-(EA)| M, +M; ch(al)-1 Ch(aL)_Ch(J_ZCh(zj

C/ == = ;
Uy | L s shlal)
(EA)(M,; + M,
ng—lr (E'j) it ipl
a (El) L
L
— h akL 1
, 1r-(EA)| M, + M ch(ol)-1 C(4j+ |
“TaEmy - ’ (4.64)
« ®) | L sal) | sniab)
Crr__ir'(g\) Mi +Mj ]
" a(®) L
3al
EA h| === |ch(aL)+1
cro LT-(ER)| M M, ch<aL)—1_p°( e
o @)y | L shlab) e |
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C;ﬂz_lr‘(ﬁ){MﬁM _p.c h(SaLﬂ
a (EI) L 4

Pentru alte conditii de incarcare ale grinzii dublu incastrate, se procedeazd in mod
asemanator pentru determinarea constantelor de integrare, Insd se observa cd obtinerea si
forma acestora devine tot mai complicata.

4.2.3.2 Grinda simplu rezemata

Maniera de stabilirea a constantelor de integrare Tn cazul grinzii simplu rezemate este similar
cu cel prezentat pentru cazul precedent de rezemare, cu mentiunea ca in aceasta situatie
conditiile initiale deriva din considerarea momentelor incovoietoare nule la extremitatile
elementului simplu rezemat. Prin urmare, in baza relatiei (4.11), si efortul axial din dala de
beton este nul n sectiunile corespunzatoare punctelor de rezemare. Aceste conditii pot fi
exprimate sintetic astfel:
N.| ,=0
Nel,. =0
Tn baza restrictiilor (4.65) se precizeaza constantele de integrare pentru cazurile de incarcare
studiate. Astfel pentru:

(4.65)

e Elementul de bara plan supus actiunii unei sarcini uniform distribuite:

_q r-(EA).

" a? (BI)

_ g r-(EA)1-ch(al),
> a? (1) sh(aL)

(4.66)

e Elementul de bara plan supus actiunii unei forte concentrate la mijlocul deschiderii:

Determinarea constantelor de integrare pentru acest caz de incarcare necesitd, ca si in cazul
grinzii dublu incastrate, impunerea conditiilor de compatibilitate (4.61), obtindndu-se astfel
patru constate de integrare:

C,=0;

( )
, PI’-(EA) 2
Cl =——

o (E|)OO ShO{L

o Pr(EA) ( j
o (B1)

,,_Pr(EA) ch(aL).
“=y (E1)° h(zjsh( L)’

(4.67)
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e Elementul de bara plan supus actiunii momentelor incovoietoare nodale si a doua
forte concentrate

Impunénd conditiile de capat (4.65) respectiv cele de compatibilitate (4.63) se obtin
urmatoarele sase constante de integrare:

C/ =0;
sh(al'j+sh(3al'j

o Pr(EAN"L4 4 ).

Y oa (EI) sh(al) ’
cre _Pr-(EA) sh[a—Lj;

a (EI)” \ 4
al _ (4.68)

P (R sh( A j[ch(aL) 1]

o« (El)” sh(al) '

C/'= _Pr (EA) {sh(a—l'j + sh(ga—l‘ﬂ;
a (El) 4 4
cy-Pr-(EA {sh[a—l‘j + sh(%ﬂ chal).

a (El)’ 4 4 )|sh(aL)’

4.2.4 Solutia generali a ecuatiei diferentiale pentru cazurile studiate

Tn sectiunile anterioare s-a descris modul de solutionare a ecuatiei diferentiale si s-au
determinat constantele de integrare corespunzatoare conditiilor de rezemare si incarcare
studiate urmand ca in cadrul acestui subcapitol sa se scrie expresiile efortului axial din
componenta de beton (solutia generala a ecuatiei diferentiale) pentru fiecare din cazurile
analizate. Mai mult, expresia efortului axial din dala de beton se va exprima si in functie de
efortul axial corespunzator interactiunii totale (N¢f) dintre componenta de beton si cea de otel.
In acest scop se foloseste relatia, dintre Ner si momentul Tncovoietor, aferenta domeniului
elastic de solicitare, relatie dedusa in Capitolul 5, Tn sectiunea corespunzatoare analizei la
nivel de sectiune in conditiile interactiunii totale dintre componente:

N (x)=M (X)(rélE)Ag : (4.69)
In acest fel, se poate pune n evidenta variatia efortului axial din dala de beton in functie de
efortul axial din componenta de beton aferent interactiunii totale:

N, (x) = N (x)- f(aL) (4.70)
unde, f(aL) este o functie ce depinde de rigiditatea conexiunii si implicit de gradul de
conectare si de lungimea elementului, admitdnd valori subunitare. La limita, dacd nu se
dispun dispozitive de conectare la interfata de contact dintre beton si otel, valoarea functiei
f(aL)=0, iar la cealalta extrema, f(aL)=1 corespunde cazului in care interactiunea dintre beton
si otel este totald, deci nu se produc alunecdri relative intre cele doua componente, acest caz
fiind practic imposibil de obtinut.
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4.2.4.1 Grinda dublu Tncastrata

e FElementul de bard plan supus actiunii momentelor Incovoietoare nodale:

_1r-(EAM;+M; ch(aL)-1 C1r(EAM M,
N, (x)= « |y L shlal) h(ex) @)y L sh(ax) + .
+r-(ﬁ)[Mi+MjX_M} (4.71)
(E1)” L P
sau, utilizand relatia (4.70):

N, (x)= N, (X){1+ - I\]}I 7 M; '|I:|V| i chaL —Ssz);)l_—)ch(ax)} 4.72)

unde Ng(x) reprezinta efortul axial din dala de beton in sectiunea curentd X asociat
interactiunii perfecte dintre componente.

e Elementul de bara plan supus actiunii unei sarcini uniform distribuite:

_1r-(EA)| M +M; ch(ol)-1 gL ch(al)+1] ~
No(x)=2 (E|)°°[ L sl T2 shia) | o)
_lr'(EA)[Mi +|_Mj +%j-sh(aX)+ (4.73)

a (El)”
+r(EA) Mi+ij—Mi—ﬂX2+q—Lx—i;
(E1)” L 2 2 ot

sau, punand in evidenta efortul axial din dala de beton aferent conexiunii perfecte:

DN (V14 .1 (Mi+M; chlal —ax)-ch(ox)
N, (x) ch(){l 2T MK a~M(X)(

L sh(aL) 74)
+q_L ch(al —ax)+ Ch(ax)ﬂ_ .
2 sh(aL ) ’

e Elementul de bara plan supus actiunii unei forte concentrate la mijlocul deschiderii

Pentru acest caz de incarcare se vor prezenta doud expresii ale efortului axial din dala de
beton, corespunzatoare celor doud tronsoane de variatie ale momentului incovoietor:

h alL h? alL h al
, 1r(§\) Mi+MjS 7 ¢ 7_0 7
N (x)==—= +P ch(ax) -
a (1) L Ch(al_] sh(ol)
2
_ (4.75)
_ér(-E(IE)i\)[Mi +LMJ- +gj_sh(ax)+

+r.(€6\)(Mi+Mj

X—M; +Ex , XSL'
(E1)” L 2
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N” 1I‘ (EA) M, +|V| Ch aL 1+P Ch(aL)+1 Ch(aL) -Ch(OCX)—
sh(al) 2| sh(aL) Sh[al_j
2
M; +M;
ir (EA){ + P M sh(ax)+
alL
shl —
7)
r- (EA) M +M X_Mi_Ex+&, ZL,
@)y L 22 i

sau, n baza relatiei (4.70):

c cf oM (X) L h[al_ +
2
h(aL ax)+ Ch(ax (1 2Ch J
+— , X< L;
2 sh(eL ) 2
(4.76)
M. +M. —aX)—
NZ(x)= N7 (x) 1+ 1 i + M ch(al — ax) Ch(ocx)Jr
o -M(x) L sh(al )
P| ch(eL —ax)+ch(ax) ch(al —ax) L
+—= - |_ , X > E,
2 sh(al) Sh[azj

e Elementul de bara plan supus actiunii a doua forte concentrate

Similar situatiei precedente, se vor preciza trei expresii ale variatiei efortului axial din dala de
beton, tinand cont de solutiile generale (4.55) si de constantele de integrare (4.64):

alL ol
R R e P vy

V=@ | T L sl shial) ‘oh{ax)-
— (4.77)
_Lr(EA) IVIiJrM"+P -sh(ox) +
a (El) L
+r.(EA)(Mi+MjX_Mi+PX} xsh;
(E1)” L 4
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ch(al'}tl
Nz() = LT (ER) My oM ehlat) 1 7 4

« (EIY | L  shial) ) cfte)-
1r-(EAM +M;
- &y : sh(ax) +
+r-(E_A) Mi+MjX_Mi+E, ngs?’—l‘;
(EI) L 4) 4 4
3al
Nm(x)_ir.(ﬁ) Y, ch(aL)—l_PCh(4 ch(eL)+1
W= Emy L shal) sh(al)
_1r-(EA[Mi+M, _P-ch(%j -sh(ox) +
a (El)” L 4
+r~(EA)[Mi+MjX_|\/|i_Px+PLj, XZE;
B L X

sau, punand n evidenta efortul axial din dala de beton aferent conexiunii perfecte:

, , 1 [M;+M; chial —ax)-ch(ax)
N (x) =Ny (X%“ o M(X){ L )

. ch(al —ax) - ch(ax)(ch(oi'j + 2ch(O;I'D

sh(al )

NY(x) = N (x){l+ 1 {Mi +M; ch(al —ax)—ch(ax)

a-M(x)] L sh(al )
B ch(ax)(ch[oi'j +1j L . aL.
sh(al) 4T 47

c

a-M(x)] L sh(al )

ch(aL — ax)- ch(mj +ch(ax)
4 3L

-P , > :
sh(al) 4

X<—

N m(X) =N !(fl (X){l-}- 1 |: M i +M j Ch(al— - O{X)— Ch(aX) .

(4.78)
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4.2.4.2 Grinda simplu rezemata

e Elementul de bara plan supus actiunii unei sarcini uniform distribuite:

Cupland solutia generala pentru acest caz de incarcare (4.49) cu constantele (4.66)
determinate pentru grinda simplu rezemata:

q r-(EA)1-ch(al)

_ar(EA) .
NC(X)_aZ & ch(ozx)+a2 E) shiad) sh(ax) + -
+r.(§°\)(_ﬂxz+%x_i} |
(E1)” \ 2 2 ot

sau, n baza relatiei (4.70):

N, (x)= N, (x){1+ - c|1v| (X)[sh(aL —ax)+ sh(ax) _1ﬂ; (4.50)

Sh(aL)

e Elementul de bara plan supus actiunii unei forte concentrate la mijlocul deschiderii

Cele doua relatii ce descriu variatia efortului axial din dala de beton se obtin combinand
solutiile generale (4.52) cu constantele (4.67):

()= E Sl G e EED P xs

c ’ — ’

a (E1)" "\ 2 )sh(aL) (E1)" 2 2 4.81)
N(x)= _Pr(EA sh[a—l‘j shial —ax) L(EA [_EH&) X > L;
a (El)” 2 sh(al ) (El)” 2 2 2
sau, punand in evidenta efortul axial din dala de beton aferent conexiunii perfecte:
N (x)= N2 () 1= — sh(ox) sh(a—l‘j x<E
a-M(x)sh(al) ™ \ 2 2
(4.82)

N"(x)= N, (x){l— P_shlal —ax) sh(a Eﬂ x>l
04

M(x) sh(aL)
e Elementul de bara plan supus actiunii a doua forte concentrate

Expresiile efortului axial pe cele trei tronsoane independente de variatiec a momentului
incovoietor M(x), se obtin inlocuind constantele de integrare definite prin relatiile (4.68) n

solutiile generale (4.55):

S]] 1

vy P r-(EA) sh(aL — ax)+ sh(ox) (a_Lj r-(EAPL L 3L,

Nox)= a (El)” sh(oL ) S 2 )" (E1)” 4° T (4.83)
wy_ P r-(EA) sh(aL—ax){ (a_Lj (3@}} r-(EA) o, 3L

N(x) = o« @) shiel) sh 1 +sh N & (PL-Px), x> T

66 Teza de doctorat

ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



sau, n baza relatiei (4.70):

L

T P sh(ok—ax)+sh(ax) oc_Lj L 3L
NC(X)—NCf(X{l a-M(X) sh(aL) sh(4 : 4£x£ : (4.84)

NZ(x)= N (x%i— p—— S“S:ZL ?X){sh[%}tsh[%ﬂ}, e

Se observa ca in toate cazurile studiate, functia f(aL), ce scaleaza valoarea efortului axial din
dala de beton in ipoteza interactiunii totale, pentru obtinerea efortului axial in cazul
interactiunii incomplete, variaza in lungul elementului functie de pozitia sectiunii curente X si
de valoarea momentului incovoietor M(x) aferent. Prin parametrul « definit prin relatia (4.17)
se iau 1n considerare efectele interactiunii (si implicit a conectarii) partiale dintre placa de
beton si grinda metalica asupra efortului axial din componenta de beton si implicit asupra
raspunsului structural al elementului mixt. Desi relatiile prezentate in cadrul acestui capitol
sunt valabile doar in limitele domeniului elastic de comportare a materialelor si conectorilor,
aceastd metoda este importantd deoarece ajuta la conturarea vederii de ansamblu asupra

comportarii reale a grinzilor mixte cu interactiune incompleta si furnizeaza relatii “exacte” de
calcul a sagetilor acestor tipuri de elemente, spre deosebire de standardele de proiectare care
propun relatii aproximative de estimare a deplasarilor in conditiile conectarii totale.
Dezavantajul major al metodei prezentate consta in necesitatea particularizarii solutiei functie
de conditiile de rezemare si incarcare.

In cele ce urmeaza se prezinti sintetic cateva studii bazate pe relatiile descrise in cadrul
acestui capitol. Primul studiu constd in calcularea sagetii unei grinzi mixte simplu rezemate
supuse actiunii unei forte concentrate la mijlocul deschiderii si compararea rezultatelor cu
cele obtinute urmand prevederile de calcul propuse de norma europeana EC4 [1]. Schema
staticd si caracteristicile geometrice, a elementului mixt ce face obiectul acestui studiu, sunt
prezentate in cadrul exemplului discutat Tn capitolul 3.

——EN 1994 cu sprijiniri

30
—=—EN 1994 fara sprijiniri

—— Model Newmark

0

—

Sageata la mijlocul deschiderii
e [mm]

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Grad de conectare

Fig. 4.7 Variatia sagetii elastice maxime functie de gradul de conectare
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Fig. 4.7 prezintd comparativ sagetile obtinute aplicand relatia (4.21) respectiv cele
determinate utilizdnd relatiile directe sugerate de norma EC4 pentru evaluarea sagetilor in
conditiile conectrii partiale . In calculul exact, bazat pe modelul Newmark [42], fiecarui grad
de conectare i s-a asociat numarul corespunzator de conectori si s-a determinat distanta dintre
acestia, putandu-se astfel calcula rigiditatea conexiunii k aferenta fiecarui nivel de conectare
considerat. Se observa ca relatiile propuse de codul EC4 evalueazad doar in mod aproximativ
sdgeata elementului mixt cu conectare partiald, abaterile inregistrate in acest studiu fiind
cuprinse ntre 3.5% si 22.4% in cazul utilizarii sprijinirilor in faza de constructie, respectiv de
3.2% s1 31.9% in lipsa acestora.

1 -
0.8 A
0.6 A
-
B,
<04 1 . §
—— Incarcare concentrata
0.2 - —— Incarcare uniform distribuita
——Incarcare dublu concentrati
0 T T T T

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2
Grad de conectare

Fig. 4.8 Variatia functiei f{ol) functie de gradul de conectare

Tn cadrul celui de-al doilea studiu se prezinti variatia functiei f(aL), ce scaleaza valoarea
efortului axial din dala de beton in ipoteza interactiunii totale, pentru obtinerea efortului axial
in situatia interactiunii incomplete, in functie de gradul de conectare, pentru trei cazuri
distincte de incarcare: concentrata la mijlocul deschiderii, uniform distribuita si concentrata
in doud puncte situate la distanta L/4 fata de extremitati (Fig. 4.8). Caracteristicile geometrice
si mecanice utilizate in acest studiu sunt identice cu cele utilizate in studiul anterior. Trebuie
mentionat ca pentru fiecare grad de conectare, in Fig. 4.8 s-a reprezentat valoare functiei f(aL)
corespunzatoare sectiunii de la mijlocul elementului (sectiune cu moment incovoietor maxim).
Se observa in toate cele trei cazuri ca sporirea gradului de conectare si implicit a rigiditatii
conexiunii duce la majorarea valorii functiei f(aL), aceasta apropiindu-se de valoarea
teoretica unu aferentd interactiunii totale. Trebuie remarcat cd pentru valoarea unu a gradului
de conectare (aferenta conectarii totale) nu se obtine valoarea unitara pentru functia f(aL) ce
corespunde interactiunii totale, ceea ce intareste afirmatia conform careia gradul de conectare
difera de cel de interactiune.

Fig. 4.9 prezinta rezultatele aceluiasi studiu insd de aceastd data, axa orizontald indica
valoarea parametrului al asociata gradului de conectare din Fig. 4.8 Desigur, valori mari ale
parametrului oL atrag dupa sine valori apropiate de valoarea de referinta unu corespunzatoare
interactiunii complete.
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0.8 -
0.6 -
=
2,
=04 - )
—— Incarcare concentrata
02 - —— Incarcare uniform distribuita
incarcare dublu concetrata
O T T T T 1
0 2 4 6 8 10
oL

Fig. 4.9 Variatia functiei f(oL) functie parametrul oL

Variatia functiei f(aL) in lungul elementului pentru cele trei cazuri de incarcare
considerate in conditiile conectarii totale (grad de conectare unitar) este ilustrata in Fig. 4.10
Se constata ca variatia functiei f(aL) in lungul elementului difera de la un caz de incarcare la
altul, o predictie riguroasa asupra modului de variatie a efortului axial din dala de beton fiind
astfel dificil de furnizat pentru alte cazuri de incarcare, fard determinarea in prealabil a
solutiei ecuatiei diferentiale de ordinul II.

1 -

0.9 -

0.8 A
= 07 -
[

——{Incarcare concentrati
0.6 1 —— Incarcare uniform distribuita
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Fig. 4.10 Variatia functiei f(aL) Tn lungul grinzii

Analizdnd in continuare Fig. 4.10 se constatd ca valorile functiei f(aL) pentru cazurile
studiate apartin intervalului 0.7-1.0 putandu-se astfel pune in discutie considerarea in mod
aproximativ a unei valori constante medii a acestei functii pe intreaga lungime a elementului
pentru evaluarea fortei axiale in dala de beton fara Tnsa a devia semnificativ de la valoarea

reald a acestuia.
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4.3 Concluzii partiale

In cadrul acestui capitol a fost condusa o analizi riguroasi cu privire la modalitatile analitice
de solutionare in domeniul elastic a raspunsului grinzilor compozite cu interactiune partiala.
Modelele discutate au la baza modelul Newmark [14], iar solutionarea ecuatiei diferentiale ce
defineste echilibrul la nivel de element a fost discutatd luand in considerare diferite forme de
exprimare a acesteia in functie de modul de alegere a necunoscutei principale: deplasarea
transversala, efortul axial din dala de beton, curbura sau lunecarea longitudinala. Studiul
bazat pe rezolvarea ecuatiei diferentiale cu necunoscuta in forta axiald din dala de beton a
relevat faptul ca acest efort poate fi exprimat ca o fractiune a fortei axiale asociate
interactiunii complete prin intermediul unei functii f(aL), ce depinde de rigiditatea conexiunii
(si implicit de gradul de conectare) si de lungimea elementului. Aceasta observatie deschide
campul unei discutii cu privire la modalitati aproximative de cuantificare a efectului actiunii
compozite in analiza liniard si neliniara a grinzilor mixte, ce urmeaza a fi fundamentatd in
cadrul capitolului urmator al prezentei lucrari.
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5 Formularea matematica a metodei de analiza propuse

5.1 Introducere

In ultimele decenii, structurile mixte otel-beton au inregistrat o utilizare din ce in ce mai
pronuntata datorita, in special, beneficiilor multiple care rezultd prin combinarea celor doua
materiale componente, otel si beton. Otelul structural, intins sau comprimat, poseda
capacitate portantd si ductilitate ridicatd, in timp ce betonul manifestd rigiditate ridicata cand
este comprimat. Caracterul compozit dintre beton si otel este dobandit prin intermediul unor
dispozitive de conectare (de exemplu gujoane), dispuse la interfata de contact dintre cele
doud componente. Elementul structural astfel obtinut confera rigiditate si capacitate portanta
maritd, in comparatie cu cea obtinuta prin utilizarea independenti a fiecirui material. In cazul
grinzilor compozite otel-beton, un aspect important asupra comportarii structurale, este
reprezentat de gradul de conectare dintre componentele elementului, concept definit si descris
in detaliu, Tn capitolul 3 al prezentei lucriri. In ultimii ani, s-au inregistrat progrese
semnificative in domeniul analizei neliniare a elementelor si structurilor mixte otel-beton si
integrarea acestora in programe ce au la baza conceptul de analizd neliniard avansatd, ce
presupune orice metoda de calcul global care poate descrie In mod satisfacator rezistenta,
rigiditatea si stabilitatea globala a structurii, astfel incat verificarea individuald a fiecarui
element component al structurii s nu mai fie necesara asigurand o mai realistd predictie a
efectelor actiunilor asupra structurilor si a performantelor structurale ale acestora [10-
13,60,103,108,109,111,128,129]. O asemenca metoda avansatd de analizd trebuie sa
surprindd simultan cat mai adecvat toti factorii determinanti ce au impact direct asupra
comportarii de ansamblu a structurilor analizate, si anume: comportarea elasto-plastica a
materialelor structurii Tn procesul de Incdrcare pand la starea limita de cedare; considerarea
interactiunii eforturilor in plastificarea sectiunilor; efectele, locale (P-8) si globale (P-A) de
ordinul al doilea a neliniaritdtii geometrice; comportarea neliniard a conexiunilor flexibile
(semirigide) in cazul cadrelor metalice; imperfectiunile geometrice, locale si globale, ale
elementelor structurale si ale structurii; efectele imperfectiunilor mecanice (tensiuni reziduale)
asupra capacitatii portante a structurilor metalice; efectele deformatiilor din curgere lenta in
cazul structurilor din beton armat. In literatura de specialitate actuald se disting o serie de
metode si programe dedicate analizei grinzilor si structurilor mixte otel-beton, cu conectare
totald si partiald, capabile sa descrie comportarea elastica si post-elastica a acestor structuri.
Pe de-o parte, analiza structurilor mixte este condusd utilizand pachete comerciale de
elemente finite, care pun la dispozitia cercetatorului elemente finite bi- si tri-dimensionale si
dau posibilitatea definirii unor legi constitutive neliniare de material, insd prezinta
dezavantajul necesitdtii unei discretizdri fine, care deseori implicad timpi s$i resurse
semnificative de calcul [74,78,82,90]. De cealalta parte, elemente finite liniare (uni-
dimensionale) coroborate cu modele de plasticitate concentratd sau distribuitd, au fost
dezvoltate pentru analiza neliniara a grinzilor mixte. In cadrul acestor procedee, componenta
metalica respectiv cea de beton, se modeleazd independent, iar legdtura dintre acestea se
descrie explicit prin grade de libertate suplimentare care iau in considerare lunecarea relativa
dintre componentele elementului [10,54,58,59,103,106,108,116,117,121,130]. Proceduri
analitice bazate pe modelul Newmark [14,42], au fost propuse in ultimii ani pentru analiza
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staticd a grinzilor compozite cu interactiune partiald ignorand insa efectul deformatiilor de
lunecare [46-48,54,59]. Modele bazate pe teoria Timoshenko [131], cu luarea Th considerare a
efectelor deformatiilor de lunecare asupra raspunsului liniar si neliniar al grinzilor cu
interactiune partiala sunt descrise in [68,102,103,127]. Mai mult, modelele bazate pe
elemente finite, pot fi divizate In modele care iau in considerare conexiunea discretd dintre
dala de beton si grinda metalicd (prin resorturi elastice dispuse in punctele de localizare a
conectorilor) [121,132], respectiv in modele care iau in considerare o conexiunea continua
intre componente (conexiunea modelatd prin intermediul unei rigiditati echivalente)
[104,119].

Modelele de analizd care iau in considerarea plastificarea distribuitd a elementelor cu
conectare partiali pot fi divizate in trei mari categorii. In prima categorie, starea de
deformatie din interiorul barei este determinatd pe baza campului de deplasdri generat in
functie de deplasarile nodurilor de la capetele elementelor finite (interpolarea deplasarilor),
acuratetea rezultatelor fiind influentatd in mod direct de numarul de elemente Tn care este
discretizata bara [104,106]. Cea de-a doua categorie cuprinde proceduri in care starea de
deformatie din interiorul elementului este determinatd pe baza conditiei de echilibru static al
eforturilor exterioare si interioare pe sectiune (interpolarea eforturilor) [116], Tn timp ce
ultima categorie este reprezentatd de metode ce au la baza formulari hibride intre clasele de
proceduri descrise anterior [115,117,119,121]. In cadrul fiecarei categorii mai sus mentionate,
includerea deplasarilor independente a componentei de beton si a celei metalice (cazul
interactiunii partiale), la interfata de contact dintre ele, necesita grade de libertate
suplimentare la capetele elementelor finite, conducand astfel la cresterea semnificativa a
timpilor de calcul, mai ales in cazul analizei structurilor de mari dimensiuni.

Desi tehnica de calcul cunoaste in prezent un ritm alert de dezvoltare si perfectionare,
trecerea calculului complex din domeniul cercetarii, care isi permite sa consume timp
nelimitat de calculator, in cel al proiectarii curente, la care timpul efectiv de analizd consumat
este principalul criteriu de eficientd al programului, reprezinta astdzi una din principalele
directii de cercetare [133]. Pasul de la cercetare la utilizarea curenta in birourile de proiectare
nu este inca facut, fiind necesara elaborarea unor programe de calcul suficient de exacte
pentru a nu altera rezultatele, dar in acelasi timp si suficient de simple pentru o utilizare
curenta de catre proiectantii de structuri [133].

In acest context, lucrarea de fatd prezinti o metoda si un program de calcul pentru analiza
avansatd care sa permitd abordarea structurilor in cadre compozite otel-beton, cu considerarea
interactiunii (si implicit a conectarii) partiale specifice grinzilor compozite, cu un efort
computational rezonabil si care sa devina un instrument eficace si rapid pentru proiectarea
curentd a structurilor. Adoptand un procedeu de calcul incremental-iterativ in analiza
inelastica se tine seama de efectul plastificarii materialului structurii, in cea mai evoluata
forma, considerdndu-se variafia continua a rigiditatii structurii in raport cu dezvoltarea
zonelor de plastificare in lungul barelor in functie de nivelul de solicitare a acestora,
considerandu-se relatiile constitutive neliniare c-g¢ pentru modelarea neliniaritatii fizice la
nivel de fibrd. Efectul dezvoltarii graduale a zonelor plastice in sectiunile din lungul barei
precum si a imperfectiunilor mecanice (tensiuni reziduale in cazul sectiunilor metalice)
asupra rigiditatii de ansamblu a barelor si implicit a structurii este luat in considerare in mod
explicit n aceasta abordare.
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Efectele conexiunii partiale dintre dala de beton si profilul metalic al unei grinzi
compozite, sunt luate Tn considerare printr-un procedeu inovativ, prin introducerea, in mod
aproximativ, a unui efort axial in dala de beton ca functic de gradul efectiv de conexiune
asociat elementului de grinda. Efortul axial interior asociat dalei de beton, in ipoteza
conexiunii partiale, este considerat a fi o fractiune din efortul axial din dala de beton in
ipoteza conexiunii totale. Aceasta formulare este bazata pe ipoteza conform careia distributia
efortului axial din dala de beton, in orice sectiune transversald din lungul grinzii, este
cunoscuta si poate fi estimata in functie de gradul de conexiune efectiv al elementului
analizat. Astfel, raspunsul neliniar la nivel de sectiune poate fi determinat in baza a trei
ecuatii de echilibru, asa cum se va aratd in sectiunile urmitoare. In consecinti, dezvoltarea
graduald a zonelor plastice pe indltimea sectiunii transversale, supuse actiunii simultane a
momentelor ncovoietoare si-a efortului axial, este descrisd prin echilibru eclementar,
compatibilitate, relatii constitutive neliniare pentru materiale si conectori, starea de tensiune
si deformatie fiind monitorizata pe parcursul fiecdrui increment de incarcare. Se determina
apoi rigiditatea tangentd la incovoiere si la efort axial a sectiunii transversale, iar prin
aplicarea metodei fortelor in formulare matriceala, se determind matricea de rigiditate
tangenta elasto-plasticd si vectorul incarcarilor nodale echivalente a elementului de bara de
cadru, cu includerea efectelor deformatiilor unghiulare. Tn acest context, s-a definit o
rigiditate echivalenta la forta taietoare pentru grinzile cu conexiune partiala si s-a tinut cont
valoarea acesteia in relatiile generale forta-deplasare. Termenii matricei de rigiditate se
evalueaza direct prin calcularea unor coeficienti de corectie care afecteaza rigiditatile initiale
ale elementului, astfel integrarea numerica fiind necesara doar pentru evaluarea acestor
coeficienti de corectie si nu pentru determinarea matricei de rigiditate n totalitate.

5.2 Ipoteze si modele constitutive de comportare adoptate

In formularea modelului analitic se admit urmitoarele ipoteze si simplificari:

1) Sectiunile transversale raman plane dupa deformare si in cazul solicitarilor peste
limita elastica, deformatiile avand o variatie liniard pe iniltimea sectiunii. In cazul
elementelor cu conexiune partiald, diagrama de variatie a deformatiilor pe inaltimea
sectiunii Inregistreazd o discontinuitate la nivelul interfetei de contact dintre dala de
beton si profilul metalic. Se neglijeaza fortele de frecare, dezvoltate n zona de contact
dintre componente, si fenomenul de uplift (separarea componentelor in sens
transversal);

2) Deplasarea pe verticala (sageata) si curbura componentei de beton se considera a fi
egala cu cea corespunzitoare componentei metalice;

3) Conexiunea dintre dala de beton si profilul metalic se considera continua, desi, in mod
curent, dispozitivele mecanice de conectare (de ex. gujoane) sunt dispuse discret in
lungul interfetei de contact. In acest context, se determind o rigiditate echivalenti a
conexiunii, asa cum se va vedea in Sectiunile urmatoare;

4) Se accepta ipoteza micilor deformatii dar deplasarile si rotirile pot fi mari;

5) Fenomenul de flambaj prin Tincovoiere-rasucire este neglijat. Deplanarea si
distorsiunea sectiunilor transversale nu se i-a in considerare;

6) Gradul de conexiune este acelasi in toate sectiunile transversale ale elementului;
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7) Efectul deformatiile de lunecare transversala este luat in considerare in analiza la nivel
de element (modelul Timoshenko) insa este neglijat Tn analiza de rezistenta la nivel de
sectiune. Deplasarile datorate fortei tdietoare sunt luate in considerare intr-o maniera
simplificatd prin intermediul unei rigiditati echivalente la forta taietoare.

Fiecare bard de cadru se reprezinta printr-un element cu doud noduri avand sase grade de
libertate pe fiecare nod (trei translatii si trei rotiri). Procedeul de analiza propus tine seama de
plasticizarea materialului in cea mai evoluata forma avand la baza modelul plasticizarii
distribuite, Tn cadrul caruia comportarea clasto-plasticd a elementelor include dezvoltarea
graduald a zonelor plastice atat pe inaltimea sectiunii transversale cat si In lungul elementului.
Mai mult, pentru analiza fiecarei bare (grindd sau stilp) se utilizeaza un singur element,
rezultand astfel un numar relativ mic de necunoscute si, implicit, costuri computationale
respectiv timpi de analizd redusi. Ipotezele simplificatoare mai sus enuntate permit
formularea procedeului de analiza la doua niveluri distincte, la nivel de sectiune si la nivel de
element, raspunsul inelastic al elementului de bara fiind obtinut ca suma ponderatd a
raspunsurilor inelastice a unui numar discret de sectiuni transversale localizate Tn lungul
elementului, Tn punctele schemei de integrare adoptate.
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Fig. 5.1 Curba caracteristicd a betonului conform Hognestad si Vecchio
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In ceea ce priveste comportarea betonului, au fost adoptate trei modele constitutive
distincte pentru modelarea acestuia. Tn cadrul primului model, betonul comprimat este descris
de relatia propusa de Hognestad [134] si este reprezentat printr-o parabola de gradul doi,
pentru portiunea ascendenta respectiv printr-o dreapta pentru portiunea descendenta (Fig. 5.1).
Acest model este completat de cel propus de Vecchio si Collins [135] pentru modelarea
betonului intins, model compus dintr-o portiune liniard ascendentd si una parabolica
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descendenta (Fig. 5.1). Relatiile (5.1) descriu comportarea betonului reprezentat in Fig. 5.1,
iar semnificatia termenilor este urmatoarea :
fc este rezistenta cilindrica la compresiune a betonului;
&co reprezinta deformatia specifica liniara corespunzatoare valorii fc;
&cy este deformatia specifica liniara ultima a betonului comprimat;
y reprezintd gradul de confinare al betonului
f; este rezistenta la intindere a betonului obtinuta cu relatia 1.4(f¢/ 10)2/ 3.
& reprezintd deformatia specifica liniara corespunzatoare valorii f;
E: reprezintd modulul de elasticitate transversal a betonului;
oy este un factor ce tine seama de caracteristicile de aderenta ale armaturilor avand
valoarea 1 in cazul armaturilor deformate si 0.7 pentru armaturile drepte;
ap reprezintd un factor ce tine cont de durata solicitarilor si de Incarcarile ciclice si are
valoarea 1 pentru Incarcari monotone de scurta duratd respectiv valoarea 0.7 pentru
incarcari de lunga durata sau ciclice.
Cel de-al doilea model adoptat pentru descrierea comportarii betonului,comprimat si intins,
este cel propus de codul model CEB-FIP 1990 [136].
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Fig. 5.2 Curba caracteristica a betonului conform codului CEB-FIP 1990

Modelul este prezentat in Fig. 5.2 si este descris complet de urmatoarele ecuatiile
constitutive :
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unde:
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Tn relatiile de mai sus:
fcm este rezistenta medie la compresiune pe cilindru a betonului;
&1 reprezinta deformatia specifica liniara corespunzatoare valorii fem;
&clim reprezinta deformatia specifica liniara corespunzatoare valorii 0.5fm;
feim eSte rezistenta medie la intindere a betonului;
fok este rezistenta caracteristica la compresiune pe cilindru a betonului;
E.i reprezinta modulul de elasticitate transversal tangent al betonului;
E.1 reprezinta modulul de elasticitate transversal secant corespunzator valorii fem;
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Fig. 5.3 Curba caracteristica a betonului conform standardului EC2
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Cel de-al treilea model constitutiv adoptat pentru modelarea comportarii betonului
comprimat este cel propus de norma europeand EC2 [137] si este completat cu modelul
propus de Tamai s.a. [138] pentru simularea comportarii betonului intins. Reprezentarea
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grafica a celui de-al treilea model constitutiv al betonului este prezentata in Fig. 5.3, iar
relatiile constitutive aferente sunt (5.4) in care:

k=1.05-E,, -—~°:

cm
f 0.3
E, = 22000 —mJ :
10 (5.5)
£ =—0.002;
&4, = —0.0035;

fom = 0.3, 7>;
n relatiile de mai sus semnificatia termenilor este aceeasi cu cea adoptati in cazul
primelor doua modele constitutive.
Comportarea otelului structural s-a considerat multi-liniara, atat la intindere cat si la
compresiune, existand astfel posibilitatea considerarii efectului de reconsolidare (Fig. 5.4).
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Fig. 5.4 Modelarea ofelului structural

Legea constitutivi a otelului aferent armiturilor este prezentata in Fig. 5.4. In cazul
armaturilor inglobate in betonul intins, se tine cont de distributia neomogenad a tensiunilor in
lungul armaturilor (datorita fisurarii betonului), prin modificarea tensiunii de curgere [139].
Relatiile constitutive care descriu comportarea armaturilor intinse sunt:
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Tn relatiile de mai sus, f; reprezinta rezistenta la intindere a betonului, p reprezinti procentul
de armare longitudinal (limitat la 0.25%), &, este deformatia corespunzatoare tensiunii
modificate de curgere fy, iar &, reprezinta deformatia ultima. Efectul de reconsolidare nu este
considerat in cazul armaturilor comprimate, astfel o comportare elastic-perfect plastica este
acceptata pentru aceste bare (Fig. 5.5).
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Fig. 5.5 Modelarea armaturilor

In modelul propus, se admite o distributie uniformi a conectorilor in lungul elementului
structural (cazul obisnuit al grinzilor compozite otel-beton), rezultand astfel forte de lunecare
uniform distribuite, intre dala de beton si profilul metalic. Legea constitutiva de comportare a
conectorilor, ce descrie relatia dintre lunecarea relativa si forta aferenta, este in general
obtinuta experimental prin incercari pe specimene standardizate sau, in lipsa unor astfel de
rezultate experimentale, legea de comportare poate fi descrisa de relatia propusa de Ollgaard
[37], relatic unanim acceptatd in literatura de specialitate. In metoda de analizi propusa,
comportarea conectorilor este guvernatd de o rigiditate secantd, calculatd in functie de
valoarea efortului axial din dala de beton, asa cum se va prezenta in sectiunile urmatoare ale
capitolului.

5.3 Modelarea inelasticitatii la nivel de sectiune

Prima parte a acestei sectiuni se concentreaza pe evaluarea comportarii elasto-plastice a unei
sectiuni de forma oarecare supusd actiunii simultane a efortului axial si a momentelor
incovoietoare, in ipoteza interactiunii totale dintre componentele sectiunii. Acest tip de
analizd poate fi aplicat, de exemplu, in cazul stilpilor cu sectiune mixti otel-beton. Tn
continuare, se va prezenta modul de conducere a analizei sectionale pentru cazul grinzilor
mixte alcatuite dintr-o dald de beton respectiv un profil metalic conectate prin intermediul
unor conectori ductili de tip dorn cu cap. Analiza se va efectua pentru doua cazuri distincte de
interactiune: totald si partiala. Raspunsul elastic si inelastic al acestor elemente structurale
este unul complex deoarece conectorii dispusi la interfata de contact dintre otel si beton
permit deplasari longitudinale relative intre aceste componente (cazul conexiunii partiale),
care trebuie luate Tn considerare in cazul unei analize riguroase. Conexiunea totala (rigiditate
infinitd a conexiunii) si lipsa conexiunii (rigiditate zero a conexiunii) reprezintd limitele
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conexiunii partiale [46]. Conexiunea partiala include atat efectele interactiunii partiale
(concept ce face referire la rigiditatea conexiunii) cat si cele ale conectarii partiale (concept
ce face referire la capacitatea portantd a conexiunii) si astfel, gradul de conexiune poate fi
definit prin doi termeni: grad de interactiune si grad de conectare, insa acestia sunt in stransa
legdtura. De exemplu, sporirea capacitatii portante a conexiunii prin mdrirea numarului de
conectori, duce implicit si la sporirea rigiditatii conexiunii [78,84]. Pentru analiza si
proiectarea grinzilor mixte in ipoteza conexiunii partiale, metodele simplificate propuse in
literatura de specialitate si in unele coduri de proiectare [1] sunt foarte utile. De exemplu, Tn
EC4 [1] este introdus conceptul de grad de conectare n=n/n;, iar capacitatea portanta la
incovoiere a unei grinzi mixte cu conectare partiala se determina prin echilibru plastic
elementar considerand in dala de beton un efort axial Nc=n-Ps, unde n reprezintd numarul
efectiv de conectori, ns reprezinta numarul de conectori care asigura conectarea totala, iar Py
este capacitatea portantda a unui singur conector. Trebuie scos in evidenta faptul ca, gradul de
conectare si numarul de conectori aferent, se determind 1n baza unor prescriptii de proiectare
si sunt in stransa legatura cu caracteristicile mecanice ale materialelor utilizate.

5.3.1 Determinarea caracteristicilor de rigiditate Tn domeniul elasto-plastic a
sectiunilor cu conexiune totala

5.3.1.1 Cazul unei sectiuni transversale de forma oarecare

Se considera sectiunea din Fig. 5.6 supusd actiunii simultane a efortului axial N si a
momentelor incovoietoare My si M,. Originea sistemului de axe corespunde cu centrul de
greutate al sectiunii transversale. In conformitate cu ipotezele enumerate in sectiunea
anterioard, deformatiile specifice totale, pentru un punct oarecare apartinand sectiunii
r=[y,z], pot fi exprimate intr-o forma liniara folosind urmatoarea expresie:

E=Ey+P, 2+, y+E =U+D I +¢, (5.8)
in care u reprezintd deformatia axiald, ® = [¢y ¢Z] este vectorul ce cuprinde curburile in

raport cu axele centrale iar & reprezinta deformatia datoratd tensiunile reziduale existente,
fiind luate Tn considerare doar pentru profilul metalic. Echilibrul global este satisfacut cand
eforturile exterioare (N, My, M,) sunt egale cu cele interioare. Aceste conditii pot fi
reprezentate matematic cu ajutorul urmatorului sistem de ecuatii neliniare:

A{ ol(e(o. 8y, 8, JdAs — N =0;
A{Sd(g(gmmz JedA, —M, =0, (5.9)
foleleoty 6t M, ~G
sau in forn/:; matriceala condensata:
F(X)=f"™—f* =0 (5.10)

unde, X:[go ?, qbz]T reprezintd vectorul necunoscutelor, iar '™ si £ sunt vectorii

eforturilor interioare respectiv exterioare si pot fi exprimati astfel:
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Nint = IG(8(80'¢V’¢2))dACS
A N
fint _ Miynt _ Ia(g(‘go’(bylgbz))ZdAcs o = M, (5.11)
A M,
M = [o{eleq. @y, )lydA
Ass

Tn relatiile de mai sus integralele sunt evaluate pe portiuni de beton respectiv otel (Acs).
Sistemul de ecuatii neliniare poate fi rezolvat folosind, de exemplu, metoda pasilor controlati
in Incarcari, tindnd cont ca tensiunile sunt functii implicite de deformatii, a caror expresie
generala este data de relatia (5.8).

AN
deformatii deformatii
flexionale axiale
(¢, »)  (g0)

deformatii ¢Z
"% reziduale (&0

~.

deformatii |

flexionale | Clzeye) \u | ~
@ [T ™
V | | ~

o ] ~

Fig. 5.6 Sectiune transversald mixta otel-beton de formd oarecare

Sistemul de ecuatii (5.10) se rezolva numeric folosind metoda Newton-Raphson, obtinandu-
se astfel necunoscutele u, ®,, ®, corespunzatoare unei stari de solicitare date de N, My, M,, iar
apoi se calculeaza rigiditatile la incovoiere (Ely, El;) si la efort axial (EA) aferente [11].
Conform metodei iterative Newton, solutia corespunzitoare iteratiei k+1 poate fi evaluatad in
functie de solutia iteratiei k astfel:

XK =Xk —F (XEJTR(XE) k=0 (5.12)
unde F’ reprezintd Jacobianul (sau matricea de rigiditate tangenta a sectiunii transversale)
sistemului de ecuatii neliniare (5.10) si poate fi exprimat astfel:

B ANt ANt gN Nt ]
o, 06, 04,

aM int aM int aM int
=l :(Ej: y y y (5.13)
oX) | 0s, 0¢, 04,
6M int 6M int aM int
Z Z Z
0ey  0f, 09, |
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sau, explicit coeficientii Jacobianului pot fi exprimati astfel:

aN int

ogy

k11 =

8l\/| int
YA
8¢y 8(]5
oM™ 9
k33 =
09, 6¢

32 =

=%{ A{Sa(s(so,qsy,asz ))dAcs]

-1
?J

' A{a<s<eo,¢y,¢z>m§

J'o(s(so Dy, 9, A,

0o O¢g

99 % 4
aaoA“

0o O¢

__dAcs -

o¢ 04,

oo O¢

—
d¢ 09, Ao =

[EdA
Acs

[ E zdA
'ACS

I E, ydA;
Abs

[IG 607¢y ¢z ZdA:s a_d_ dAcs - J-EtZdAcs
AhS

I
{IG eleo by, ZdAcs]

I ( (80’¢y 8 ))ZdACS

Acs

j6(8(80’¢y1¢2 )ydA,, | =

| Aes

{I ole(eo 9,9, ))ydAzs

{f (et 6, s | -

oo 2
———1zd E,z°d
7 ¢y 2dA = A{ (2°0A
oo
——12dA, = | E yzdA,
"] g e [Eor
0o O¢
J oy 7 VOAs = [ELydA,
A 98 €0 As
0o O¢
'[5_8_ dAcs jEtyZdAcs
Acs ¢y Acs
0o O¢ 2
——vydA, = |E,y°d
Jag%yAcs A{ Y oA

(5.14)

unde, Ei=do/de reprezinta modulul de elast1c1tate tangent. Procesul iterativ porneste cu
aproximatia initiald 0 pentru necunoscutele &, ®y, @, iar solutia este obtinutd dupa doar
cateva iteratii prin aplicarea metodei rapid convergente Newton datd de relatia (5.12).
Criteriul de convergenta admis este dat de raportul dintre norma vectorului fortelor
neechilibrate si norma vectorului fortelor totale aplicate. Astfel solutia converge daca criteriul
(5.15) este Tndeplinit, in care toleranta de calcul TOL s-a considerat 1E-5.

VFTF

<TOL
/f extTf ext

(5.15)

Astfel, pentru valori cunoscute a efortului axial N si ale momentelor incovoietoare My, M,
se determind starea de tensiune si deformatie pe inaltimea sectiunii iar apoi se poate calcula
rigiditatea la efort axial si la incovoiere, urmand etapele descrise in sectiunile urmatoare.

Koy Koo Kpg || A, (5.16)
kSl k32 k33 A¢z AMZ

Matricea de rigiditate tangentd a sectiunii transversale relevd schimbdri minore ale
deformatiilor ca urmare a unor modificari de acelasi ordin ale fortelor aplicate. Relatiile
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incrementale Tntre eforturi si deformatii poate fi exprimate astfel ca in relatia (5.16) sau in
forma matriceald condensata:

K -Au=AF 5.17)
unde k; reprezinta matricea de rigiditate tangentd a sectiunii, Au este vectorul deformatiilor
incrementale (deformatia axiala si curburile in raport cu axele centrale ale sectiunii), iar AF
este vectorul care retine valorile eforturilor incrementale. Coeficientii kjj, ai matricei de
rigiditate, sunt calculati in baza relatiilor (5.14) folosind tensiunile si deformatiilor
corespunzatoare unei stiri de echilibru, sub actiunea eforturilor exterioare date N, My, M..
Inversarea relatiei (5.17) conduce la:

f,AF = Au (5.18)
unde f, =k, !reprezintd matricea de flexibilitate tangenta a sectiunii. Se defineste rigiditatea

la incovoiere tangenta in raport cu o axa, ca fiind raportul dintre momentul incovoietor
incremental si curbura incrementald in raportul cu acea axa, efortul axial si momentul

incovoietor incremental in raport cu cealaltd axa mentinandu-se constant (Fig. 5.7) [11]:
M

dmM ? aP

; £l

4]

dd»

Fig. 5.7 Semnificatia fizica a rigiditdtii la incovoiere tangente

AM
El Y, AN=0; AM, =0

ty =
A
A'\iy (5.19)
El,=—%, AN=0; AM, =0
Ag,

Rigiditatea la incovoiere tangenta in raport cu axa y, poate fi determinatd prin rezolvarea
sistemului matriceal (5.18) impunand urmatoarele restrictii:

AN =0
AM, =0 (5.20)
Tn acest caz particular, eforturile incrementale AF, pot fi exprimate astfel:
0
AF=TAF=|1 [aM, ] (5.21)
0
Tnlocuind expresia lui AF in relatia (5.18) obtinem:
f TAF = Au (5.22)
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Tnmultind la stinga ambii membrii ai relatiei (5.22) cu T', se deduce urmitoarea expresie
pentru AF :

AF = (T8 T T A (5.23)
Utilizdnd expresia obtinuta pentru AF, eforturile incrementale AF pot fi calculate in baza
relatiei (5.21) astfel:

AF =TT T) T Au (5.24)
sau in forma matriceald explicita:

AN 0 0 O] Au
AM, |=|0 El, 0[|Ag, (5.25)
AM 0 0 O0ffAg

Tn relatia de mai sus, Ely reprezinta rigiditatea la Incovoiere tangentd in raport cu axa y a
SecCtiunii si are urmatoarea expresie, determinata in baza relatiei (5.24):
2 2 2
El. = K11KaoKgg — Ki1Kog — KasKip + 2KyoKigkas —Kaokis
ty = 2
Ki1Kgs — ki3
Aplicand etapele (5.20) - (5.25), se determina, in mod similar, expresiile rigiditatilor tangente,
la efort axial si la incovoiere in raport cu axa z:
2 2 2
_ K11KoKs3 — KiaKag —Kagkis + 2KyoKy5Kas — Kook

kygkao ki

A

(5.26)

El, (5.27)

EAt — kll _ k12k21 _ k12k23 k31k22 — k32k21 _ k13 I(31k22 — k32k21 (5 28)
k22 k22 k33k22 - k32k23 337022 7 "32h23 .

Evaluarea capacitatii portante ultime

AN

(N(J, Myp. Mz.p)
(No, My, Mz)

suprafata cu
tg(a)=constant

suprafata cu <
tg(a)=constant |

Fig. 5.8 Curba de interactiune corespunzatoare unui raport constant al momentelor incovoietoare

O caracteristicd importanta a metodei propuse constd in posibilitatea determindrii valorilor
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momentelor incovoietoare ultime, corespunzatoare unui efort axial cunoscut si unui raport
constant al momentelor incovoietoare, tg a=M,/My, in vederea asigurarii neviolarii suprafetei
de plastificare (nedepasirea starii limita ultime, Fig. 5.8). Mai mult, o astfel de procedura este
absolut necesara pentru a exista certitudinea ca, odatd cu plasticizarea integrald a unei
sectiuni transversale, capacitatea portantd nu este depdsita in nici-0 sectiune din lungul barei.
Sectiunea transversald supusa la incovoiere oblica cu efort axial, isi atinge capacitatea ultima
cand deformatia totald in fibrele extreme atinge valoarea deformatiei ultime admise. In
consecinta, in starea limitd ultima, premergatoare cedarii, echilibrul este indeplinit cand
fortele exterioare sunt egale cu cele interioare si cand, in fibra de beton maxim comprimata
sau in fibra de otel (armatura sau profil) maxim intinsa, se atinge deformatia ultima admisa.
Aceste conditii pot fi exprimate matematic prin intermediul urmatorului sistem de ecuatii
neliniare:

-[0(8(80’¢y 9, ))dAcs N =0;

J o(e( £0.0y ¢, )J2dA, —M, =0;
(5.29)

Jc(s (00,4, )lydAs —M, =0;
A
€o +¢yzc(¢y7¢z )+ ¢z yc(¢y7¢z )_8cu =

unde N, My, M;, €0, @y, @, reprezintd necunoscutele sistemului de ecuatii, integralele fiind
evaluate pe portiuni de beton respectiv otel (Ags). Primele trei ecuatii ale sistemului (5.29)
definesc, in stadiul de cedare admis, echilibrul intre eforturile interioare, exprimate ca
rezultante ale starii de tensiune interiore, si cele exterioare N, My, M,. Ultima ecuatie a
sistemului defineste criteriul de cedare exprimat, in acest caz, pentru fibra de beton maxim
comprimatd, care admite ca deformatie ultima valoarea ec,. Astfel, zc(®y, @;) si yc(®y, @;)

reprezintd coordonatele punctului in care se admite criteriul de cedare. Aceste coordonate,
asociate punctului de control unde se impune criteriul de cedare, pot fi determinate in functie
de Tnclinatia axei neutre definitd de parametrii @y si @, [4]. Procedura de solutionare consta in
rezolvarea sistemului de ecuatii neliniare (5.29) pentru urmatoarea relatie liniarda de
constrangere:

L(N,M,M,)=N-Ng, =0;

L,(N,M M, )=M, ~tg(a)M, =0;
unde, Np reprezinta efortul axial cunoscut iar raportul momentelor incovoietoare este dat de
tg(a). Corespunzator constrangerii (5.30) putem defini un punct de suprafata de plastificare (V.
Fig. 5.8) aferent efortului axial dat Ny si raportului momentelor incovoietoare. Pentru orice
inclinatie a axei neutre definite de parametrii ®y si @, se pot determina coordonatele
punctelor maxim departate de axa neutrd corespunzatoare fibrelor maxim comprimate sau
intinse (de ex. punctul C(z, yc) din Fig. 5.8). Presupunand ca in acest punct conditia de
cedare este indeplinitd, expresia deformatiilor totale se exprima astfel:

80+¢yzc +¢zyc =&y (5-31)

Mai departe, folosind relatia (5.31) se exprima deformatia axiald in functie de deformatia
ultima &¢y $1 de curburile @y 51 @;:

(5.30)
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Eey _¢yzc _¢z Yoo (5.32)
Astfel, pentru orice fibra a sectiunii transversale, distributia deformatiilor totale este descrisa
de urmatoarea relatie:
£lpy. b, )=cc, + b, (2—2.)+,(y- . ) (5.33)
Tn consecinti, necunoscuta & din sistemul de ecuatii neliniare (5.29) este eliminati impreuna
cu ecuatia ce defineste criteriul de cedare. In acest mod, problema determinirii capacititii
portante ultime se reduce la rezolvarea urmatorului sistem de ecuatii neliniare, unde primele
trei ecuatii descriu conditiile de echilibru static iar ultimele doua definesc combinatiile
posibile intre eforturile exterioare conform relatiei de constrangere (5.30):

[olel,. 0, oA, -N =0;

Acs

J6(8(¢y'¢z ))ZdAcs -M, =0;

Acs

j6(8(¢y ¢, ))ydA:s -M, =0; (5.34)
Acs

L(N,M,,M,)=N-N, =0;
L,(N,M,,M,)=M, ~tg(a)M, =0;

unde N, My, M,, @y, @, reprezinta necunoscutele sistemului de ecuatii. Trebuie mentionat ca
valorile curburilor ®,, @, sunt asociate unui criteriu de cedare (in acest caz, atingerea
deformatiei ultime in fibra de beton maxim comprimata), deci reprezintd curburi ultime.
Tinand cont de relatiile de constrangere sistemul de ecuatii neliniare (5.34) devine:

M@m%%wo
Id%@Wm4gId%@M% , (5.35)
Id%@%% 0;

unde Myp, <Dy, @, reprezintd necunoscutele sistemului de ecuatii. Decupland necunoscuta
moment My de necunoscutele curburi @y, ®,, din primele doua ecuatii ale sistemului se pot
determina curburile, aplicand spre exemplu metoda Newton de rezolvare a sistemelor de
ecuatii neliniare, si tindnd cont ca tensiunile sunt functii implicite de curburi prin intermediul
deformatiei specifice ¢ definite de relatia (5.33):

f1(¢’w¢’z): IG(E(¢’y’¢’z))dAcs —Ngy =0;
f2(9,.9.)= I ‘7( (#,.9, )ydA, —tg(a I ) [ole(p,.8, )JzdA, =0; (5.36)

Cunoscand valorile curburllor @y, @, se poate determlna valoarea momentului Tncovoietor
capabil My, folosind ultima ecuatie a sistemului (5.33):

My = I°(3(¢y'¢z ))ZdAcs; (5.37)
Abs
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Momentului incovoietor capabil M, se determina simplu Tn baza relatiei:

M, =tg(a)M,; (5.38)
In relatiile de mai sus cu My, si My s-au notat momentele incovoietoare care produc
plastificarea totald a sectiunii, aferente unui efort axial No cunoscut. Tn cazul in care, la
sfarsitul unui ciclu de incarcare, momentele incovoietoare sectionale sunt superioare celor
determinate prin procedura descrisa anterior (punctul determinat de tripleta de forte No, My,
M, se situeaza inafara suprafetei de interactiune, v. Fig. 5.8), se recurge la ajustarea
momentelor Tncovoietoare prin micsorarea valorilor lor, in asa fel incat noul punct reprezentat
de tripleta No, Myp, M s@ se gaseasca pe curba de plastificare. Momentele incovoietoare
corectoare, care asigura respectarea conditiei de plastificare, se determina astfel:

AMyp =My =M y;

AM,, =M, -M;
Aceste momente incrementale suplimentare se aplica ca incarcari nodale barei, asa cum se va
arata in cadrul analizei la nivel de element. Acest procedeu asigura neviolarea suprafetei de
interactiune plastica, odatd cu majorarea eforturilor exterioare, dupa plastificarea completa a
unei sectiuni transversale.

(5.39)

5.3.1.2 Cazul unei sectiuni transversale de tip grinda compozitd

In cele ce urmeazi se prezinta modul de determinare a caracteristicilor de rigiditate sectionale,
in domeniul elastic si elasto-plastic de comportare, in ipoteza actiunii compozite totale,
pentru cazul grinzilor compozite avand sectiunea transversala compusa dintr-o placa de beton
armat si un profil metalic, ca in Fig. 5.9.

deformatii deformafii deformatii distributia

flexionale axiale totale tensiunilor

(¢-») (€9) (&g +¢-») Je

- | 7€ N
.Pmt of

i ¢ L Eﬁ, axa neutrd

Fig. 5.9 Sectiune transversald mixta in ipoteza actiunii compozite totale

Se considerd ca geometria sectiunii transversale si distributia materialului este simetricd in
raport cu axa verticala Oy, iar originea sistemului de axe ortogonale corespunde cu centrul de
greutate al profilului metalic. Incarcirile aplicate elementului sunt simetrice in raport cu
planul xQOy, care corespunde cu planul de incovoiere al grinzii. Efectele torsiunii si ale
incovoierii inafara planului sunt neglijate. Frecarea dintre dala de beton si profilul metalic nu
este inclusa in analiza, iar separarea celor doud componente nu este permisd, avand astfel
aceeasi curbura. Contributia barelor de armatura este luatd in considerare, aceste bare fiind
modelate ca fibre punctuale si discrete independente, existand compatibilitate totala intre

86 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



deformatiile acestora si a betonului inconjurator (nu exista lunecari relative intre beton si
armaturi). In vederea simplificarii relatiilor, deformatiile datorate tensiunilor reziduale nu
sunt luate in considerare, insd asa cum s-a aratat in sectiunea anterioara, includerea efectului
acestora in raspunsul sectional, nu reprezinta o dificultate.

Se considera sectiunea din Fig. 5.9 supusa la actiunea simultand a efortului axial N si a
momentului incovoietor M, =M. Sub incidenta ipotezelor simplificatoare acceptate, distributia
deformatiilor totale, corespunzatoare curburii @ si deformatiei axiale ¢, poate fi exprimata
intr-o forma liniara astfel:

E=¢gy+9-Y (5.40)
Echilibrul sectional este indeplinit, cand fortele exterioare (N, M) sunt egale cu cele interioare,
exprimate ca rezultante ale starii de tensiune. Aceste conditii pot fi reprezentate matematic
prin intermediul urmatorului sistem de ecuatii neliniare:

_[‘7 &\&g, P dA%+IU &leg. ¢ dAc+ZU( i(60:9))A; =N =0

(5.41)
j0(5(301¢))ydps + IG(5(501¢))ydAh +_le‘7(5i(50f¢))Yi Ai—-M=
A A 1=
sau 1n forma matriceala condensata:
F(X)=f™—f* =0 (5.42)

.I: ext

unde X =[g, ¢] reprezinta vectorul necunoscutelor, iar £ s sunt vectorii eforturilor

interioare respectiv exterioare si pot fi exprimati astfel:

_[‘7 eleo. @ dAs"‘_[O' eleg. ¢ dAc+Z‘7( (80, 0)A
fint:

Min = IU(5(501¢))ydAs + jo(g(go, ¢))ydA, +ZU( i(£0.0))Yi A (5.43)
A A

fext — N
M

unde, & si @ sunt necunoscutele sistemului de ecuatii. Integralele ce intervin in calculul
eforturilor interioare sunt evaluate pe ariile de beton (Ac) respectiv otel (As). Contributia
armaturilor este explicit considerata, As(i=1,N;) reprezentdnd aria sectiunii transversale a
barei de armatura i situata la distanta y; fatd de axa Oz, iar N; indica numarul barelor de
armatura. Sistemul de ecuatii (5.41) se rezolva numeric folosind metoda Newton-Raphson,
tinand cont ca tensiunile sunt functii implicite de deformatiile exprimate prin relatia (5.40).
Astfel, pentru valori cunoscute ale eforturilor solicitante N,M, se determina starea de tensiune
si de deformatie pe intreaga sectiune, iar apoi se evalueaza rigiditatea la incovoiere (El,) si la
efort axial (EA), dupa cum se prezinta in cele ce urmeaza. Mai mult, se poate evalua
rezultanta tensiunilor pe fiecare componenta a sectiunii (dala de beton sau profilul metalic).
De exemplu, efortul axial interior din dala de beton, tinand cont de efectul armaturilor, poate
fi calculat astfel:

o = ol el san

A
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unde g, si ¢ reprezinti solutia sistemului de ecuatii (5.41).

Matricea de rigiditate tangentd a sectiunii transversale releva schimbari minore ale
deformatiilor ca urmare a unor modificari de acelasi ordin ale fortelor aplicate. Relatiile
incrementale intre eforturi si deformatii poate fi exprimate astfel:

k k Ag AN
1 2| 0|_ (5.45)
sau 1n forma matriceald condensata:
K, -Au=AF (5.46)

unde, k;reprezintd matricea de rigiditate tangenta a sectiunii, Au este vectorul deformatiilor
incrementale (deformatia axiala si curbura in raport cu axele Oz), iar AF este vectorul care
retine valorile eforturilor incrementale. Coeficientii ki ai matricei de rigiditate tangenta se
evalueaza pe baza tensiunilor si implicit a deformatiilor corespunzatoare unei stari de
solicitare cunoscute. Astfel:

R L{" w0, A+ [lelen A + 30 (e e, >>A,i]=
0o 0O¢ 0o O¢ 0o 0O¢;
iag o€y A+ Jga At g‘a_a OA”
- [EG0A + [ELOA + D E, A = (EA), + (EA)
A A i=1

(E;A), dala+armaturi

%_i{f (len #)OA, + [l )R, + Yo ev.6 ))A“}

k12_ a¢ a¢

A
oo 88 0o O¢ 0o O¢;
BTN TN 3 (5.47)
= [ ExydA, + [E,ydA, + Z Ei YiAi = (ES)s + (ES)c;
A A i=L
(E;S). dala+armaturi
s = 2008 = 0| [r(o(e. )0, + [ oleleo,d)ydA, + Y ole (0. 0)yiAn
ogy,  Og A A i=1
oo 88 oo 68 N 0o Og;
= [=== — = +y —— =
&88680 J yAc Ea aoy.Ar.
= J E ydA + jEtcydAb + Z Eir YiArsi = (EiS)s + (E(S)e;
A A E
(ES). dala+armaturi
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. N,
Koo = Dt~ 9| (150, §))yoA, + [o(ele,0))y0A, + 30 (e (60, 6))y, A
op  0g| A - =
_ (0o de do 0z oo Og; _
_Asagaqsyd/* a6 20” ydA, + Za o6 YiA

Nr
= [Ey?dA + [Ey?dA, + 3 E, VP A; =(E s +(E(1).;
A A i=1

(El). dala+armaturi

unde, E;=do/de reprezinta modulul de elasticitate tangent al otelului (S) si al betonului (c). Tn
expresiile coeficientilor de rigiditate kjj, (EiA)s si (EiA)c indicd rigiditatea axiald a
componentei de otel respectiv a celei de beton cu aportul armaturilor, (E:S)s si (EiS)c
reprezinta momentul static al profilului metalic respectiv al dalei in raport cu axa Oz iar (Eql)s
si (Ei). denota momentele de inertie ale fiecarei componente calculate in raport cu axa Oz.
Prin inversarea relatiei (5.46) obtinem:

f.AF = Au (5.48)
unde f, = k; reprezinti matricea de flexibilitate tangenti a sectiunii. Se defineste rigiditatea

la Incovoiere tangenta, ca fiind raportul dintre momentul incovoietor incremental si curbura
incrementald, efortul axial mentinandu-se constant (v. Fig. 5.7). Similar, rigiditatea axiala
tangentd, reprezintd raportul dintre efortul axial incremental si deformatia axiald incrementala,
in timp ce momentul incovoietor raiméane neschimbat:

-
N AN=0 (5.49)
EA =20
Ago AM =0

Rigiditatea la incovoiere tangenta, poate fi determinatd prin rezolvarea sistemului matriceal

(5.48) impunand urmatoarea restrictie:
. AN=0 (5.50)
In acest caz particular, eforturile incrementale AF, pot fi exprimate astfel:

. [0
AF =TAF = M[AM ] (5.51)

Tnlocuind expresia lui AF in relatia (5.48) obtinem:

f TAF = Au (5.52)
Tnmultind la stinga ambii membrii ai relatiei (5.52) cu T', se deduce urmitoarea expresie
pentru AF :

AF = (T8 T) " T7 A (5.53)
Utilizdnd expresia obtinutd pentru AF, eforturile incrementale AF pot fi calculate in baza
relatiei (5.51) astfel:

AF =T(TT£T) T Au (5.54)
sau In forma matriceald explicita:
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AN | 10 0 | |Ag
AM | [0 EL || A¢ (5:55)

Tn relatia de mai sus, El; reprezintd rigiditatea la incovoiere tangentd a sectiunii si are
urmatoarea expresie, calculata in baza relatiei (5.54):
kZ
El, =k,, ——12 (5.56)
I(ll
unde coeficientii kjj se evalueaza pe baza relatiilor (5.47). Aceasta relatie poate fi utilizata

pentru evaluarea rigiditatii elastice la incovoiere. Astfel, stiind ca, in limitele domeniului
elastic, este valida legea lui Hooke intre tensiuni si deformatii, si observand ca pozitia dalei
de beton este descrisda de variabila y=y’+r (v. Fig. 5.9), coeficientii matricei de rigiditate
sectionale pot fi scrisi sub urmatoarea forma:

oN, N
Ky, :a_mt: [EdA + [E.dA, + Y E A; =E.A +E.A
€ A A i=1
E.A. dala+armaturi
6Nint r S !
kp =—7"= JEsydAs + jEc(y + r)dAc +z Er(yi + r-)Ari =
% A A =1
N, N,
= JE,YOA + [Eg- YA + 3 E - YA, +1| [EdA + 3 E A | =
A A, i=1 A i=1
E.S/°% dala+armaturi E.A. dala+armaturi
=E,S, + E.SP +rE_A, = rE A,
oM int ! S !
K1 = o IEsydAg + fEc(y +r)dA + 3 E (Y +1)A =
0 A A i=L
, \- : S (5.57)
= [EoydA + [E;y'dA + 2 B, -yiA +1| [EdA +3 E A, |=
A A, i=1 A i=1
E.SP% dala+armaturi E.A dala+armaturi
=E,S, +E .S +TEA, = rE A,
M ¢ 2 ' 2 3 ' 2
K22 :W: IEsy dA + IEc(y +I’) dA, +ZEr(yi +r) Ai=
A A i=1

C

N, N,
= [E,y?dA + [E.-y?dA, + D E, - yi? A, +2r(JEc-y'dAc +2Er-y;AﬁJ+
A A i=1 A i=1

local - .
Ecl* dala+armaturi E.S/?  dala+armaturi

Nr
+ rz[IECdAC +ZErAri] =E I+ E 1> + rPE A,
A i=1

E A, dala+armaturi
Tn relatiile de mai sus s-a tinut cont cd momentul static al dalei de beton (S\?') respectiv al

profilului metalic (Ss), calculate Tn raport cu axele de greutate proprii, sunt nule atata timp cat
comportarea materialelor este perfect elastica. Indicativul local reflectd raportarea
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caracteristicilor sectionale la axa de greutate proprie a dalei de beton. Inlocuind expresiile
(5.57) in (5.56) se obtine relatia de calcul a rigiditatii elastice la incovoiere corespunzatoare
sectiunilor mixte cu actiune compozita totala:

(El)OO =El + Ecléocal L2 (E.A)(EA,)
(EcA) +(EA)
Aplicand etapele (5.50) - (5.55), se determina, in mod similar, expresia rigiditatii tangente la
efort axial:

(5.58)

k2
EA =ky _ki (5.59)
22

5.3.2 Determinarea caracteristicilor de rigiditate Tn domeniul elasto-plastic a
sectiunilor cu conexiune partiala

In cadrul acestei sectiuni se prezintd modul de determinare a caracteristicilor de rigiditate
sectionale, in domeniul elastic si elasto-plastic de comportare, in ipoteza actiunii compozite
partiale, pentru cazul grinzilor compozite avand sectiunea transversala compusa dintr-o placa
de beton armat si un profil metalic, ca in Fig.5.10. Tn cazul actiunii compozite partiale,
distributia deformatiilor totale pe inaltimea sectiunii transversale ramane liniara insa, spre
deosebire de cazul precedent al actiunii compozite totale, deformatiile inregistreaza o
discontinuitate Tn dreptul interfetei de contact dintre componentele sectiunii. Astfel, lunecarea
relativa, ce apare in zona de contact dintre dala de beton si profilul metalic, este luatd in
considerare prin cuantificarea deformatiilor de lunecare longitudinale aferente. Se considera
sectiunea din Fig.5.10 supusa la actiunea simultana a efortului axial N si a momentului
incovoietor M,=M.

deformatii deformatii deformatii distributia
flexionale axiale totale tensiunilor
in beton in beton in beton
y . I 1
f _ %qb(y;—r)) o i%cl _ LEQC +¢(};’:r),) o CVc f( )N
¥ = axa neutrd din NVint =S We Ver
IENE ,¢, __dala de beton__ /'€
~ v \Y; r £ axa neutrd din.
armaturi placi de beton IFE 7 f_profitul metlic /-
o) } + = z
" ~ M ‘f\fi‘ilt
N > profil metalic

(¢ ) (5os)  (S0s+6-¥) /i

in ofel in ofel in otel

Fig.5.10 Sectiune transversala mixtd in ipoteza actiunii compozite partiale

In cele ce urmeaza se descrie metoda propusa pentru raspunsul inelastic al unei sectiuni
compozite otel-beton cu conexiune partiala. Efectele neliniare ale conectarii partiale sunt
luate Tn considerare printr-un procedeu inovativ in cadrul caruia efortul axial interior din dala
de beton se evalueazd in functie de gradul de actiune compozitd y , a carui expresie va fi
detailata in sectiunea urmatoare si care poate fi, de asemenea, exprimat in functie de gradul

de conectare # definit in capitolul 3 al lucrarii. Asa cum se observa in Fig.5.10, analiza este
condusa in cazul actiunii unui moment incovoietor pozitiv insa procedeul propus poate fi
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aplicat si in situatia sectiunii transversale supuse actiunii unui moment incovoietor negativ. in
baza ipotezelor simplificatoare mai sus enuntate, distributiile deformatiilor totale pe inaltimea
sectiunii transversale, aferente componentei de beton respectiv celei metalice,
corespunzatoare curburii ¢ si deformatiilor axiale &y, si &y, pot fi exprimate intr-o forma

liniara astfel:
€oc + ¢ : (y - r)
€os + ¢ -y

Tn relatiile de mai sus, deformatiile totale &, si &, corespunzitoare dalei de beton (cu aportul

(5.60)

armaturilor) respectiv profilului metalic, s-au exprimat fata de centul de greutate propriu, iar r
reprezinta distanta dintre centrul de greutate ale dalei de beton si cel al profilului metalic.
Deformatia de lunecare longitudinald (&, ), aferenta lunecarii relative ce apare in cazul

conexiunii partiale la interfata de contact dintre componentele sectiunii, poate fi definitd ca
diferenta, dintre deformatia dalei de beton &, si ce a profilului metalic ¢, evaluata la nivelul

fasiei de contact (v. Fig.5.10):

Eslip = &c ~&s =&gc —Egs — @1 (5.61)
Echilibrul sectional este indeplinit, cand fortele exterioare (N, M) sunt egale cu cele interioare,
exprimate ca rezultante ale starii de tensiune. Aceste conditii pot fi reprezentate matematic
prin intermediul urmatorului sistem de ecuatii neliniare:

Afg(gs(%sﬁ))dp‘s + A{ o(ec(zoc, ))dA; + :\12;0(& (0c #))Aq —N =0

[l ), ] ol )0+ X e s M =0

unde, &,., &y si ¢ sunt necunoscutele sistemului de ecuatii. Integralele ce intervin in

(5.62)

calculul eforturilor interioare sunt evaluate pe ariile de beton (A;) respectiv otel (As).
Contributia armaturilor este explicit considerata, A (i=1,Nys) reprezentdnd aria sectiunii
transversale a barei de armatura i situata la distanta y; fata de axa Oz, iar Nys indica numarul
barelor de armatura. Eforturile interioare din dala de beton, incluzand contributia barelor de
armaturd, pot fi evaluate astfel:

Nr
Nine = I (& (800, #))dA,; + ZC’( (80c: A (5.63)
Ac i=
NI’
|nt - IG 80c’ ydAc +ZG( (‘900’ ))yi Ari (5.64)
Tn mod similar, eforturlle interioare din componenta de otel, se determina astfel:
Nife = f (&5 (505, 9))dA (5.65)
A
Min = I (&5 (05, 9))VdA (5.66)
A

Pentru rezolvare sistemului de doud ecuatii (5.62) cu trei necunoscute, gy, , €5 I @, avem

nevoie de o ecuatie suplimentara. In acest sens, efortul axial interior din dala de beton aferent
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conexiunii partiale (N, ), se exprimad in mod simplificat ca o fractiune din efortul axial din

int

dala de beton aferent conexiunii totale (N ), ca in Fig.5.10:

|nt = f (}/eff ) N (5-67)
unde N este calculat in Condi‘giile sectiunii transversale supuse actiunii acelorasi eforturi
exterioare N si M, iar f(y. ) reprezinta cantitatea cu care se reduce N, in vederea
exprimarii N, si care va fi descrisd Tn detaliu Tn sectiunea urmatoare. Valoarea efortului
axial N se obtine urmand procedura descrisa in cadrul sectiunilor cu conexiune totala (v.
ecuatia 5.44). Trebuie evidentiat ca in cazul grinzilor mixte cu conectare totala (n >1), gradul
de actiune compozitd tinde spre infinit ( y 4 — o ), functia f(y.) tinde spre unu

(f (¥ ) = 1), si in consecintda N{, — N . In cazul grinzilor fira conectare (17 =0), gradul

de actiune compozita este zero (7.4 = 0), si in consecintd N;,, = 0. Introducand notatiile:

Nc: f(yeﬁ)'ch

(5.68)
Ng=N-N;=N- f(?’eff)'ch
sistemul de ecuatii (5.62) devine:
IG 80c’ dAc +ZU( (800’ ))An -N.=0
ja (£05,0))dA —(N=N_)=0 (5.69)

JG 8037 ydAs + _[U 800’ )ydAc +ZU( (800’¢))yi Ari -M =0

sau in forma matriceala condensata.
F(X)=f" - =0 (5.70)

ext

unde X =[e,, &y @] reprezinti vectorul necunoscutelor, iar f'™ si f*' sunt vectorii

eforturilor interioare respectiv exterioare si pot fi exprimati astfel:

mt IG gOc’ dAc+ZG( (800’ ))Arl

fint mt _[U 8051
N, (5.71)
|\/llnt - _[G 805’ ydAs + IG 800! ))ydAc +ZG(8i (‘900!¢))yi Ari
L A = i
Nc
o = N-N,
M

Sistemul de ecuatii (5.69) se rezolva numeric folosind metoda Newton-Raphson, tinand cont
ca tensiunile sunt functii implicite de deformatiile exprimate prin relatia (5.60). Conform
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metodei iterative Newton, solutia corespunzatoare iteratiei k+1 poate fi evaluatd in functie de
solutia iteratiei k astfel:
1
Xkt = xk—F (XPR(XE) k=0 (5.72)
in care F’ reprezinta Jacobianul (sau matricea de rigiditate tangenta a sectiunii transversale)
sistemului de ecuatii neliniare (5.69) si poate fi exprimat astfel

ONjoy ONjy ONint
0gyc 0gos 0¢
- _(Ej_ oNG, ONGy Ny |
oX 0&0. 08¢ op
M iy +aMicnt M iy +8Micr1t OM iy +8Mi$1t (5.73)
| Ogge 08y, Ofgs  O€gs o0¢ o9 |
_k11 0 kg
= 0 kyp Ky
_k31 K  Kss
sau explicit:
N5 |
n=—=——| [oleleq ¢ ))dAc+Z (8i(£0c. #)A | =
0&pc  0€p¢ A
oo 0 oo 0 =
= 86 % dA + Z Z i IZIEtchc+ZEtrAri:(EtA)c;
A &c agOc €oc A, i=1
(E{A). dala+armaturi
8Nint 0
o2 {J e 0+ Bl
€os 8805 A
0o Oe, Nra_a 0€; A =0:
A 08¢ 8805 izlagi Ocps
aN”“ 0
- q{ e e .+ et »xx.} 670
og. 0o 0O¢; N
— E.(y—-r)d E, (Y — P =
A[g a¢ Ac Iz;a 8¢An A[ tc(y r)Ac+§ tr(y| r-)Arl
N, N,
I tcydAc‘l'_Z:EtryiAri_r jEtchc+ZEtrAri =(Ets)c_r(EtA)c;
A i=1 A i=1

(E;S). dala+armaturi

(E{A). dala+armaturi

aNm o | | o0 oc
,o)d S d 0;
21 = 850c agoc _/i (5 (505 ¢)) As_ 88 Deq A =
oaN™ 5 [ | o0 o
_ONs” _ B)A |= [29 %5 ga = [ELdA = (EA).;
22 D0, Oty _AJ.SU(E (805 ¢)) As_ de, Oéy, A= J sdA = (E(A)s;
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oN M 0 _ 0o Ogg B _ :
Kyg = o —%{i0(85(805,¢))d&] = Asa o4 dA, = AJ;Etsy dA = (ES)s;

om/m .\ oM™

o1 = 0gpc  0€pe
8
- {Ja(sxem,m)y G+ e )y OB, + Sl s A,}
€oc A A
0o Og, 0o O¢;
= o6, e, Y §a—a = [Ee dAc+ZEtry.Ar. = (ES).
(E{S). dala+armatura
o aM;nt +8M;nt ~
2 0gps  0&ps -
Nr
51[ Jolealeos 8y 0A + [oleeoed)ly 04, + 3 ole e ) A,i] -
Os | A A i=
00 0¢g 3 .
L3z, e, Y dA = (ES)s;
_ GMS"“ LM
33~ o4 04 =
== IG(53(505,¢))y dAs+jG(gc(8OC7 )y dAc+Z‘7( (€0 O)YiA |=
09 A A
_ (0o Ogg 0o Os, 0o O¢; _
e o) 208 Cop ) y dA + Za . 09 Vi

Nr
= [Exy dA + [Eg(y-n)y A, + 2B (3 = 1)1 =
A A 1=

) N, N,
= IEtsy dA, + _[EtcyZdAc +2Etryi2Ari _r[JEtcydAc +2EtryiAriJ:
A A i=1 A i=1

(E¢l), dala+armatura (E;S), dala+armatura
=(E1)s +(Ei1)c =T (E(S).;
unde, E;=do/de reprezinta modulul de elasticitate tangent al otelului (s) si al betonului (c). In
expresiile coeficientilor de rigiditate kjj, (E/A)s si (E:A)c indica rigiditatea axiald a
componentei de otel respectiv a celei de beton cu aportul armaturilor, (EiS)s si (EiS)c
reprezintda momentul static al profilului metalic respectiv al dalei in raport cu axa Oz iar (El)s
si (Eil)c denota momentele de inertie ale fiecarei componente calculate in raport cu axa Oz.
Procesul iterativ porneste cu aproximatia initialda 0 pentru necunoscutele gy, gy, sl ¢, iar

solutia este obtinuta dupa doar cateva iteratii prin aplicarea metodei rapid convergente
Newton datd de relatia (5.72). Criteriul de convergenta admis este dat de raportul dintre
norma vectorului fortelor neechilibrate si norma vectorului fortelor totale aplicate (v. relatia
5.15). Astfel, pentru valori cunoscute a efortului axial N si a momentului incovoietor M, se
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determina starea de tensiune si deformatie pe indltimea sectiunii iar apoi se poate calcula
rigiditatea la efort axial si la incovoiere, urmand etapele descrise in cele ce urmeaza.

Matricea de rigiditate tangentd a sectiunii transversale releva schimbari minore ale
deformatiilor ca urmare a unor modificari de acelasi ordin ale fortelor aplicate. Relatiile
incrementale intre eforturi si deformatii poate fi exprimate astfel:

ki 0 kg | |Agg AN,

0 Ky, Kyg|-|Agps | =] AN (5.75)

k31 k32 k33 A¢ AM
unde coeficientii ki, ai matricei de rigiditate tangente, sunt calculati in baza relatiilor (5.74)
folosind tensiunile si deformatiile corespunzatoare unei stari de echilibru, sub actiunea
eforturilor exterioare date; AN,, AN, = AN — AN, reprezinta eforturi axiale incrementale in

dala de beton respectiv in profilul metalic, iar AM reprezinta momentul incovoietor
incremental. Se defineste rigiditatea la incovoiere tangenta, ca fiind raportul dintre momentul
fncovoietor incremental si curbura incrementald, efortul axial mentinandu-se constant,
AN =0 (v. Fig. 5.7):

AM

(El), = A (5.76)
AN=0

Sistemul matriceal dat de relatia (5.71) poate fi scris in forma desfasurata astfel:
kijAgge +KigAPp =AN, = T (yeq )- AN
KapAggs +KpsAd=ANg =—1f (yer ) AN (5.77)
KsjAgge + KgpAggs +KgzAd = AM
Tn relatiile de mai sus s-au exprimat eforturile axiale incrementale AN, si AN Tn functie de
efortul axial incremental in dala de beton in ipoteza actiunii compozite totale, AN prin
intermediul functiei f (y. ). Succesiv, se exprima deformatiile axiale incrementale Agg,. si

Agys din prima respectiv a doua ecuatie a sistemului (5.77) in functie de curbura

incrementald A¢ . Inlocuind expresiile obtinute in ultima ecuatie a sistemului (5.77), rezulta:
f(7err ) AN —Ki3A — F (Ve ) - AN —KpsAg
31 K +Ka K
11 22

Se rearanjeaza termenii ecuatiei, prin punerea in evidenta a raportului AM /A¢, iar apoi

+KygAgp = AM (5.78)

tinand cont de relatia (5.76) se obtine expresia rigiditatii la incovoiere tangente:

a
El), =
V eff AM
unde:
K.,k Ko,k
a:k33— 3k1 13 3k2 23;
11 22 (580)
kll k22
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lar ANy reprezintd efortul axial incremental in dala de beton in cazul actiunii compozite

totale si se calculeaza ca diferenta intre valoare aferentd unui moment incovoietor
incrementat M+AM respectiv cea aferentda momentului incovoietor M:

ANg = NF M - NgY (5.81)
Relatia (5.79) poate fi utilizata si pentru evaluarea rigiditatii elastice la incovoiere a
sectiunilor mixte otel-beton cu actiune compozitd partialda. Observand cd pozitia dalei de
beton este descrisa de variabila y=y’+r (v. Fig.5.10), distributia deformatiilor totale in
componenta de beton poate fi evaluata intr-o noua forma astfel:

Ec =&ty (5-82)
Folosind aceasta relatie si tinand cont ca, in limitele domeniului elastic, este valida legea lui
Hooke intre tensiuni si deformatii, coeficientii ki ai matricei de rigiditate sectionale pot fi
scrisi sub urmatoarea forma:

aN int
ki = P = =EcA;
€oc
int
kip = MNe _ 0;
6505
8Ném , Ny ' local .
ki = = .[Ec'ydAc+_zEryiAri=EcSc =0;
A i=1
E.S/°% dala-+armaturi
int
k21 = aNS = 0 y
680C
aN int
Koz = 2 — = EA
€0s
aN int
k23 = a; = ESSS = 0 y
oMM MM oo Oe W 0o O¢ 5.83
k= o = LT Ly e« X By = B0
Otge Oty A 08 05
Nr
= IEc(y"i' r)dAc +Z Er(yi’ + r)Ari =
A i=1
N, N,
= '[Ec -y'dA +Z E - ViAi +r1 JEch: +Z EA: |= r(EcAc);
A i=1 A i=1
E.S°? dala+armatura E A, dala+armatura
int int
kp = s Me™ _ (g y dn = ES, =0;

8505 8505 A
8M int 6M int
S c —

*T o o
_ 00 o, 0 25 V0o dg;
1o o ! y dA + I g VA 3 o S A, =
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Nr
= [Ey"dA + [Ey(y' +TA + 3 E yi(y) +1)A; =
1

{2
f

2 1A Nl’ [ ! Nr 1A
= [E,y dA  + [E y"2dA, + D E,yi?A; +1| [E.YdA + > E VA, |=
A A i=1 A i=1

local
E. I dala+armatura E.S!° dala+armatura

=E I, +E 12
Tn relatiile de mai sus s-a tinut cont ci momentele statice, ale dalei de beton ( S2°°?') respectiv
ale profilului metalic (Ss), calculate Tn raport cu axele de greutate proprii, sunt nule atata timp
cat comportarea materialelor este perfect elastica. Indicativul local reflecta raportarea
caracteristicilor sectionale la axa de greutate proprie a dalei de beton. Inlocuind expresiile
termenilor matricei elastice de rigiditate in relatiile (5.80), se obtine, in baza formulei (5.79),
expresia rigiditdtii elastice la incovoiere:
E lg +E 1
(Elg = ——=t

AN (5.84)

AM
unde E 1% reprezinta rigiditatea la incovoiere a dalei de beton calculati in raport cu axa

care trece prin centrul ei de greutate. Pentru cazul particular f (. ) =0, relatia (5.84) devine:

(EN° =E I, +E 1% (5.85)
si reprezintd rigiditatea la Thcovoiere a sectiunilor mixte otel-beton solicitate in domeniul
elastic corespunzatoare cazului In care actiunea compozitd este zero (fara interactiune intre
componente). Relatia (5.84) poate fi exprimatd intr-o formda mult mai sugestiva prin

determinarea valorii AN& ce semnifica, efortul axial incremental in dala de beton in stadiul

elastic de comportare, aferent actiunii compozite totale si poate fi calculat prin intermediul
relatiei (5.81), ca diferenta intre valoarea N&™**M corespunzitoare unui nivel de solicitare

descris de eforturile N, M+AM respectiv valoarea N&" aferent eforturilor exterioare N, M.

In vederea evaluarii celor doua valori ale efortului axial, se rezolva sistemul de ecuatii (5.41)
pentru cele doud perechi de eforturi mai sus mentionate. Astfel, sub actiunea perechii de
eforturi N, M si sub incidenta domeniului elastic de comportare, Sistemul de ecuatii (5.41), se
rescrie astfel:

E,ed! +6™ -y A + [E, (" +o™ (y'+ 1)), +_NZ';:Er(s£” + M (y;+)A =N =0
A 1=

]

A

[E, (53" + oM ~y)y dA, + jEc(g(')\” +oM(y' + r)Xy'+ r)dA, + (5.86

A A )
Nr

+30E (el +4M (v +1)y; +1)A; —M =0

=1

sau, mai departe:
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M M local _
{80 (EsAs + ECAC)+¢ (Esss + EsSc + r(EcAc))_ N (5.87)

el (E.S, + ESP 4 r(E A )+ o™ (Eg I +E 1% +2rE S 1 r2(E A )= M
unde &) si 9™ reprezinta necunoscutele sistemului de ecuatii si caracteristicile sectionale ale
dalei de beton si includ si contributia armaturilor. Tinand cont ca momentele statice, ale dalei
de beton (S respectiv ale profilului metalic (Ss), calculate Tn raport cu axele de greutate
proprii, sunt nule, se determini necunoscutele &' si M ale sistemului prin exprimarea
primei necunoscute din prima ecuatie si inlocuirea ei in cea de-a doua. Astfel obtinem:

M N M EcAc
g === T
EcA +EA EcA +EA
E2A2 EA (5.88)
¢M(—r2°—+ESIS+ESIC'°ca'+r2ECACJ:M—N-r°—
EcA +EA EcA +EA

Folosind relatia (5.58) ce exprima rigiditatea elastica la incovoiere a sectiunilor mixte otel-
beton Tn ipoteza actiunii compozite totale, sistemul (5.88) devine:

gM _ N + N r2 EczAc2 M r EcAc
O 0 - 0 )

EA+EA (ED” EA+EA (EN)" EA+EA
¢M _ M _ N r ECAC

(ED* (EN”" EA +EA
Stiind ca, n limitele domeniului elastic, efortul axial in dala de beton aferent actiunii
compozite totale poate fi exprimat ca:

NG =g’ “EcA +4" T EA (5.90)

Urmand etapele (5.86) - (5.90), se determina efortul axial elastic N&™**™ n dala de beton,

(5.89)

in ipoteza actiunii compozite totale, cand sectiunea este supusa actiunii simultane a

eforturilor exterioare N, M+AM. Aplicand relatia (5.81), se obtine valoarea efortului axial

elastic incremental din dala de beton in conditiile actiunii compozite totale:
AN; — Néef,MJrAM _NCef,M — AM r EcAcEsAs

) (EN"  EA+EA

Inlocuind expresia obtinuta in relatia (5.84) si tinand cont de relatiile (5.58) si (5.85) ce

definesc rigiditatea elastica la Tncovoiere pentru sectiunile mixte cu actiune compozita totala

(5.91)

respectiv fara conectare, se obtine o noud forma a rigiditatii elastice la incovoiere a
sectiunilor mixte otel-beton, Tn ipoteza actiunii compozite partiale:

_ (EN)°
(EDa _1_ INCIE —(E1)° (5.92)
Y eif (EI)OO

Dacd conexiunea dintre placa de beton si grinda metalicd este rigida atunci y — ©,
f (7o ) =1, si, in consecintd, (El), = (EI). In cazul contrar, cdnd nu exista conectare intre

cele doud componente, atunci y4 =0, f(ye) =0, si, in consecintd, (El), = (EI)°.

Rigiditatea axiald tangenta a sectiunii transversale este calculatd ca suma rigiditatilor
axiale tangente ale celor doud componente:
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(EA), = (EA), +(EA), (5.93)
unde fiecare termen al sumei se defineste ca raportul dintre efortul axial incremental al
componentei respective si deformatia axiala corespunzatoare, momentul incovoietor
ramanand constant (AM=0):

AN
(EA)tc = A—C
70c a0 (5.94)
AN '
(EA)ts = A :
€0s |aM=0

Rezolvand sistemul (5.77) tinand cont de restrictia mai sus amintitd, se obtin urmatoarele
expresii pentru rigiditdtile axiale tangente aferente componentei de beton respectiv celei
metalice:
2
_ kll(k23 - k22k33)+ Ki3KaoKss .

EA) . = ;
( )tc k223 —KpoKag +Ky3Kyg

(5.95)

2
(EA), = Koz (Kiskas — Kiss) —kiikss
ts —
Ki1Kaz —Kizkay —kgikog
In relatiile de mai sus s-a tinut cont ca K,; =K;,. Se observd cu usurintd, cd in limitele

domeniului elastic, rigiditatea axiala a sectiunii transversale se reduce la suma algebrica
dintre rigiditatea axiala a dalei (E A,) si cea a profilului (EsA;):

(EA)q = (kiy + Kz )y = EcA + EGA (5.96)
unde expresiile coeficientilor kj; se evalueaza conform relatiilor (5.83). Evaluand rigiditatile
tangente, la incovoiere (El), si la efort axial (EA), intr-un numar discret de sectiuni

transversale localizate in lungul elementului in punctele schemei de integrare adoptate,
raspunsul elasto-plastic al elementului se determina ca suma ponderata a raspunsurilor elasto-
plastice ale acestor sectiuni transversale, asa cum se va arata in subcapitolul 5.4 al acestei
lucrari. Este important de scos Tn evidenta ca singura sursa de inexactitate in evaluarea
raspunsului inelastic al sectiunilor mixte otel-beton cu actiune compozitd partialda se
datoreaza modului aproximativ de considerare a efortului axial in dala de beton ca functie de
actiunea compozita.

5.3.3 Evaluarea efortului axial din componenta de beton. Grad efectiv de actiune
compozita

In subcapitolul anterior s-au prezentat etapele necesare determindrii caracteristicilor de
rigiditate sectionale in domeniul elastic si elasto-plastic de comportare al sectiunilor
transversale mixte otel-beton, Tn conditiile actiunii compozite partiale dintre dala de beton si
grinda metalica. Procedura este formulatd in jurul ipotezei conform careia efortul axial
interior din dala de beton poate fi estimat in functie de gradul de actiune compozita. In cadrul
acestei sectiuni se deduc expresiile pentru estimarea gradului de actiune compozita, atat
pentru domeniul de comportare elastic cat si cel post-elastic.

Girhammar, propune in lucrarile [46-48] relatii pentru evaluarea rigiditatii elastice la
incovoiere pentru grinzi mixte otel-beton cu interactiune partialda. Se aratd cd aceasta
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rigiditate este influentata de doi parametri adimensionali: parametrul ce defineste intensitatea
actiunii compozite (partial composite action parameter) ol si parametrul dat prin raportul
dintre rigiditatea elastica la incovoiere pentru Sectiunile mixte cu actiune compozitd totala
respectiv fara conectare. Astfel, relatia propusa in Girhammar [46] pentru rigiditatea elastica

la incovoiere pentru grinzi mixte otel-beton cu interactiune partiala este:
-1

(El )y = 1+(E')w /(E')O_l (El)” (5.97)
1{2} (ol )?
k (El)”
EA (B *

(5.98)

unde k reprezinta rigiditatea conexiunii, L denotd lungimea elementului, (EI)* si (EI)° sunt
definite de relatiile (5.58) si (5.85). Facand urmatoarea notatie:

EA\= EcAcEsAs

EcA +EA

expresia rigiditatii elastice la incovoiere corespunzdtoare actiunii compozite totale poate fi
scrisa intr-o noua forma astfel:

(E1)" =E(lg+E 1 +r?EA (5.100)
Studiile parametrice intreprinse de Girhammar au reliefat faptul ca relatia aproximativa de
evaluare a rigiditatii elastice la incovoiere (5.97) poate fi utilizatd cu succes pentru calculul
deplasarilor, eforturilor si tensiunilor in cazul elementelor structurale mixte otel-beton cu
actiune compozita partiala, indiferent de conditiile de rezemare si incircare. In relatia (5.97),

(5.99)

w1 reprezintd coeficientul de flambaj si poate avea valorile binecunoscute pentru cazul
elementelor cu interactiune totala. De exemplu, u=1 pentru bara simplu rezemata, u=0.7
pentru bara incastrat-articulata si 4=0.5 pentru bara dublu incastrata. Expresia (5.97) poate fi
rearanjata si scrisa sub urmatoarea forma:

(EN) s = E”
L 1 (E1)” —(EI° (5.101)
s n? (E1)™
(ual )’

Comparand relatia de mai sus cu expresia obtinuta in subcapitolul anterior pentru rigiditatea
elastica la incovoiere a sectiunilor mixte otel-beton sub incidenta actiunii compozite partiale
(relatia 5.92), se deduce cu usurintd expresia functiei f () ) corespunzatoare domeniului

elastic, notata cu f(y):

1 1
f(y)= e "
I+ — 1+ 5 (5.102)
7) (ual)

unde:
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sectiunii curente de calcul. Tn relatia (5.108) i reprezinta distanta dintre conectori misurata in

lungul elementului, iar Ni(r:n,(iic 12) denota efortul axial interior in placa de beton calculat la

distantele +i,/2 fata de sectiunea curenta de calcul.

Tn Fig. 5.11 legea de comportare neliniara a conectorilor adoptata in prezenta procedura de
analizd. Analizand curba de comportare a conectorilor din Fig. 5.11 descrisd de relatia
propusa de Ollgaard [37], se observa ca pentru valori mici ale fortei P, caracterul neliniar al
curbei nu este unul pronuntat. Astfel, daca forta P; calculata cu relatia (5.107) este mai mica
sau cel mult egala cu jumatate din capacitatea portantd a conectorului Ps; atunci rigiditatea
conexiunii se considera a fi constanta si egala cu:

Ksov
[

Ksoos = (5.109)

C
unde Kgq, reprezinta rigiditatea conectorului aferenta unei forte egale cu jumatate din

capacitatea portanta a conectorului (v. Fig. 5.11).

—>05 ———————, Modelul de comportare Ollgaard:
E = sc(l - e—ﬁs)“

funecare (mm)

Fig. 5.11 Modelul neliniar de comportare al conectorilor. Definirea rigiditatii secante a conectorului

Impartind valoarea rigiditatii Kgy, la distanta dintre conectori i se realizeaza o continuizare

ipotetica a rigiditatii conexiunii, acest concept de conexiune continud reprezentand o ipoteza
a metodei propuse. Trebuie mentionat ca in cazul dispunerii mai multor conectori intr-0
sectiune curentd, valoarea Kgy, se multiplicd cu numarul de conectori de pe un rand. Pentru

valori ale fortei de forfecare P mai mari decat 50% din Ps, se adopta o rigiditate secanta a
conectorului si implicit a conexiunii (v. Fig. 5.11). De exemplu, optand pentru modelul de
comportare al conectorilor propus de Ollgaard [37], rigiditatea conexiunii poate fi evaluata
prin intermediul urmatoarei relatii:

_e P
Ksec = K-S‘EC == ic = e (1- : (5.110)
| I, -S l.-S
unde P reprezinta capacitatea portanta a conectorilor iar « si £ sunt doi parametrii ce descriu
forma si implicit rigiditatea curbei. Valoarea lunecarii longitudinale (S) ce intervine n relatia
(5.110) poate fi calculata pe baza relatiei propuse de Ollgaard:

c c c
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1

1 P. e
=——Inl1-| = ,

S ﬂn (j (5.111)

sC

Urmand procedura descrisa anterior, rigiditatea conexiunii Ks poate fi actualizata la fiecare
pas de incarcare, in functie de valoarea efortului axial in sectiunea curentd de calcul.
Reducerea rigiditatii conexiunii, in zona de moment negativ, poate fi inclusd in procedura
curentd prin modificarea relatiei propuse de Ollgaard [37] conform observatiile
experimentale raportate de Johnson [140].

Caracteristicile de rigiditate sectionale (EI)7, (EI) si (ﬁ)x ce intervin n calculul

parametrului a(x) conform relatiei (5.106), se actualizeazd in cadrul fiecarui ciclu de

incdrcare pe baza starii de tensiune si deformatie determinate din conditiile de echilibru
aferente unei stari de solicitare corespunzatoare ciclului anterior de Incarcare. Deformatiile si
tensiunile se determind numeric prin rezolvarea sistemului de ecuatii neliniare (5.69), asa
cum s-a aratat in sectiunea anterioara. Expresiile caracteristicilor de rigiditate sectionale sunt:

NI’S
(ENC = [Egy dA + [Eo(y -1y dA + D Er (Vi —NYiA:
A A =1

(EA)x,c = IEtchc + % EtrArSi;
A i=1

(EA) s = [ EdA; (5.112)
AS

RGN

(EA), s +(EA), .

(EDY = (EDS +r*-(EA);
Expresiile (5.112) se calculeaza in functie de modulul de elasticitate tangent E=do/de al
otelului (S), betonului (c) respectiv al barelor de armaturd (r). Trebuie mentionat ca in

(EA),

00
X

domeniul elasto-plastic de comportare, (EI) nu reprezinta rigiditatea la incovoiere tangenta

a sectiunilor cu actiune compozita totala. Aceasta rigiditate poate fi evaluata in baza relatiei
(5.79) urmand procedura descrisa in subcapitolul anterior.
Se observa cu usurintd, cd odatd cu dezvoltarea zonelor plastice aferente domeniului

elasto-plastic de comportare, parametrul a(x) ce defineste gradul de actiune compozita prin
relatia (5.105) are valori distincte de la 0 sectiune transversala la alta, rezultand astfel valori
distincte pentru y(x). in vederea evitarii procesului complex de calcul ce ar rezulta prin
considerarea valorilor distincte de la sectiune la sectiune ale gradului de actiune compozita, in
cele ce urmeaza se defineste un grad mediu de actiune compozitd (y.4 ), considerat constant

pe toatd lungimea elementului analizat:

X

Vit = yL(%ja(x)dxj = yL[Ia(ﬁL)dé} &= n (5.113)

Integrala se evalueaza aplicand metoda Gauss-Lobatto, asa cum se va descrie in cadrul
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sectiunii ce trateaza analiza la nivel de element.

In concluzie, in vederea aplicirii metodei propuse pentru determinarea raspunsului elasto-
plastic al sectiunilor transversale otel-beton cu actiune compozita partiala, este necesara
evaluarea prealabild a gradului de actiune compozitd tindnd cont de caracteristicile de
rigiditate determinate pe baza starii de tensiune si deformatie aferente pasului anterior de
incarcare. In acest sens, se evalueazi gradul de actiune compoziti in fiecare sectiune
transversald caracteristica (in punctele schemei de integrare adoptate), iar apoi se calculeaza
gradul mediu de actiune compozita (¥ ) In baza relatiei (5.113). Mai departe, valoarea y«

este folosita pentru evaluarea efortului axial interior din dala de beton , ca o fractiune din
acelasi efort dar calculat sub incidenta interactiunii totale (Ncf):

Nicnt = f(}’eff ) N (5.114)
unde:
1
f (7eff )= T
1+72 (5.115)
(7eff )

Asa cum s-a mai mentionat, gradul de conectare (concept intalnit in principalele norme de
proiectare) este asociat cu caracteristica de rezistentd a conexiunii dintre componentele
elementului mixt insd este in legatura directd cu gradul de interactiune, concept asociat cu
rigiditatea conexiunii. Tn consecinta gradul de conectare 7, se regiseste in gradul de actiune
compozitd y. , pPrin intermediul parametrului adimensional aL . De exemplu, gradului de

conectare 7, ii este asociat un numar de conectori n ce trebuie dispusi pe o lungime critica I,
rezultand astfel distanta ic=Ic/n intre conectori. Acestei distante ic i se asociaza o rigiditate
secantd a conexiunii (Ksc) prin intermediul relatiei (5.110) sau (5.109) (in functie de nivelul
de solicitare al conectorilor). O crestere a gradului de conectare, implica sporirea numarului
de conectori si automat micsorarea distantei dintre ei, ducand astfel la marirea valorii
rigiditatii secante a conexiunii (Ksc) si implicit a gradul de actiune compozita (.4 ). Se poate

concluziona cd majorarea rezistentei conexiunii implicad si majorarea rigiditatii acesteia. Daca
gradul de conectare #>/ (numarul de conectori dispusi este mai mare decat cel ce asigura
Conectarea totald) atunci gradul de actiune compozita tinde spre infinit (y4 — o) si In

consecintd f(y ) 1.

In cele ce urmeazi se prezinti succesiunea etapelor necesare pentru determinarea
caracteristicilor de rigiditate ale sectiunilor transversale otel-beton cu actiune compozita
partiald in cadrul unui increment de incarcare. Astfel:

1. La inceputul fiecdrui pas de incarcare se cunoaste gradul mediu de actiune compozita

(7 ) calculat Tn functie de caracteristicile de rigiditate evaluate in pasul anterior de

incdrcare (vezi relatia 5.113). In cadrul primului increment, se foloseste gradul elastic
de actiune compozita calculat cu relatia (5.103). Efortul axial exterior N este cunoscut.

2. Se evalueaza momentul Tncovoietor My (k=1,n) in fiecare din cele n sectiuni
transversale monitorizate, localizate in lungul elementului in punctele schemei de
integrare adoptate. Cunoscand valoare momentului incovoietor solicitant, in fiecare
sectiune transversala de control K se efectueaza urmatoarele operatii:
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2.1.

2.2.

2.3.

2.4.
2.5.

2.6.

Se determina efortul axial interior in dala de beton in ipoteza actiunii
compozite totale, Nc'\f",k, din actiunea eforturilor N si M (relatia 5.44). Se
repetd calculul pentru combinatia de eforturi N si My+AM, obtinandu-se

valoarea N ’EAM . Se calculeaza valoarea efortului axial incremental din dala

de beton, AN =NJY*™M _NY | necesara pentru calculul rigiditatii la

incovoiere tangente conform relatiei (5.81).
Se evalueaza efortul axial interior in dala de beton sub incidenta actiunii

compozite partiale (cf. relatiei 5.67), ca o fractiune din valoare Nc'\f’"k

determinatd anterior.
Se rezolva sistemul de ecuatii neliniare (5.69), obtinandu-se necunoscutele g, ,

&os Sl ¢ aferente nivelului de solicitare N, M.

Se calculeaza coeficientii matricei de rigiditate tangente cf. relatiilor (5.74).
Se evalueaza rigiditatea tangentd la incovoiere (El),, (cf. 5.79) si la efort

axial (EA),, (cf.5.93).

Se calculeaza caracteristicile sectionale de rigiditate (EI )f, (EI )(k) si (ﬁ)k , cf.
relatiilor (5.112), necesare evaluarii parametrului o, . Se determina rigiditatea

secantd a conexiunii (Ksc) folosind expresia (5.110) sau (5.109) in functie de
nivelul de solicitare al conectorilor. Se evalueaza parametrul «, (cf. 5.106).

3. Se formeaza vectorul fortelor nodale echivalente si matricea de rigiditate tangenta a

elementului ca suma ponderatd a caracteristicilor sectionale de rigiditate ((EI),, si

(EA), ) calculate Tn etapa 2.5 pentru fiecare sectiune a schemei de integrare adoptate.

4. Se calculeaza noua valoare a gradului mediu de actiune compozitd prin aplicarea
regulii de integrare Gauss-Lobatto a parametrilor o, (cf. relatiei 5.113), determinati

n etapa 2.6 pentru fiecare sectiune transversala de control.

5.3.4 Evaluarea eforturilor interioare si a coeficientilor matricei tangente sectionale de
rigiditate

Aceasta sectiune isi propune sd descrie modul de evaluare a integralelor de suprafatd ce
intervin Tn definirea eforturilor interioare si a coeficientilor matricei tangente de rigiditate.
Metoda de cuadratura folositd in aceasta lucrare se bazeaza pe teorema Green conform careia
integralele de suprafata se transforma in integrale curbilinii pe conturul sectiunilor. Acest
procedeu s-a dovedit a fi foarte eficient si rapid deoarece integrarea tensiunilor trebuie
evaluati intr-un numir redus de puncte de pe conturul sectiunii. In vederea aplicarii acestui
procedeu de integrare numerica este necesarad o transformare de variabile astfel Tncat cAmpul
tensiunilor sa devind uniform intr-0 directie particulara definitd de pozitia instantanee a axei
neutre [4]. Aceasta particularitate poate fi realizata prin rotirea sistemului de axe la care s-a
raportat sectiunea (zOy) cu unghiul 6 obtinandu-se astfel un nou sistem de axe ortogonale
¢On n care axa O¢ este paralela cu axa neutra iar axa Oy este perpendiculara pe aceasta (v.
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Fig. 5.6). In cele ce urmeaza se descrie modul de evaluare a integralelor de suprafata pentru
calculul eforturilor interioare si al coeficientilor matricei tangente de rigiditate pentru cazul
general al sectiunii de forma oarecare din Fig. 5.6. Pentru sectiunile prezentate in Fig. 5.9 si
Fig.5.10 evaluarea integralelor de suprafata se face prin acelasi procedeu de transformare a
acestora in integrale curbilinii pe contur, Tnsa nu mai este necesara rotirea sistemului de axe
deoarece campul de tensiuni este uniform in directia paralela (Oz) cu axa neutrda. Revenind la
cazul sectiunii de forma arbitrard, coordonatele z,y pot fi descrise prin intermediul noilor
coordonate &,  astfel:

z=£c0sO+nsinb

y=-£sin@ +ncoso
unde tg #=,/®,. Tn acest fel cAmpul tensiunilor devine uniform in directia paraleld cu axa
neutra (&), si in consecinta, deformatiile, tensiunile si modulul de elasticitate tangent pot fi
exprimate n functie de o singura coordonata (7):

gn)=¢m)=¢o+¢-n
o(e(&,n))=ol(e(n)) (5.117)
Et(é,n)= Et(ﬂ)
unde @ este curbura totala calculata cu relatia:
¢ =7 + ¢§ (5.118)

In urma acestor transformari de coordonate, eforturile sectionale interioare pot fi evaluate cu

(5.116)

urmatoarele expresii:
Nin = [ o(z, y)dzdy = [[o(n)dédn = foln)edn
M i = [[o(z, y)ydzdy = [[o(n - E&sin6+ncosO)d&dn =
=C050”6(77)7]d§d17 +sin Gﬂa(n)ﬁdg‘dn =
=c050§0(17)77§d17—sin 0§6(n)§2d77 (5.119)
My ine = [[o(z,y)zdzdy = [[o(n X cos6 +nsin@)dédn =
=sin6[[o(n)nd&dn +coso [[o(n)adédn =

=sin6fc(nnédn +cosofo(n)Edn
unde integralele pe contur se extind pe perimetrul sectiunii. Integralele pe contur pot fi mai
departe evaluate prin descompunerea acestora pe fiecare latura (L;) a perimetrului (L):

nL
Nine = §o(7)édn = ZI’?‘”G(U)&dn
M, i = COS 92]’7‘” o(n)éndn —sin 02 jn'” n)E2dn (5.120)

My int —SIHGZIU'”G ndn+cos€2fh”0 )E2dn

unde nL reprezinta numarul de muchii ce deﬁnesc suprafata de integrare. Pentru evaluarea
numerica a integralelor pe segmentele (L;) este utilizata metoda Gauss-Lobatto. Avantajul
acestei metode releva in faptul prevede noduri de integrare si la capetele intervalului (spre
deosebire de metoda Gauss-Legendre), unde dezvoltarile plastice pot fi considerabile [4].
Contributia barelor de armatura nu introduce dificultati de calcul deoarece in modelul propus
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aceste bare sunt considerate ca fibre independente, discrete si punctuale, definite prin
coordonatele z; si i, aria Ay si tensiunea fi. Astfel rezultantele eforturilor interioare ale
barelor de armatura pot fi calculate cu urmatoarele relatii:

Nr
Nr,int = ZAI'I fri
i=1
Nr
M int = 2 A Fri Vi (5.121)
i=1

Nr
My int = > Atz
i-1

Elementele matricei de rigiditate tangente descrise de relatiile (5.14) se evalueaza in aceeasi
maniera, tindnd cont de transformarea de coordonate, definita prin relatiile (5.114), si de
valoarea deformatiei totale, a tensiunii respectiv a modulului de elasticitate tangent in fibra
aflata la distanta # (cf. 5.117).

5.3.5 Rigiditatea echivalenti la forfecare a grinzilor mixte otel-beton

In cadrul acestei sectiuni se prezintd principalele etape necesare deducerii unei rigiditatii
echivalente la forfecare (GA)eq pentru grinzile compozite otel-beton, de care se va tine seama

in termenii matricei de rigiditate a elementului de bara.
nY

Euler-Bernoulli

Timoshenko Timoshenko

Euler-Bernoulli

4 Yotel

Fig. 5.12 llustrarea deformatiilor unghiulare:
a. pe modelul real b. pe modelul echivalent

In general, in practica curentd, se considera in mod aproximativ ci forta tiietoare este
preluata doar de inima profilului metalic, neglijandu-se aportul componentei de beton.
Potrivit teoriei barei Euler-Bernoulli (EBBT), 0 sectiune pland si normala la axa barei
inainte de deformare ramane pland si normala la axa barei dupa deformare, neglijandu-se
astfel deformatiile unghiulare. In contrast cu modelul EBBT, teoria Timoshenko (TBT) tine
cont de deformatiile unghiulare, si astfel, dupa deformare, sectiunile nu raman normale la axa
barei. Tn cazul unei sectiuni transversale curente localizate la distanta x fata de o extremitate a
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elementului, sub actiunea fortei taietoare T(X), tensiunile tangentiale variaza pe inaltimea
sectiunii transversale, si, in consecinta, variaza si deformatia unghiulard (sau unghiul de
forfecare) asociatd. Conform modelului Timoshenko [131] pentru calculul deplasarilor
datorate fortei taictoare, sectiunii curente X, supusa actiunii fortei taietoare T(X), i se asociaza
0 deformatie unghiulard echivalentd, constanta pe indltimea sectiunii, ceea ce evident
reprezintd o ipoteza simplificatoare a modelului. Pentru compensarea diferentei dintre
deformatia unghiulara constanta si cea reald neuniforma, se introduce un factor de corectie ce
afecteaza valoarea constantd, acceptata pentru deformatiile datorate fortei tdietoare.

Tn Fig. 5.12.a. se prezinti deformatiile unghiulare echivalente pentru componenta de beton
(Wheton ) Tespectiv pentru cea metalicd (), 1ar In Fig. 5.12.b. se ilustreazd unghiul de

forfecare corespunzator unei sectiuni dreptunghiulare. Trebuie precizat ca in fiecare caz s-au
reprezentat deformatiile unghiulare maxime (cf. Timoshenko). Deducerea rigiditatii
echivalente la forfecare (GA)eq aferente unei grinzi mixte otel-beton, se face pe considerente

energetice si prin echivalarea deformatiei unghiulare corespunzatoare modelului real (Fig.
5.12.a.) cu deformatia unghiulara aferentd unui model echivalent (Fig. 5.12.b.), care poate fi
exprimatd prin intermediul urmatoarei relatii:
6 T(x)
X)=——— 2
Vea(X)=5 GAL. (5.122)
unde 6/5 reprezintda factorul de corectie ce tine seama de distributia neuniforma a
deformatiilor unghiulare pe indltimea unei sectiuni dreptunghiulare omogene (Fig. 5.12.b.).
Energia potentiala de deformatie, asociatd deformatiei unghiulare echivalente,
corespunzatoare domeniului elastic de comportare, poate fi exprimata astfel:
15 156 T%(x)
W ==—|T(x Xpx = = | ———=dx
2£ (X eq (x)d 215 ), (5.123)
Pentru exprimarea energiei potentiale de deformatiei pe modelul real este necesara
exprimarea tensiunilor tangentiale in componenta metalica respectiv cea de beton, in limitele
domeniului elastic de comportare. In acest scop, se apeleaz la formula lui Juravski, conform
careia tensiunile tangentiale intr-o fibra curentd y se calculeaza pe baza rezultantei tensiunilor
normale de pe aria Q delimitata de fibra y si 0 extremitate a sectiunii (v. Fig. 5.13).
Tensiunile normale in cele doud componente fatd de axele proprii de greutate, pot fi calculate
in domeniul elastic de comportare astfel:

Gc(yl) = Ec (SSC + ¢* : yl)
O—s(y): Es(ggs +¢* : y)
unde ¢, , g, si ¢ reprezinti solutia sistemului de ecuatii neliniare (5.69). Considerand N=0

(5.124)

(cazul obisnuit al grinzilor) se rezolva, in prima faza, sistemul de ecuatii neliniare (5.41)
corespunzator actiunii compozite totale si se evalueaza apoi efortul axial din dala de beton in
ipoteza actiunii compozite totale:
M (X —
Ny (=10 B
(EI)
Folosind expresia obtinuta pentru N, se rezolva sistemul de ecuatii neliniare (5.69)
corespunzator situatiei actiunii compozite partiale obtinandu-se urmatoarele expresii pentru

(5.125)
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necunoscutele sistemului:

: ‘{”E')OJ M(x)

“o | T ED, JrEA

\ __[1_(E|)°}rM(x) . (5.126)
~ M(x).

P T

unde (El), reprezinta rigiditatea elastici la incovoiere a sectiunilor mixte otel-beton, in

ipoteza actiunii compozite partiale, (EI1)° reprezinta rigiditatea la incovoiere a sectiunilor
mixte otel-beton in lipsa efectului compozit dintre componente, r este distanta dintre centrul
de greutate al dalei de beton si cel al profilului metalic, iar M(X) reprezinta valoarea
momentului incovoietor in sectiunea curentd X. In limitele domeniului elastic, tensiunile

normale din cele doua componente pot fi mai departe exprimate in felul urmator, tinand cont
de relatiile (5.126):

R

A (BN,

. Bl 1 E.y |
O's(y):Es(805+¢ .y):M(X>|:_(1_((E|)) JF-AS+(E|S) :l'
el el
Rezultantele tensiunilor normale, aferente portiunilor de arie Qc respectiv Qs (v. Fig. 5.13)
por fi calculate astfel:

Ng = [ou(yHee = M(X)IUI— (E')OJ L, EY ]dQc;

(5.127)

+
Qc Q(d r- Ac (EI )el
- )O . c (5.128)
= foopos =t {1~ G| o
sau, mai departe:
i dQc
R A AT
NQC M (X (1 (EI )el ?’ ' Ac " (EI )el (i'.cy dQC ,
- (EI )0 fdQs i (5.129)
S _ _l1_ Qs s .
NQS B M(X (1 (EI)eI) r'As +(E|)el (i[sdes ’

Pentru determinarea expresiilor tensiunilor tangentiale aferente componentei de beton
respectiv celei de otel, se exprima echilibrul fortelor orientate dupa axa barei, pe fiecare
componentd a elementului infinitesimal din Fig. 5.13. Astfel:
T;:/X ’ bc(y,) dx = dNKC)c ;
T;x ’ bs(y) dx = ngszs ;
unde be(y’) si bs(y) reprezinta grosimea, componentei de beton respectiv a celei de otel,
corespunzatoare fibrei y " respectiv y.

(5.130)
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Fig. 5.13. Reprezentarea tensiunilor tangensiale pe un element mixt infinitesimal

Tn virtutea dualitatii tensiunilor tangentiale si folosind relatiile (5.130) si (5.129), putem
exprima tensiunile tangentiale astfel:

c C 1 declc —

(E1)° J Ac(y) . ESc(y) } ;
bC

=7 = =T 1-
By T bc(y’) dx (X _[ (El)el (y')'r'Ac +bc(y,)'(E|)el (5 131)
el L ONG b [ EF) A ESus |
Chary el | (1 <E|)e.]bs<y>-r-As *bs<y>-<a>e.]
unde s-a considerat T(x)=dM(x)/dx si:
Ac(y)= [dac; s ((y)= [ydQc;
Qc Qc 5132
As(y)= [d0s; 5,.(y)= [ydos; (6132
Qs Qs

Tn relatiile (5.132), AL ) 1 Si(s) reprezintd aria respectiv momentul static al portiunii care
luneca (portiunea de arie Qc si Qs) si este evaluat in raport cu axa de greutate aferenta
fiecarei componente. De exemplu, pentru calculul tensiunilor tangentiale intr-o fibrd curenta
vy’ din dala de beton, momentul static S_ ¢(v’) se calculeaza in raport cu axa y” ce trece prin
centrul de greutate al dalei. Trebuie mentionat ca evaluarea integralelor de suprafata se face
pe zone cu grosime constantd, transformand astfel integralele de suprafata in integrale liniare,
variabila de integrare fiind y " pentru zona de beton, respectiv y pentru cea de otel.

Energia potentiala de deformatie datorata tensiunilor tangentiale poate fi acum exprimata
pentru elementul mixt otel-beton prin insumarea energiilor aferente fiecarei componente in
parte si tinand cont de relatiile (5.131):

wol IMch L1 Iﬁdvs ZETT(X){"CT(X) + ksT(X)}dx (5.133)
2 G 29

i G 2 G.A. G.A

v, s
unde G¢ si Gs reprezintd modulii de elasticitate transversali ai betonului si otelului iar
coeficientii k¢ si ks au urmatoarele expresii:

c
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dA. ;

el

aillE@r) Al EsL)
A (1 (=) chw')-r-Ac (Bt

@) A | eSO,
ks_As/{ [1 (E')eujbs(Y)-r-As ENb.(y) |

Daca se doreste evaluarea energiei potentiale de deformatie pentru o grindd compozitd otel-
beton in ipoteza interactiunii totale, in expresiile (5.134) se inlocuieste valoarea rigiditatii

(5.134)

elastice la Tncovoiere in ipoteza actiunii compozite partiale (El), , cu valoarea (EI)” ce

el »
semnifica rigiditatea la incovoiere aferenta interactiunii totale dintre componente, descrisa de
relatia (5.100). Comparand energia potentiald de deformatie exprimata pe modelul echivalent
(cf. 5.123) cu cea exprimatd pe modelul real (cf. 5.133), se obtine expresia de calcul a
rigiditatii elastice echivalente la forfecare:

1
(GA)quS{ K K } (5.135)

GA GoA

Se observa cu usurintd ca rigiditatea echivalenta la forfecare include si efectul componentei

de beton si de asemenea tine seama si de gradul de actiune compozita prin intermediul
rigiditatii elastice la incovoiere (EI )el ce intra in evaluarea expresiilor K si Ks.

In cele ce urmeaza se prezintd un exemplu sintetic care isi propune si scoati in evidentd
modul de variatiei al rigiditatii echivalente la forfecare ca urmare a variatiei valorii functiei
gradului de actiune compozita ( f(y)) si de asemenea se doreste evidentierea aportului

componentei de beton in mirimea acestei rigiditati. In acest scop, studiul parametric se
realizeaza pentru sectiunea transversala a grinzii E1 testatd experimental de Chapman &
Balakrishan [17]. Dimensiunile sectiunii transversale sunt specificate in Fig. 5.14 iar
caracteristicile materialelor sunt furnizate in Tab. 5.1.

1219
i T =
- — &
L] - = _T T = I—'
_~L10.16 %
| =
— [+

o 1

ool
152.4

Fig. 5.14 Sectiunea caracteristica a grinzii E1 testata experimental de Chapman

Tab. 5.1 Caracteristici mecanice ale materialelor grinzii E1

El
Modul de elasticitate longitudinal (MPa) | Beton (E.) 31905
Otel Talpi (Es ) 208497
Inima (Es fw) 202320
Modul de elasticitate transversal (MPa) | Beton (Gg) 13294
Otel Talpi (Gs 1) 80191
Inima (Gs w) 77815
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Integralele ce definesc valorile coeficientilor k¢ si ks se evalueaza pe portiuni cu grosime
constantd si se raporteaza la axa de greutate a fiecarei componente in parte. Trebuie
mentionat ca, in cazul evaluarii ariei s momentului static al unei portiuni delimitate de o fibra
curenta y de pe inima profilului, se tine cont si de aportul talpii ce intra in componenta
respectivei portiuni.

&
—
g 40 4
S L______ Doar contributia otelului _
2.0 4
00 T T T T 1
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

f(y)

Fig. 5.15 Variatia rigiditatii echivalente la forfecare in cazul sectiunii transversale a grinzii E1

Fig. 5.15 prezinta variatia rigiditatii echivalente la forfecare in raport cu functia gradului
de actiune compozitd. Asa cum era de asteptat valorile (GA)eq cresc odata cu intensificarea

efectului compozit dintre cele doud componente, contributia betonului devenind tot mai

semnificativa. Cu linie intrerupta este reprezentata valoarea (GA),, Tn cazul sectiunii alcatuite

eq
doar din componenta metalica. Pentru exemplul studiat, se poate concluziona ca betonul are
contributie semnificativa in valoarea (GA)eq insd aceastd contributie devine neglijabild in

zona de moment incovoietor negativ unde betonul este intins. Asupra influentei rigiditatii
echivalente la forfecare asupra raspunsului structural la nivel de element se va reveni in
cadrul capitolului dedicat exemplelor numerice.

5.4 Modelarea inelasticitaitii la nivel de element

5.4.1 Matricea de rigiditate tangenta si vectorul fortelor nodale echivalente

In cadrul acestui subcapitol se prezintd principalele particularititi referitoare la analiza la
nivel de element, mai exact, se descriu etapele necesare determindrii matricei de rigiditate a
elementului de bara cu 12 grade de libertate (Fig. 5.16), Tn domeniul elasto-plastic de
comportare, cu includerea efectelor principalelor surse de neliniaritate: geometrica si fizica.
In ceea ce priveste neliniaritatea geometricd, efectul local al acesteia, de flexibilizare a
barelor comprimare, se ia in considerare prin corectarea matricei de rigiditate tangente a barei
pe baza functiilor de stabilitate, in timp ce efectul global, datorat modificarii configuratiei
geometrice a nodurilor structurii, se include in analizd prin formularea Lagrangiana
actualizati, asa cum se va prezenta ulterior. In ceea ce priveste neliniaritatea fizici sau
materiald, in literatura de specialitate sunt propuse un numar mare de modele care surprind
acest efect, acestea putand fi clasificate, in general, in doud mari categorii: modele bazate pe
conceptul de articulatie plastica (plastificare punctuala) respectiv modele bazate pe concepte
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de zone plastice (plastificare distribuitd) [4]. O analiza detailata a acestor modele de analiza
este prezentata in [4,5].

J Mo Ocp o

~b
X

Fig. 5.16 Elemente de tip bara cu 12 GDL

In metoda de analizd propusi, neliniaritatea materiald este luatd in considerare in cel mai
evoluat mod, prin utilizarea conceptului de plastificare distribuita, atat pe ndltimea sectiunii
transversale, asa cum s-a aratat in sectiunile anterioare, cat si in lungul elementului prin
determinarea raspunsului inelastic ca suma ponderata a raspunsurilor inelastice a unui numar
discret de sectiuni transversale localizate in lungul elementului, in punctele schemei de
integrare adoptate. Tn modelul propus, starea de deformatie din interiorul barei este
determinatd printr-un proces iterativ de echilibrare a eforturilor (interioare si exterioare) pe
fiecare sectiune de control a barei, aceste eforturi fiind generate prin intermediul unor
polinoame de interpolare ce satisfac conditiile de echilibru static ale elementului (interpolarea
eforturilor). Tn metoda elementelor finite starea de deformatie este determinati pe baza
campului de deplasari generat in functie de deplasdrile de la capetele elementelor finite
(interpolarea deplasarilor), astfel raspunsul structural fiind influentat de finetea discretizarii,
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deci de numirul de elemente finite in care s-a divizat bara. Tn consecinti, spre deosebire de
metoda elementelor finite Tn care acuratetea rezultatelor este direct proportionald cu gradul de
rafinament al discretizarii, In metoda propusa, acuratetea rezultatelor poate fi imbunatatita
prin cresterea numarului de puncte de integrare numericd din lungul barei, dimensiunea
problemei raméanand neschimbata. Avantajul folosirii in procedeul propus a unui singur
element pentru fiecare bard de cadru se rasfrange automat si asupra timpului de analiza, care
pentru un anumit nivel de acuratete a rezultatelor este considerabil mai mic fata de timpul
necesar obtinerii de rezultate (cu acelasi nivel de acuratete) folosind metoda elementelor
finite.

Determinarea termenilor matricei de rigiditate tangentd (instantanee) a barei, cu
caracteristici de rigiditate (Ely , El, si EAy) variabile de la sectiune la sectiune, functie de
solicitare, reprezinta o problema similara celei intalnite in calculul geometric neliniar a barele
cu sectiune variabila, cu mentiunea ca variatia caracteristicilor de rigiditate are un caracter
instantaneu (asociat la un anumit nivel de solicitare incluzand efectele locale ale neliniaritatii
geometrice) manifestat atat la nivel de sectiune cat si in lungul elementului. Prin urmare, pe
parcursul etapelor succesive ale calculului raspunsul neliniar inelastic la nivel de element se
determind prin insumarea ponderata a raspunsului unui numar discret de sectiuni transversale.
Aceste sectiuni reprezintd puncte de control ale starii de plastificare in lungul elementului, a
caror localizare in lungimea elementului depinde de schema de integrare numericd adoptata
(Fig. 5.16). Evaluarea caracteristicilor de rigiditate (Ely, El,, EA) in fiecare din aceste puncte,
functie de nivelul de solicitare, de forma sectiunii transversale si, nu in ultimul rand, de
modelele constitutive neliniare ale materialelor componente, se face urmand procesul iterativ
descris in sectiunile anterioare ale acestui capitol. Asa cum se va arata, termenii matricei de
rigiditate se evalueaza direct prin calcularea unor coeficienti de corectie care afecteaza
rigiditdtile initiale ale elementului, astfel integrarea numericd fiind necesard doar pentru
evaluarea acestor coeficienti de corectie si nu pentru determinarea matricei de rigiditate in
totalitate. Prin introducerea variabilei adimensionale &=x/L, modulii de rigiditate la
incovoiere El; si de rigiditate axial EA; Tntr-o sectiune curenta & a barei sunt exprimati astfel:

Ely(é): EIOy ) fy(é)

EA(S)=EA - £,(¢)
unde fy, f, si fy sunt functii de corectie subunitare care introduc efectul de degradare a
rigiditatilor initiale Eloy,Elo, respectiv EAo, ca urmare a cresterii nivelului de solicitare si
implicit a dezvoltarii zonelor plastice pe inaltimea sectiunii transversale. Valorile acestor
functii sunt evaluate fie direct, pe baza curbelor caracteristice la nivel de sectiune, fie printr-
un proces iterativ (la nivel de fibrd) de echilibrare a eforturilor interioare §i exterioare pe
sectiune, asa cum este prezentat in aceasta lucrare.

Matricea de rigiditate se determind prin inversarea matricei de flexibilitate. Pentru
exemplificarea modului de obtinere a matricei de flexibilitate, se considera bara din Fig. 5.17,
raportata la sistemul de referinta de coordonate de baza, avand indepartate deplasarile de corp
rigid, si incarcata cu fortele de capat pe directiile gradelor de libertate retinute (Miy, Miz, Mjy,
M;jz;, My, N). Conducerea analizei neliniare necesitd aplicarea incrementald a iIncércarilor,
adica comportarea inelastica este aproximata printr-0 succesiune de analize liniar elastice.
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Matricea de flexibilitate incrementala a elementului f, care exprima deplasarile capetelor de
bara functie de nivelul de solicitare AS;, poate fi dedusa direct folosind principii energetice.

N

Fig. 5.17 Element de bara avand indepartate deplasarile de corp rigid

Fortele nodale sunt exprimate in functie de incércarile aplicate in lungul elementului si
depind de rigiditatea la Tncovoiere a elementului care, in domeniul elasto-plastic de
comportare, este variabil de la sectiune la sectiune, fiind dependent de nivelul de solicitare al
barei. Prin urmare, fortele nodale trebuie exprimate tindndu-se Seama de variatia
caracteristicilor de rigiditate ale sectiunilor din lungul elementului. Incircarile aplicate barei
provin din doua surse principale: prima, cuprinde incarcarile exterioare aplicate direct asupra
elementului (sarcini distribuite, forte concentrate, etc.), iar a doua cuprinde momentele
incovoietoare corectoare care iau nastere in sectiunile care si-au atins capacitatea portanta.
Aceste incarcari suplimentare se determind din conditia de respectare a suprafetei de
plastificare, asa cum s-a prezentat in sectiunea 5.3.1.1

In vederea calculirii energiei potentiale de deformatie corespunzitoare unui increment de
incarcare, este necesard cunoasterea fortelor nodale echivalente aferente nivelului curent de
solicitare. Pentru exemplificare se considerd bara din Fig. 5.18 supusa actiunii momentelor
incovoietoare concentrate nodale AM;,AM ;, sarcinilor uniform distribuite Aqy(,), fortelor

concentrate AP)?(Z) aplicate in sectiunea aflata la distanta a fatd de capatul i si momentelor

b
y(2),p?

capatul i si in capatul j. Aceste momente corectoare semnifica faptul ca in sectiunile b si |
fortele exterioare sunt mai mari decat cele ce produc plastificarea integrala a acestor sectiuni.
In vederea respectarii suprafetei de plastificare (Fig. 5.18), trebuie evaluate suprasarcinile

AMy ), p: AMy5)
Este evident faptul, cd in aceste conditii de incarcare, expresia momentului incovoietor si a

fortei taietoare (calculatad ca derivata a expresiei momentului incovoietor) se schimba de la o
sectiune de control la alta. Pentru evitarea modificarii expresiei momentului incovoietor odata

incovoietoare corectoare AM AM ;(Z),p aplicate Tn sectiunea aflata la distanta b fata de

st aplicate elementului ca forte exterioare in sectiunile corespunzatoare.
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cu modificarea sectiunii de calcul, este necesara utilizarea unei expresii generale pentru
expresia momentului Incovoietor care sa tind seama de modul aleatoriu de dispunere a
fortelor exterioare [11].

Fig. 5.18 Ipoteza de incdrcare a unui element de bara in sistemul coordonatelor de baza

In prezenta lucrare se apeleazi la metoda Macaulay [141] pentru luarea in considerare a
fortelor aplicate discret in lungul barei. Functia Macaulay poate fi scrisd sintetic sub
urmatoarea forma [11]:

(0, x<
Fa(x)=(x-2) ={(X_Xa)na o (5.137)

Pentru cazul particular n=0:

R

1 x>a

Astfel, functia are valoare nula cand sectiunea de calcul (situata la distanta x fata de capatul i
al elementului) se gaseste Tnaintea sectiunii corespunzatoare punctului de aplicare, de
exemplu, a unei forte concentrate (situata la distanta a fata de capatul i al elementului). Tn caz
contrar (x>a) functia (de exemplu forta concentratd) se i-a in considerare cu intreaga
intensitate. Folosind aceste functii, putem determina campul solicitarilor incrementale
(momente incovoietoare si forte taietoare) in functie de incarcarile nodale si cele aplicate in
lungul elementului. Astfel pentru exemplu prezentat in Fig. 5.18, momentul Tncovoietor
incremental si forta tdietoare incrementald sunt exprimate prin intermediul urmatoarelor
relatii:

(5.138)

AQy(z) Lzé(é _1) I

AM y(2) (98) =AM iy(z)(l_ 5)— AM jy(z)é: +

(5.139)
+AM i [5 —(Lg - b>0]+ AM ;)& + AP}, [<'—5 —a) —&(L- a)]
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dM, ) (&) AMye) +AM ) . AgyyL(25 -1) .

s 1 1 o L-a
Ay +AM yj<z>,pf+A J(o)| (LE—2) — 3

unde &=x/L. Admitand o comportare elasticd a elementului de bara pe parcursul unui
increment de incarcare si luand in considerare deformatiile axiale, de incovoiere, de lunecare
(provenite din forta taietoare) si torsiune, energia potentiala de deformatie incrementald poate
fi exprimata astfel:
1 2
A= %I EA:I(s)
0
1 2 1 2 1 2
25G1(8) 7 25 (GA)y(§) 7 25 (GA),(€)

unde &=x/L, X reprezinta distanta de la nodul i la sectiunea curenta de calcul, L fiind lungimea
totald a barei iar (GA)eq,y(z) reprezintd rigiditatile echivalente la forfecare in raport cu axele

Lt AMZ(&) LLAM(S)
d§+—j—zd§+—j—d§+
27 El 27 El
o E1(¢) o E1,(¢) (5.140)

locale y si z, determinate conform procedurii descrise in sectiunea 5.3.5.
Folosind a doua teorema a lui Castigliano, relatia dintre deplasarile incrementale si
eforturile nodale incrementale, poate fi exprimata astfel:

[ oAW |
AN
OAW
ERRETYS N[0
AB AW Miy | | Sy
Ay, |_| oM, {f]@xs) 0(3x)] My |, |8y (5.141)
A6, AW O(3x3) f2(3x3) M;, &, '
AB;, 531\\//'\7 My, | |35,
_AHXJ M, ] 1L O J
0AM;,
OAW
| OAM, |
sau 1n forma matriceala condensata:
Au, =f. -As, +9, (5.142)

unde f, reprezinta matricea de flexibilitate incrementald a elementului de bara de cadru avand
indepartate deplasarile de corp rigid. Submatricele f; si f; au urmatoarele expresii:

L}Ldé 0 0
o (£-17 i 1&e-1) ;
s o 0% Uen.o Ta o U@l 649
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IR O - be-1f . 11 de |
L d L d =
Fene* tUon.o lElz@) il L
1(5_12 11 dé 1(5
f,=|L d — 0
NEENe e”L{(GA)eqz(é) iEIZ I (GA)eqz(g)
Logg
0 0 LjGI (5)

iar or este un vector ce retine terminii suplimentari rezultati prin diferentierea energiei
potentiale de deformatie. Coeficientii vectorului &, pot fi exprimati ca sume dintre

componentele datorate incovoierii respectiv fortei taietoare [11]:
__ gincovoiere f .taietoare
Siciy(2) =%itiyyz) T igiyy(z) (5.144)
unde, pentru cazul de incarcare prezentat in Fig. 5.18:

NE (1- L& -b)
5|ncov0|ere_ qy() Ié ‘f 1 )df + AM (z)pj 5 l‘g é Lé

¥(e) Ely (€ Ely(€)

+AM ‘(z)pI(Té))dé +AP (z),I LG y(j(f)g( a)]déj;
oy -2 [EE B, 14 e e e

J’A'\/'yj(z)|oj40|¢,Z + AP, (z)f [ y(l)é)(l_a)]dfi o
5.Uf§e(tz°)are‘Aqu(Z)Lg(GS)e_q,zyiz( oM o] mdg_

MM, 1[<L§_a>O_LEa}

dé&;

1 a

L J'(GA)eq y(z (é)dg APy(Z)'c[ (GA)eq,y(Z)(g)
Este important de mentionat ca efectul deformatiilor de lunecare este luat in considerare in
expresiile coeficientilor matricei de flexibilitate tangente (curente) a elementului de bara prin
considerarea fortelor taietoare in expresia energiei potentiale de deformatie. Prin inversarea
relatiei 5.142 obtinem urmatoarea expresie intre eforturi nodale si deplasari incrementale:

As, =K, -Au, —Aq, (5.146)
n care:

Aq, =k,9, (5.147)
este vectorul incarcarilor incrementale iar K, reprezintd matricea de rigiditate tangenta a
elementului de bard de cadru avand indepartate deplasarile de corp rigid, obtinutd prin
inversarea matricei de flexibilitate f;:

L o Kiaxs)  Oax

k,=f =]t |=| @9 9 (5.148)
0 f, Oaa)  Kagana)

unde submatricele kj si k; au urmatoarele expresii:
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h; 0 0
Y 2El
_ 0y 0y .
ky=| 0 ——a, —=p;
o 2Eloy , 4l
Lo
[4E] 2EI i o)
I_OZ a, LOZ ﬂz 0
2El 4EI
k, = LOZ B, LOZ I 0
L

Tn relatiile 5.149, pentru simplificarea formei coeficientilor matricei de rigiditate, s-au
introdus urmatoarele notatii [9]:

t Z t Z
) 3(Czy(z)+ yé)J_ b 3[C3y(z)_ yé)J

ay(z yz) =
My(2) tly(2) “Sy(2) My(2) tly(2) " Sy(2) (5.150)
ty(; '
3 Clyz) + yz(l)j
= C )=
T Sy Cx
n care;
N(2) =4 Chy(2) "Coy(z) = Cay(2)} Sy(z) = Cuy(a) T Coy(a) + Cay(a)
i1 -1y
c, = dé; ¢y, =3 dé;
£ f,(€) o) £ fy2)(6) (5.151)
1 2 1
3 -1
Cov(y) =3 d&; Cgy(p =6- dé
2y(2) '([ fy(Z)(é) ) £ fy(z)(g)

lar t, si t; sunt coeficienti care introduc efectele deformatiilor de lunecare in formularea
matematicd a elementului de bara si se determina in baza urmatoarei expresii:
12El ()

y(z) = 2
(GA)eq,y(z) L
unde (GA) reprezintd rigiditatile echivalente la forfecare, in raport cu axele locale y

(5.152)

ed,y(z)
respectiv z ale elementului, si se evalueaza urmand etapele prezentate in cadrul subcapitolului
5.3.5. Coeficientii de corectie, ce intervin in expresiile termenilor matricei de rigiditate
tangente a barei, sunt subunitari deoarece valorile rigiditatilor corespunzatoare diferitelor
etape de Incarcare sunt inferiore celor initiale. Mai mult acesti coeficienti au un caracter
instantaneu, acestia fiind recalculati la sfarsitul fiecarei etape de incarcare in functie de
modificarea starii de eforturi, reactualizand astfel, la fiecare pas de incarcare, matricea de
rigiditate tangenta a barei.

Prin urmare, raspunsul neliniar la nivel de element se determina prin sumarea ponderata a
raspunsului unui numar discret de sectiuni transversale ce reprezinta puncte de control a starii
de plastificare in lungul elementului. Localizarea acestor sectiuni in lungul barei depinde de
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schema de integrare numerica adoptatd si de numarul punctelor de integrare considerate. La
alegerea metodei de integrare trebuie avut in vedere ca punctele de control trebuie dispuse Tn
sectiunile in care dezvoltarea zonelor plastice este pronuntati. In prezenta lucrare integralele
se evalueaza folosind metoda Gauss-Lobatto care spre deosebire de metoda Gauss-Legendre
prevede noduri de integrare si la capetele intervalului (capetele barei), unde in mod frecvent
dezvoltarile plastice sunt considerabile.

Se observd cd limitele de integrare pentru calculul coeficientilor de corectie sunt O si 1,
insa in cazul aplicarii unei metode Gauss pentru evaluarea numerica a integralelor, limitele de
integrare sunt diferite (-1 si 1). Prin urmare este necesara o schimbare de variabila prin care
orice integrala cu limite finite (a, b, a<b) se reduce la urmatoarea forma:

b b —a 1
[F(x)dx = — [¥(z)dz (5.153)
a -1

unde noua functie de sub integrala se exprima astfel:

¥(z)=F(x)-[0.5-(b—a)-z+0.5-(b—a)] (5.154)
Pentru cazul particular in care limitele de integrare ale functiei F(x) sunt a=0 si b=1, aplicand
relatia 5.153 se obtine urmatoarea aproximare pentru calculul integralei definite:

b 10
j'F(x)dx:EZ p;-F(0.5z;+0.5) (5.155)
a =

unde cu z; si p; s-au notat abscisele si coeficientii de pondere corespunzatori variantei de
cuadratura gaussiana adoptata, in cazul de fata corespunzatori metodei Gauss-Lobatto, iar n
reprezintd numdrul punctelor de integrare considerate. Pe baza acestor considerente,
coeficientii de corectie ce afecteaza termenii matricei de rigiditate tangente pot fi evaluati, in
mod aproximativ, cu urmatoarele relatii:

293 £,(05z;+0.5)
3 (0.5z; - 0.5)?

o) = 5 2 Pi° f,(:)(0.52; +0.5)

(0.5z; +0.5)?
fy(z)(0'5zj + 0.5)
(0.5z; +0.5)(0.5z; - 0.5)
fy(z)(O.SZj + 0.5)
Valorile coeficientilor de pondere respectiv a absciselor punctelor de integrare pot fi regasite

de exemplu in [4] pentru un numar de 3, 4 si 5 puncte de integrare.
Relatia 5.148 releva faptul ca matricea de rigiditate tangenta a elementului de bard in

(5.156)

3
CZy(z) = EZ pj :

j=1
n

Cay(z) =32, P
j=1

sistemul coordonatelor de baza este patraticd de ordinul 6. Pentru includerea deplasarilor de
corp rigid, matricea de rigiditate este pre- si post- multiplicata cu o matrice de transformare,
rezultand astfel matricea de rigiditate totala de ordin 12 [9].
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5.4.2 Efectul local al neliniaritatii geometrice

In prezenta lucrare, efectul local al neliniarititii geometrice, manifestat prin flexibilizarea
barelor comprimate, este luat in considerare prin intermediul unor coeficienti de corectie,
evaluati in functic de valoarea fortei axiale si cuantificati prin intermediul factorului
(factorilor) de compresiune. Astfel matricea de rigiditate a unui element de bara poate fi
corectatd prin intermediul unor coeficienti, denumiti sintetic functii de stabilitate, tindnd
astfel cont de modificarea rigiditatii elementului ca urmare a aplicarii unor forte axiale
puternice. Trebuie mentionat ca, in cazul structurilor spatiale, deformarea barelor se produce
in doud planuri principale, si in consecinta trebuie tinut cont de rigiditatea la Incovoiere
corespunzatoare fiecarui plan de deformare, rezultind astfel doua valori ale factorului de
compresiune pentru fiecare bard in parte. Prin urmare termenii kjj ai matricei de rigiditate se
modifica astfel:

unde kﬁp denota coeficientii matricei de rigiditate tangente a elementului de bara de cadru

avand indepartate deplasarile de corp rigid, solicitat in domeniul elasto-plastic. Acesti
coeficienti se deduc urmand etapele descrise in sectiunea anterioard. Pentru cazul fortelor de
compresiune N, factorii de corectie gjj au urmatoarea forma [9]:

1
gll_1+4’\'IE3AL2 (Hy+HZ)’
02 =033 = C(Zy);
Us3 =0sp = S(Zy); (5.158)
U4 =055 = C(ZZ);
Uus = Os4 = S(ZZ) ;
Og =1;

unde c(vy(,) si s(uy,)) reprezintd functiile de stabilitate ce introduc efectul fortei axiale

asupra rigiditatii la incovoiere, iar Hy) sunt functiile de stabilitate ce afecteaza rigiditatea
axiala datorita incovoierii. Efectul fortei axiale asupra rigiditatii la torsiune nu este luat n
considerare in prezenta formulare. Factorii de compresiune ce intervin in expresiile functiilor
de stabilitate se determina astfel:

Uy:L l,
\El,

(5.159)

unde:
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1
Ely =Elg, - [ f,(£)d¢;
0
. (5.160)
El, =Ely, I fz(g)dg ;
0

si reprezinta valorile medii ale rigiditatilor la incovoiere tangente asociate barei. Elgy,)

desemneaza rigiditatile la incovoiere asociate barei In domeniul elastic de comportare.
Urmand un procedeu similar cu cel descris Tn sectiunea anterioara, fortele nodale echivalente
pot fi determinate tinand seama de efectele locale de ordinul al I1-lea.

5.4.3 Integrarea efectelor nodurilor de dimensiune finita si a conexiunilor semirigide

In cadrul acestei sectiuni se prezintd succint o serie de aspecte teoretice privind integrarea
efectelor conexiunilor semirigide si a dimensiunii finite a nodurilor in formularea generala a
elementului de bara de cadru. Desi in studiile numerice ce fac obiectul acestei lucrari nodurile
grinda-stalp (in cazul cadrelor) sunt considerate rigide, dorim sd trecem in revista citeva
particularitati privind considerarea efectului nodurilor semirigide, evidentiind astfel
capacitatea modelului de a include acest efect. Pe de alta parte, in toate experimentele
numerice conduse asupra carelor plane si spatiale, s-a tinut cont de dimensiunea finitd a
nodurilor grinda-stalp, aceasta particularitate de modelare permitand compararea rezultatelor
obtinute de modelul propus cu cele furnizate de modelul numeric generat in aplicatia Abaqus
[15], folosind elemente finite bi- si tridimensionale si deci modeland explicit dimensiunea
nodurilor. In acest context considerim necesari prezentarea teoretici a procedeului de
includere a efectului dimensiunii nodurilor in comportarea de ansamblu a elementului de bara
descris Tn acest capitol.

Fig. 5.19. Element de bard cu conexiuni semirigide si noduri cu dimensiune finitd

Elementul de bara de cadru se presupune a fi alcatuit din trei zone distincte, asa cum se
poate observa in Fig. 5.19. Prima zona, consideratd cu comportare rigida, este alcatuita din
portiunile de bara de la capetele elementului si i-a in considerare dimensiunea finitd a
nodurilor. Cea de-a doua zona este considerda cu lungime zero si introduce efectul
conexiunilor semirigide dintre stalpii si grinzile cadrului, iar portiunea ramasa reprezinta
elementul de bara efectiv ce include efectul neliniaritatii fizice si geometrice.
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5.4.3.1 Includerea efectului conexiunilor semirigide

Modelul propus poate include efectele legaturilor flexibile (semirigide) pe directiile
momentelor Tncovoietoare n raport cu axele y si z, conexiunile fiind considerate rigide pe
directia efortului axial si a momentului de torsiune. In Fig. 5.20 se prezinti modelul fizic de
considerare a prinderilor semirigide a barelor in noduri. Pentru claritate, dimensiunea finita a
nodurilor nu s-a reprezentat in figura de mai jos, acest aspect urménd a fi tratat in sectiunea
urmatoare a capitolului.

y(z) 4 4"-:‘.\A9rel.[v(:)

A AL ,

L BBy Rz

I C o, '\‘I‘! # "‘I ' X
i VS F—— S T 17 _."‘__9
AMjyoy Ry AMjy(, s AM iy / AM 2)

A Qrei , jv’(;:)\ ‘7/ Pl

Fig. 5.20. Element de bard cu conexiuni semirigide

Relatia ce exprima legatura dintre deplasarile incrementale si vectorul fortelor nodale
incrementale ale elementului de barda, avand eliminate liniile si coloanele ce contin
componentele corespunzatoare efortului axial si momentului de torsiune, poate fi scrisa astfel
(v. relatia 5.146):

As, =k, -Au, —Aq, (5.161)
unde, k_r si Ag, reprezinta matricea de rigiditate si vectorul fortelor nodale echivalente ale

elementului de bard avand efectele neliniaritdtii fizice si geometrice locale si, In care, s-au
eliminat liniile si coloanele ce contin termeni corespunzatori efortului axial si momentului de

torsiune; vectorul coloand Au, colecteaza rotirile capetelor de bara:

TR i

Au =(A6, A6, A6, AO,) (5.162)
iar A_Sr colecteazd momentele incovoietoare incrementale la capetele i si j ale barei:

o i

As,=(AM, AM,, AM, AM,] (5.163)
In cadrul fiecarui increment de incarcare, conform Fig. 5.20, intre rotirile capetelor de bara
(Ai(jyy(z)) sirotirile nodurilor i si j (A8,oqi(j)y(z) ) Putem scrie urmatoarea relatie de legatura:

AU, = AU oy — AU, (5.164)
unde vectorul Au,,, colecteaza rotirile incrementale ale nodurilor:
i
AUpog = (Aenod,iy AQnod, iy AQnod,iz AQnod, jz) (5.165)
lar vectorul Au,, colecteaza rotirile incrementale relative:

-
Au rel = (Aerel,iy AQrel, Jy Aerel,iz Aerel, jz) (5-166)
Introducénd relatia (5.164) in relatia (5.161) obtinem:
As, =k, '(Aunod _Aurel)_Aqr (5.167)
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Conexiunile semirigide transmit momente Tncovoietoare proportionale cu rotirile relative
dintre noduri si capetele barei si In consecinta momentele incovoietoare incrementale pot fi
calculate in baza urmatoarei expresii:

As, =k - AUy (5.168)
unde cu k,, s-a notat matricea de rigiditate a conexiunilor semirigide de la capetele barei,
care poate fi scrisa sub urmatoarea forma:

Ry 0 0 0

—_|0 Ry, 0 0
*lo 0 R, O (5.169)
0 0 0 R

Jz
unde R;jyy(, reprezintd rigiditatile la rotire asociate conexiunilor de la capetele i si j, n

raport cu axele y si z. Aceste rigiditati pot lua valori intre zero (cazul prinderilor articulate) si
infinit (cazul prinderilor perfect incastrate). Combinand relatiile (5.167) si (5.168) obtinem:

k_sr'AureI :kr '(Aunod _Aurel)_Aqr (5.170)
Exprimand vectorul Au,, din relatia de mai sus, putem scrie:
A —\-1 [(— -
AU :<kr +ksr) '(kr AUy _Aqr) (5.171)

Introducéand relatia (5.171) in relatia (5.167) obtinem expresia ce stabileste legatura dintre
deplasarile incrementale si vectorul fortelor nodale incrementale ale elementului, avand
incluse si efectele conexiunilor semirigide:

— [— — (— —}1 — — (— —\1

As, :|:kr -k, '(kr +ksr) 'kr:|Aunod —Aq, +k, '(kr +ksr) -AQ, (5.172)
Notand:

— — [ —\1 —

ksem = kr _kr '_(kr :ksr)_'ijr;_ (5.173)

Osem = —AQ, +kr (kr +ksr) “AQ,
relatia 5.172 poate fi scrisa astfel:

ASr = ksem 'Aunod *+ Qsem (5-174)

unde K, Si gy reprezintd matricea de rigiditate (de dimensiune 4x4) si vectorul fortelor

m
nodale echivalente (de dimensiune 4x1) ale elementului de bard cu conexiuni semirigide,
avand incluse efectele neliniaritatii fizice si geometrice.

Conexiunile pot fi simulate cu comportare liniara, situatie in care rigiditatile la rotire ale
conexiunilor R;;,(,) sunt considerate constante, sau cu comportare neliniard, situatie in care

aceste rigiditati sunt variabile in functie de nivelul de solicitare al conexiunilor caracterizate
n acest caz prin curbe neliniare moment incovoietor-rotire determinate experimental sau pe
baza unor relatii analitice. O posibila metoda de integrare a efectului conexiunilor semirigide
cu comportare neliniara este descrisa in [9].

5.4.3.2 Includerea efectului nodurilor de dimensiuni finita

Includerea efectului nodurilor de dimensiuni finite se realizeazd prin modificarea
corespunzatoare a relatiei 5.174, ce exprimd legatura dintre deplasdrile incrementale si

BURU STEFAN MARIUS 125



vectorul fortelor nodale echivalente incrementale ale elementului de bard cu conexiuni
semirigide, avand incluse efectele neliniaritatii fizice si geometrice. In Fig. 5.21. se prezinti
modelul fizic de considerare a dimensiunii finite a nodurilor. Pentru claritate conexiunile
semirigide nu au fost reprezentate, acestea fiind tratate in cadrul sectiunii anterioare.
Mentionam ca bara ij include efectul conexiunilor semirigide.

) \ L‘"‘.Agly(z)

Fig. 5.21. Element de bara cu noduri de dimensiuni finite

Presupunem 1in continuare ca rotirile nodurilor 1 si 2 sunt colectate in vectorul AU
Au=(A6, A6, AG, A6, (5.175)
iar As colecteazd momentele incovoictoare incrementale la extremitatile 1 si 2 ale barei:
As=(AM;, AM,, AM, AM,,T (5.176)
Analizand Fig. 5.21. se observa ca intre rotirile de la capetele elementului de bara (i si j) si
cele din nodurile 1 si 2 pot fi scrise urmatoarele relatii de legatura:
AGy =AO, +Aay;
ABy, = AGy, +Aay;
AG, = A0, + Aa,;
AOj, =A0,, +Aay;
Admitand rotiri mici pe parcursul fiecarui increment de incarcare se poate accepta
valabilitatea urmatoarelor relatii:

cos(Af)~1;

sin(AQ) = AG;

cos(Aa) = 1;

sin(Aa) = Aa;
Tn baza expresiilor anterioare si a geometriei barei prezentate in Fig. 5.21, se poate stabili
urmatoarea relatie Intre rotirea Aa si rotirile nodurilor 1 si 2:

, a b
sin(Aay ) )~ Ay, = Ay )+ Ay (5.179)

unde | reprezinta lungimea actualizatd a barei, iar a si b sunt lungimile portiunilor rigide de la
capetele elementului prin intermediul cdrora se introduce efectul dimensiunilor finite ale
nodurilor. Folosind relatia (5.179), corespondenta dintre rotirile de la capetele elementului de

(5.177)

(5.178)

126 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



bard (i si J) si cele din nodurile 1 si 2, exprimata prin relatiile (5.177), pot fi scrisa sub
urmatoare forma matriceala:

1+ ii IB 0 )
A, a A6,
Aejy T 1+— 0 0 AeZy
AD a b |ag (5.180)
iz 0 0 1+ T T 1z
AQJZ a b _AQZZ
0 0 T 1+ n
sau in forma condensata:
AU,y =N; -Au (5.181)
unde Ny introduce efectul nodurilor de dimensiune finita.
Introducand expresia (5.181) in relatia (5.174) obtinem:
AS, =Koy - Ng - AU+ AQ oy (5.182)

Exprimand echilibrul pentru bara reprezentata in Fig. 5.21. se obtine relatia dintre momentele
incovoietoare incrementale asociate extremitatilor i si j si cele asociate nodurilor 1 si 2:

As=N7 -As. (5.183)
Tnmultind la stanga relatia (5.182) cu N si introducind relatia (5.183) in expresia astfel
obtinutd, se deduce expresia ce defineste variatia incrementala a rotirilor si momentelor
incovoietoare aferente nodurilor 1 si 2 ale elementului de bara:

— . — — T —

AS: Nf 'ksem 'Nf -AU+Nf 'Aqsem (5.184)
Sau:

As =K, -Au+AQq

(5.185)

unde k, si AQ, reprezintd succesiv matricea de rigiditate si vectorul fortelor nodale

echivalente incrementale ale elementului de bara avand incluse efectele nodurilor de
dimensiuni finite, a conexiunilor semirigide, a neliniaritdtii fizice respectiv geometrice, $i pot
fi evaluate in baza urmatoarelor relatii:

ToNT :

Kyt =Nf -Keem - N¢;

— o —

AQyt =N¢ - AQgep,
Matricea de rigiditate astfel obtinuta este de ordinul 4, iar prin adaugarea liniilor si coloanelor
ce cuprind termenii corespunzatori rigiditatii axiale si la torsiune, ordinul matricei patratice
de rigiditate devine 6. Pentru includerea deplasarilor de corp rigid, matricea de rigiditate este

pre- si post- multiplicatd cu o matrice de transformare, rezultand astfel matricea de rigiditate
totala de ordin 12 [9].

(5.186)

5.4.4 Efectul global al neliniarititii geometrice

Considerarea efectelor globale ale neliniaritatii geometrice presupune considerarea
configuratiei geometrice deformate a structurii pentru fiecare etapa a procesului de incarcare.
In procesul de calcul, corespunzitor fiecirei etape de incarcare, intervine de fiecare dati o
noud configuratie geometrica a structurii, caracterizatd prin deplasarile de noduri calculate n
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etape precedenta a calculului. Aceastd configuratie influenteazd atat formarea matricelor de
rigiditate si a vectorilor fortelor nodale echivalente ale elementelor in sistemul local de axe
cat si trecerea acestora in sistemul global de referinta al structurii, in vederea asamblarii
matricei de rigiditate globale si a vectorului fortelor nodale globale. In general, efectul global
al neliniaritatii geometrice, datorat modificarii configuratiei geometrice a structurii, poate fi
considerat fie prin translatia matricei de rigiditate exprimata in deformatiile barei, in functie
de deplasarile nodale, printr-o transformare neliniara, fie direct, prin reactualizarea matricei
de rotatie Ry, la sfarsitul fiecarui ciclu de incarcare [4], in concordanta cu noua configuratie
geometricd a elementului, asa cum se va prezenta succint in cele ce urmeaza.

Fig. 5.22 Efectul global al neliniaritatii geometrice

Formarea matricei de rotatiec R, pentru o noud configuratic geometrica aferentd unui pas
curent de incarcare K, presupune recalcularea cosinusilor directori ai barelor structurii si
implicit a noilor lungimi ale barelor. Pentru elementul de bard cu 12 grade de libertate
schematizat in Fig. 5.22, matricea de rotatie Ry, care face trecerea de la coordonatele locale la
cele globale, are urmatoarea forma:

X 0 0 0
5 |0 X 0 0 (5.187)
"7lo 0 LS o '
0 0 0 L

i " s1 L reprezinta matricele cosinusilor directori ale axelor sistemului loca
unde matricele L si L reprezinta matricel silor directori ale axelor sistemului local

in raport cu axele sistemului global de referinta si se determind in concordanta cu noua
configuratie geometrica a barei (corespunzatoare ciclului K de incarcare) pentru cele doua
extremitati ale elementului [5]:
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KA kgD ki)
Lip =| "4 "’ A (5.188)
ki) k/liz(yj) ki
siunde (K20 KO gDy g kG iy g0 kD) kG0 repreing
coordonatele versorilor ¥4, , "/Iy, “2, a axelor X, y si z la cele doud capete i si j ale

elementului la incrementul de incircare k. Diferentele intre matricele L% si ij , In

configuratie deformata, se datoreaza diferentei intre unghiul de rotatie al axelor principale de
inertie asociate sectiunilor de la cele doua extremitati ale barei.

In prezenta lucrare, reactualizarea matricei de rotatie se realizeaza intr-o formulare
incremental-iterativa prin corectarea vectorilor de orientare A, , ),y, A, odatd cu trecerea de

la configuratia Cy.1, aferenta ciclului k-1 de incércare, la configuratia urmatoare Cy aferenta
ciclului k de incarcare (Fig. 5.22.). Succesiunea etapelor de corectare a vectorilor de orientare
corespunzatori celor doua configuratii succesive este detailata in [5,142].

Cunoscand matricea de rotatie Ry a fiecarei bare a structurii, trecerea de la matricea de
rigiditate tangenta a fiecarei bare, relativa coordonatelor locale ale acestora, la matricea de
rigiditate tangentd exprimata in coordonatele globale ale structurii, se realizeaza prin
urmadtoarea transformare standard:

K, =R -k, -R,, (5.189)
Avand matricele de rigiditate ale barelor, exprimate relativ coordonatelor globale ale

structurii, matricea de rigiditate globala, se obtine prin Tnsumarea matricelor de rigiditate ale

tuturor barelor:
nr.bare

K= YK, (5.190)

i=1
5.5 Metoda de conducere a analizei neliniare

Determinarea solutiei in calculul elasto-plastic de ordinul al ll-lea se efectueaza printr-0
succesiune de cicluri de calcul, solutia presupunand indeplinirea simultand a celor doua
conditii ce caracterizeaza echilibrul: compatibilitatea deformatei si echilibrul static al
nodurilor. Metodele de calcul se Tmpart in trei mari categorii functie de modul de conducere a
analizei, distingandu-se astfel: metode iterative, metode incrementale si metode incremental-
iterative. Metodele iterative sunt aplicate in general in situatiile in care calculul structurii se
efectueaza pentru intreaga intensitate a sarcinilor exterioare date. Sarcina ultimad este
determinatd in acest caz in cadrul unei iteratii a unui nivel de incarcare, colapsul structurii
manifestandu-se printr-o crestere pronuntatd a valorilor deplasarilor. Solutia problemei este
testatd prin compararea conditiei de convergentd a configuratiei de echilibru cu diferite
niveluri de severitate ale tolerantei. Trebuie mentionat ca pot aparea interpretari eronate ale
conditiei de convergenta a configuratiei de echilibru cand nivelul de incarcare se afla in
vecinatatea sarcinii critice. Metodele incrementale (pas cu pas) presupun aplicarea succesiva
asupra structurii a unor valori constante ale incarcarilor sau deplasarilor (pe parcursul unui
increment de solicitare comportarea structurii considerandu-se liniard) pana la atingerea
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nivelului de incarcare dorit (metode incrementale cu control in incarcari, Fig. 5.23.a) sau a
limitei de deformabilitate admisibile (metode incrementale cu control in deplasari, Fig.
5.23.b). Astfel, trasarea curbei de comportare in spatiul incarcare-deplasarea, se face succesiv
prin determinarea solutiei aferente fiecarui pas constant de fortd sau deplasare. Metoda
pasilor controlati in deplasari permite studiul si in domeniul postcritic spre deosebire de
metoda pasilor controlati in eforturi pentru care trasarea curbei de comportare se opreste
odati cu atingerea sarcinii limitd. In ambele metode incrementale amintite, eroarea de calcul
ce afecteazi solutia este dependenti de numarul si marimea pasilor de incircare/deplasare. In
fine, metodele incremental-iterative reprezintd combinatii intre metodele descrise anterior, un
proces iterativ de minimizare a erorilor fiind aplicat in cadrul fiecdrui increment de

incarcare/deplasare.
P P - o
A A snap-through P E, snap-through
! § 3 ; g
i H C i
Do SN
O g
Ay i SO
4P ( . - :
3P 3C ZC : ;
““““““““““““““““““““ At -back
2 2o AP LA snap-bac
[ P
plLL o
“d 44 a4 d
a. Control in incarcari b. Control in deplasari c. Control in lungimea de arc

Fig. 5.23 Metode incrementale si incremental iterative de conducere a analizei

Tn literatura de specialitate sunt propuse mai multe astfel de metode, cea mai cunoscuti fiind
metoda Newton-Raphson, cu variantele, originalda si modificata (diferenta constand in
actualizarea respectiv neactualizarea matricei de rigiditate in timpul iteratiilor din cadrul unui
increment de incarcare) care utilizeaza parametrii de control in incarcari, Tnsd aceste metode
devin slab convergente in vecindtatea sarcinii ce produce colapsul structurii si, mai mult, nu
includ posibilitatea trasarii curbei incarcare-deplasare dupd punctul corespunzator incarcarii
limita. Aceste inconveniente sunt inlaturate de metodele incremental-iterative bazate pe
considerarea parametrului de control in deplasari si in lungimea de arc (arc length) care
trateaza factorul de incarcare ca o variabild aditionald (necunoscutd) in timpul iteratiilor de
echilibrare din cadrul fiecarui increment de deplasare. Metodele bazate pe control in
lungimea de arc (Fig. 5.23.c) sunt capabile sa traseze intreagd curba neliniara de comportare
a structurii surprinzand si fenomenele de tip snap-back si snap-through, spre deosebire de
metodele bazate pe control in deplasari (Fig. 5.23.b) care pot surprinde doar fenomenul de
snap-through. Cele mai cunoscute metode incremental-iterative cu control in lungimea de arc
sunt metodele propuse de Riks [143] si Wemper [144]. Tn literatura de specialitate pot fi
consultate variante modificate ale acestor formuldri, cea mai reprezentativa fiind metoda
propusa de Crisfield [145].

Conducerea analizei, ce face obiectul prezentei lucrari, se realizeaza printr-o analiza
incremental-iterativa cu control in lucrul mecanic (work-load increment), marimea
incrementelor de incarcare fiind controlatd de conditia de lucru mecanic constant
(AW=constant, Fig. 5.24). Trebuie mentionat ca fortele, aplicate structurilor studiate in
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aceastd teza, au caracter conservativ si se aplica proportional, astfel toate sarcinile cresc in
functie de un singur parametru. Mai trebuie adaugat faptul ca aceasta metoda de conducere a
analizei, este capabild sa traseze intreaga curba neliniard de comportare a structurii, insa
fenomenul de snap-back nu poate fi surprins.

P
\
i+l
Pr- 114 KT_$AR
S A
<| Y
| Kr
PlL VeV
\
iA > AW
g
|
I _
1U 1+1U U

Fig. 5.24 Conducerea analizei cu control in lucrul mecanic

Pornind de la configuratia de echilibru aferenta unui ciclu de incarcare i, se aplica structurii
un nou increment de Incdrcare AAAP a carei intensitate este controlatd de conditia de lucru
mecanic constant:
P AW

APAu,
unde AP reprezinta incrementul fortelor exterioare de referinta si se calculeaza prin divizarea
fortelor totale P cu numarul de incremente ales, iar Aug reprezintd vectorul deplasarilor
incrementale. Astfel incarcarea corespunzatoare pasului curent i+1 este (Fig. 5.24):

Hpip L ALAP (5.192)
Corespunzator incrementului de incédrcare i se formeaza matricea de rigiditate globala a
structurii Ky prin insumarea matricelor de rigiditate tangente ale fiecarui element component
(asa cum s-a prezentat in sectiunile anterioare). Cunoscand Ky se poate determina vectorul
deplasarilor globale corespunzatoare nivelului curent de incarcare:

Aug =AIKTAP (5.193)
In continuare, se reactualizeaza coordonatele nodurilor si se recalculeaza lungimea fiecarui
element al structurii, pe baza deplasarilor globale incrementale:

"U="U+Auy

"c='C+Auj
unde U colecteaza deplasarile totale ale nodurilor structurii, vectorul C retine coordonatele

t
g

libertate asociate translatiilor. Se face trecerea deplasarilor incrementale de la sistemul global
al sistemului la sistemul local al fiecdrui element, folosind matricea de rotatie

(5.191)

(5.194)

nodurilor structurii, iar Au, contine deplasarile incrementale globale pe directia gradelor de

corespunzatoarea ultimei configuratii de echilibru i:
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i
Se estimeaza apoi incrementul fortelor nodale interne, in raport cu sistemul local al fiecarei
bare, pe baza vectorului deplasarilor raportate la sistemul de baza (fara deplasari si rotiri de
corp rigid), Au,,:

Af, =K Au, (5.196)
unde Ky reprezintd matricea de rigiditate tangentd a elementului de bara corespunzatoare
ultimei configuratii de echilibru, i. Vectorul fortelor nodale incrementale este adaugat la
vectorul fortelor nodale corespunzatoare configuratiei initiale de echilibru, obtindndu-se
astfel vectorul fortelor nodale totale corespunzatoare noii configuratii:

L =1, + Af, (5.197)
Se reactualizeaza sistemul local de axe pentru fiecare element si se determind matricea de
rotatie corespunzitoare noii configuratii, '**R,, ,iar apoi se face trecerea fortelor nodale de la

sistemul local aferent configuratiei i+1, la sistemul general de referinta. insumarea vectorilor
fortelor nodale globale duce la obtinerea vectorului fortelor nodale totale asociate structurii:
i+1 Fe:Hle |+11:e

. nr.bare

|+1F — Z i+1 Fe (5'198)

i-1
In continuare, se calculeaza diferenta AR ntre totale aplicate structurii +1p si fortele nodale
totale determinate anterior '™F . Corespunzitor acestui dezechilibru se poate estima corectia
deplasarilor in baza urmatoarei relatii:

AR =K7Auy (5.199)
unde Ky este matricea de rigiditate tangenta globald a structurii si se considera a fi matricea
corespunzatoare ultimei configuratii de echilibru. O altd modalitate constd in determinarea
matricei Ky corespunzatoare fiecarei iteratii insa acest aspect conduce la un efort de calcul
costisitor. Procesul iterativ continud prin repetarea etapelor descrise de relatiile (5.194)-
(5.199) pana cand dezechilibrul AR devine neglijabil.

5.6 Concluzii partiale

In cadrul acestui capitol a fost prezentata succint formularea matematici a modelului de
calcul propus pentru analiza neliniara a structurilor compozite otel-beton. Modelul extinde
capabilitatile modelului existent cu privire la analiza neliniara avansata a structurilor in cadre
[1, 37] prin considerarea efectului conectarii partiale dintre dala de beton si profilul metalic
(in cazul grinzilor compozite), considerarea relatiilor constitutive complexe pentru beton si
otel, forma exacta a sectiunilor, studiul imperfectiunilor materiale (a tensiunilor reziduale)
asupra capacitatii de deformabilitate si de rezistentd a grinzilor compozite, grefand de
asemenea efectul nodurilor de dimensiuni finite si propunand totodata un model de
considerare a conexiunilor semirigide.

Principalele caracteristici, care dau valoare deosebita modelului de calcul elaborat si-l fac
competitiv cu alte modele care vizeaza calculul neliniar al structurilor compozite otel-beton
deriva din faptul ca, spre deosebire de metoda elementelor finite care obtine acuratetea prin
subimpartirea barelor dintre noduri, modelul propus discretizeaza structura in elemente
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constituite din Tntreaga bara permitand totodata considerarea efectului cuplat al neliniaritatii
geometrice si cel al plastificarii distribuite. O astfel de abordare conduce la un numar redus
de grade de libertate, identic cu cel din analiza liniara a structurilor si implicit la un efort
computational semnificativ. mai redus. O atentic deosebitd a fost acordatd modelarii
interactiunii (conectarii) partiale dintre dala de beton si profilul metalic (in cazul grinzilor
compozite) iar propunerea noastra se evidentiaza prin faptul cd, desi acest fenomen se poate
evalua riguros la nivel de element, efectul conectarii partiale este tratat la nivel de sectiune,
propunand in acest sens un algoritm de evaluare a comportarii Tn domeniul elasto-plastic a
sectiunilor compozite cu interactiune partiala. Beneficiile unei astfel de abordari, daca este
corect calibrata, sunt multiple: permite utilizarea unui singur element finit cu doua noduri
pentru simularea comportarii fiecarei bare cu sectiune mixta a structurii, ca si in cazul
structurilor omogene (un singur material), permite analiza in detaliu, in domeniul elasto-
plastic, a sectiunilor de forma oarecare considerand relatii constitutive complexe pentru
materialele din care este constituita sectiunea, poate include explicit efectul tensiunilor
reziduale in evaluarea caracteristicilor de deformabilitate si de rezistenta, poate lua in
considerare diferite modalititi de conectare, trateaza cazurile distributiilor uniforme sau
neuniforme, discrete sau continue, ale conectorilor in lungul elementului. Mai mult efortul de
modelare si de calcul este semnificativ redus in comparatie cu modelele existente pastrand
Tnsa acuratetea rezultatelor. Toate aceste caracteristici permit abordarea structurilor reale de
mari dimensiuni, cu includerea in analizd a efectelor principalilor factori determinanti si
totodata cu performante computationale insemnate. Modelul de calcul propus a fost
implementat in cadrul aplicatiei Nefcad [37], extinzand astfel capabilitatile acestei aplicatii
software.
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6 Analiza avansati neliniara a structurilor mixte otel-beton folosind
pachetul comercial Abaqus

Dezvoltarea continua a sistemelor hardware si software permite comunitatii stiintifice
utilizarea tot mai pronuntata a metodelor numerice complexe de analiza, in pofida faptului ca
in multe situatii acestea devin costisitoare din punct de vedere computational si al timpului
calculator necesar. Tn ultimele decenii metoda elementului finit a cunoscut o dezvoltare si
utilizare perpetud, fiind o unealtd de analizd care permite practic studiul elementelor
structurale de orice formd, cu luarea in considerare a principalilor factori determinanti in
raspunsul mecanic al acestora, Insd in numeroase situatii modelele numerice necesitd o
discretizare fina, rezultdnd astfel un numar mare de elemente finite ce conduce implicit la
timpi de calcul si resurse hardware substantiale. Analizele structurale ale elementelor si
structurilor mixte otel-beton bazate pe metoda elementului finit pot fi, in general, divizate n
doua categorii: o prima categorie utilizeaza elemente finite, de obicei unidimensionale (de tip
bard), special dezvoltate de cercetatori, care permit studiul comportarii elementelor mixte cu
includerea 1n analiza a principalilor factori ce influenteaza raspunsul structural, in timp ce a
doua categorie presupune utilizarea unor pachete comerciale de elemente finite, din aceasta
divizie cele mai cunoscute si utilizate programe fiind Ansys, Abaqus, MSC Marc, LS -
DYNA, Nastran, Adina. Tn cadrul prezentei teze de doctorat s-a optat pentru utilizarea
pachetului comercial de elemente finite Abaqus [15], program recunoscut si utilizat pe plan
mondial de comunitatea stiintifica datorita capabilitatilor multiple de modelare si analiza puse
la dispozitia utilizatorului. Obiectivul principal al acestui capitol se restrange asupra alegerii
combinatiei convenabile de elemente finite selectate pentru simularea comportarii diferitelor
componente ale sistemului mixt, criteriul de selectie primar constand in obtinerea unui raport
acuratete rezultate — timp de calcul optim. Bine-nteles, scopul fundamental al acestui model
numeric complex constd in crearea unei unelte numerice robuste care sd contribuie la
validarea modelului avansat de analizi descris in capitolul 5. Tn vedere obtinerii unui model
temeinic, pe parcursul acestei sectiuni se vor realiza diferite studii numerice ce vor avea ca
parametrii independenti in special dimensiunea si tipul elementelor finite selectate pentru
modelarea diferitelor componente ale elementelor mixte, dar si metoda de conducere a
analizei neliniare pentru determinarea raspunsul structural al specimenelor studiate. Modelul
numeric va fi selectat pe de-o parte, in asa fel incat sa nu impuna restrictii de modelare, iar pe
de altd parte sa fie capabil sa surprindd majoritatea factorilor ce domind comportarea
elementelor mixte: neliniaritatea geometrica si fizica, plastificareca gradualad atat la nivel de
sectiune cat si in lungul elementului, interactiunea partiald dintre cele douda materiale
componente, efectul tensiunilor reziduale si al imperfectiunilor geometrice.

6.1 Factori determinanti in simularea numerica

n vederea obtinerii unui model numeric versatil, capabil si genereze cu acuratete ridicata
starea de tensiune si deformatie din interiorul elementului analizat, trebuie sa se tina cont, in
functie de particularitatile problemei studiate, de o serie de aspecte care au un rol determinant
asupra eficientei modelului numeric generat. Astfel, o atentie sporita trebuie acordata selectie
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modelelor constitutive utilizate pentru simularea comportarii elastice si inelastice a
materialelor componente, asupra tipurilor de elemente finite selectate pentru modelarea
componentelor sistemului, asupra legaturilor dintre aceste componente si nu in ultimul rand
asupra metodei de conducere a analizei neliniare. In cele ce urmeaza se vor prezenta o serie
de particularitati de modelare referitoare la aspectele enumerate anterior.

6.1.1 Modele constitutive selectate pentru definirea comportarii materialelor

In calculul numeric, o importantd deosebita trebuie acordati modelelor constitutive alese
pentru definirea comportdrii materialelor, deoarece acestea au o influentd semnificativa
asupra starii de tensiune si deformati. Aplicatia Abaqus [15] are implementatd o biblioteca
consistentd de modele constitutive pentru definirea comportarii diferitelor materiale utilizate
in mod curent in practica inginereascd si nu numai. In cele ce urmeazi se vor descrie
modelele alese pentru definirea betonului si a otelului.

6.1.1.1 Beton

Pentru acest material, caracterizat prin comportare la compresiune diferitd de cea la intindere,
programul dispune de trei modele constitutive distincte pentru definirea comportarii
postelastice, dintre care cel mai potrivit, pentru analiza elementelor ce fac obiectul prezentei
teze de doctorat, s-a considerat a fi modelul CDP — Concrete Damaged Plasticity. Acest
model de plastificare se bazeaza pe consideratiile teoretice descrise de Lubliner s.a. [146],
modificate ulterior de Lee & Fenves [147] si este destinat utilizarii in cadrul problemelor in
care, pe de-o parte betonul este supus unor actiuni exterioare monotone, ciclice si/sau
dinamice, iar pe de alta parte presiunile provenite din confinarea betonului sunt relativ mici
(sub 20 — 25% din rezistenta la compresiune uniaxiald). In aceste circumstante, comportarea
betonului este de naturd casantd, principalele mecanisme de cedare fiind reprezentate de
fisurare in zona Intinsd si zdrobire in zona comprimata.

Tab. 6.1 Parametrii plasticitatii pentru modelul constitutiv CDP

Parametru  Valoare Semnificatie
¥ 38° Unghi de dilatare, fizic reprezinta unghiul de frecare interna
€ 0.1 Raportul Tntre rezistenta la intindere si cea la compresiune
Oho/Geo 1.16 Raportul Tntre rezistenta la compresiune biaxiala si cea uniaxiala
K 0.667 Raportul intre invariantul patratic al tensiunilor, corespunzator

meridianului de Tintindere si cel corespunziator meridianului de
compresiune

v 0.001 Parametru de regularizare al ecuatiilor constitutive. Practic, folosind
valori diferite de zero, se permite violarea suprafetei de curgere, in
vederea elimindrii dificultatilor de convergenta

Ramura de comportare elastica este definitd prin modulul de elasticitate longitudinal si
coeficientul de contractie transversala, iar pentru definirea comportarii postelastice se impune
introducerea parametrilor ce caracterizeaza potentialul plastic si suprafata de curgere.
Suplimentar, trebuie furnizate perechi de valori de forma tensiune — deformatie inelastica atat
pentru compresiune céat si pentru intindere. Identificarea cat mai corecta, bazata pe observatii
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experimentale, a parametrilor ce definesc potentialul si suprafata de curgere a reprezentat
principalul obiectiv al lui Jankowiank si Lodygowski in [148]. Luand in considerare
rezultatele obtinute de autorii mentionati anterior dar si specificatiile furnizate in manualul de
utilizare al programului Abaqus [15], valorile selectate pentru parametrii plasticitatii sunt
prezentate in Tab. 6.1.

Acest model constitutiv permite definirea a doua variabile de degradare d; si d; care, in
domeniul postcritic, afecteaza modulul de elasticitate initial al betonului, tindnd astfel cont de
degradarea acestuia. Fig. 6.1 prezinta curbele tipice de comportare ale betonului intins si
comprimat, precum si variabilele de degradare si influenta acestora asupra modulului de
elasticitate longitudinal initial.
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Fig. 6.1. Curba de comportare a betonului:a. intins si b. comprimat

In mod uzual, comportare betonului intins este dirijatd de curba prezentatd in Fig. 6.1.a.,
compusa dintr-o primd ramurd ascendentd liniarda, definitd prin modulul de elasticitate
longitudinal al betonului E; si coeficientul de contractie transversala p, si o a doua portiune
descendentd parabolica, ce corespunde cu formarea de microfisuri, al caror efect este
reprezentat la nivel macroscopic prin degradarea rigiditatii initiale si aparitia deformatiilor
plastice. Aceasta ultimad portiune este definitd prin perechi de valori de forma tensiune —
deformatie inelastica, obtinuta prin scaderea deformatiei elastice din deformatia totala [15]:

&' =g —¢; (6.1)
unde,
el _ Oy .
& =— 6.2
' E, (6.2)
Deformatia specifica plastica este calculata automat de program in baza urmatoarei relatii:
i d
pl _ _in t el .
g =& - ; 6.3
COT 1-d ! (6.3)
sau,
gtpl _ 8tin _gtel : (6.4)

Comportarea betonului comprimat este guvernatd de curba prezentata in Fig. 6.1.b.
Portiunea elastica este definitd asemenea betonului intins prin modulul de elasticitate E. si
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coeficientul lui Poisson p. Limita acestui domeniu de comportare se considerd a fi 0.4-f;,
unde f. reprezinta rezistenta betonului la compresiune determinata pe cilindru. Ramura
inelastica este compusad din doud portiuni, ambele definite prin perechi de valori tensiune-
deformatie inelastica. Prima, este caracterizatd prin cresteri atat ale tensiunilor cat si ale
deformatiilor (stress hardening), iar a doua este caracterizata prin cresteri ale deformatiilor si
reduceri ale tensiunilor (strain softening). Deformatiile inelastice si cele plastice se calculeaza
in mod similar cu cele determinate Tn situatia betonului supus la intindere. Astfel:

in el .
el =g, —&g; (6.5)
unde &¢ ! reprezinta deformatia specifica elastica:

el = Z_Z : (6.6)
unde E; reprezintd modulul de elasticitate longitudinal al betonului, considerat acelasi atat la
intindere cét si la compresiune. Deformatiile plastice sunt calculate automat de program,
folosind deformatiile inelastice, introduse de utilizator, si variabilele de degradare d. asociate
fiecarui punct caracteristic de pe ramura descendentd a curbei de comportare a betonului
comprimat [15]:

d
i e 6.7)

pl _ .in
& =&

c
sau,

el =gl -2, (6.8)
Variabilele de degradare d; si d. pot lua valori intre zero (materialul este nedegradat) si
unu (degradare totald), insa se recomanda a nu se folosi valori mai mari decat 0.99 pentru a se
evita dificultatile de convergentd. Daca nu se introduc aceste variabile, deformatiile plastice
sunt egale cu cele inelastice si modulul de elasticitate transversal nu este degradat [15]. Acest
model constitutiv poate fi asociat cu o varietate insemnata de elemente finite bi- (shell) si tri-
dimensionale (brick), insa nu poate fi atribuit, decat in cazuri particulare, elementelor finite
unidimensionale (beam). Mai mult, n cazul EF de tip shell a caror comportare este descrisa
de modelul CDP, se recomanda utilizarea a cel putin noud puncte de integrare pe grosimea
EF, pentru obtinerea de rezultate cu grad de acuratete rezonabil.

6.1.1.2 Ofel

Ramura de comportare elasticd a otelului este definitd prin modulul de elasticitate
longitudinal Es si coeficientul de contractie transversala, in timp ce pentru ramura postelastica
s-a optat pentru utilizarea modelului clasic de plasticitate al metalului, regasit in cadrul
programului Abaqus [1] sub denumirea *Plastic. Acest model s-a utilizat pentru definirea
comportarii profilelor laminate, a armaturilor din dala de beton si a conectorilor, in situatia in
care acestia au fost explicit modelati.

Modelul ales se bazeaza pe suprafata de curgere Mises si permite definirea de materiale cu
comportare perfect plasticd sau cu reconsolidare izotropd, ce presupune ca suprafata de
curgere Tsi modifica marimea uniform in toate directiile [15]. Reconsolidarea se defineste in
forma tabelara, prin perechi de valori tensiune — deformatie plastica.
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Legea de curgere plastica este asociatd cu criteriul de plasticitate, ceea ce inseamna ca pe
masurd ce materialul se plastificd (curge), deformatiile incrementale inelastice au directia
normalei la suprafata de curgere. Aceasta ipoteza este in general acceptabila in cazul
metalelor [1].

Modelul clasic de plasticitate al metalelor poate fi atribuit oricarui tip de element finit
formulat in deplasari (grade de libertate - deplasari).

6.1.2 Elemente finite utilizate pentru modelarea componentelor sistemului mixt

In cadrul acestei sectiuni se prezinti succint particularititile elementelor finite selectate
pentru modelarea diferitelor componente ale sistemului mixt otel-beton. Tn vederea selectiei
cat mai judicioase a modelului de analizd si a tipurilor de elemente finite asociate, pe
parcursul acestui capitol se va prezenta un exemplu numeric ce constd intr-o grinda cu
sectiune mixta otel-beton, a carei modelare si simulare numerica se va face in trei variante
distincte, diferentiate prin tipul (dimensiunea) elementelor finite selectate pentru
reprezentarea componentelor grinzii. Tn Tab. 6.2 se prezinti categoriile de EF asociate
fiecarui model numeric studiat. Trebuie mentionat cd in cazul modelului A sunt modelate
explicit si zonele de conjeu.

Tab. 6.2. Categorii de EF utilizate in modelarile studiate

Model
A B C
Beton solid solid solid
Profil solid placa bara
Armaturi bara bara bara
Conectori solid conector conector

Analizand Tab. 6.2 se poate sesiza cd modelul A are cel mai inalt grad de complexitate
fiind alcatuit din EF tridimensionale, exceptie facidnd armaturile a caror reprezentare s-a facut
prin EF de tip bard. La cealalta extrema se situeaza modelul C, rezultat prin combinarea EF
tridimensionale, selectate pentru modelarea dalei de beton, cu EF unidimensionale, selectate
pentru modelare profilului metalic si a armaturilor. Legatura profil-placa se realizeaza prin
intermediul unor elemente speciale asupra carora se va reveni in paragrafele urmatoare.
Modelul B, se diferentiaza de modelul C prin utilizarea de EF bidimensionale pentru
modelarea profilului metalic. Se poate observa cd, in cadrul fiecarui model numeric,
modelarea componentei de beton s-a realizat cu EF tridimensionale, principalul argument al
acestei optiuni constdnd in posibilitatea includerii explicite a armaturilor si a interactiunii
acestora cu betonul inconjuritor. In continuare se prezinti principalele clase de EF utilizate
pentru modelarea componentelor sistemului mixt.

6.1.2.1 Modelarea volumelor de beton

Componentele de beton s-au modelat utilizand EF tridimensionale de forma paralelipipedica
avand opt noduri dispuse in colturi (v. Fig. 6.2.a.). In functie de numarul gradelor de libertate
si de schema de integrare folositd, se disting trei EF: C3D8, C3D8R si C3D8I. In cazul
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fiecarui element, gradele de libertate considerate sunt deplasdrile din nodurile elementului, iar
n orice alt punct de pe volumul EF, deplasarea se obtine prin interpolare liniara a deplasérilor
de la nodurile adiacente punctului. Diferenta intre primele douda EF consta in numarul
punctelor de integrare folosite pentru formarea matricei de rigiditate. C3D8 foloseste
integrare completa (8 puncte de integrare), iar C3D8R foloseste un singur punct de integrare
(centrul EF) pentru obtinerea matricei de rigiditate a elementului, fiind astfel mai eficient din
punct de vedere computational. Un dezavantaj al acestui tip de EF consta in posibilitatea
aparitiei efectului de hourglassing, caracterizat prin distorsionarea necontrolatd a retelei de
discretizare in cazul in care deformatiile din punctul de integrare inregistreaza valori nule,
desi in realitate EF sufera modificari ale geometriei (v. Fig. 6.2.b.), deformatiile trebuind a fi
reprezentate cel putin cu variatie liniara. Acest efect nu apare in cazul EF cu integrare
completa (8 puncte) C3D8 insa, in cazul solicitarii la Incovoiere, acesta este predispus unui
alt fenomen numeric denumit in literatura de specialitate shear locking (v. Fig. 6.2.c), EF
manifestand astfel rigiditate superioard nejustificatd. Datoritd adoptdrii variatiei liniare a
deformatiilor, laturile EF trebuie sa ramana drepte, iar pentru surprinderea convenabila a
incovoierii sunt introduse "false” deformatii unghiulare in ecuatiile de compatibilitate ale EF,
rigidizand astfel comportarea acestuia la ihcovoiere.

Deformatii nule in punctul de Unghiuri # de 90° care implica
integrare desi EF se deformeaza deformatii unghiulare false

15 e
Punct de—==" 3‘;‘

integrare

Fig. 6.2.a. EF tridimensional cu 8 noduri; b. Efectul de hourglassing; c. Efectul de shear locking

Pentru eliminarea acestui efect, formularea elementului finit C3D8I include suplimentar
13 GDL interioare care detecteazd cu acuratete ridicatd deformarea EF supus la incovoiere,
fiind astfel mai costisitor decat C3D8, dar mai eficient decat C3D20R (20 de noduri, 8 puncte
Gauss de integrare), nivelul de acuratete fiind similar cu cel obtinut folosind EF avand 20 de
noduri [15]. Pe baza acestor considerente, volumele de beton s-au modelat cu EF de tip
C3D8lI, aceste furnizand rezultate cu nivel inalt de acuratete cand fetele elementelor sunt
rectangulare.

6.1.2.2 Modelarea profilului metalic

In cadrul modelului A, profilul metalic s-a discretizat in EF tridimensionale cu 8 noduri
C3D8lI, particularitatile acestuia fiind prezentate in sectiunea acestora. Suplimentar, zonele de
conjeu s-au modelat cu EF tetraedrice cu 4 noduri denumite C3D4, selectia acestui EF fiind
impusa de forma zonelor de racordare dintre talpi si inima profilului. Starea de tensiune pe
aceste elemente este constantd, iar rigiditatea manifestatd este, In general, prea mare.
Acuratete satisfacatoare poate fi obtinuta prin utilizarea unei retele fine de discretizare.
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Schematizarea profilelor laminate in cadrul modelului B s-a facut folosind elemente finite
de tip placa (shell), de forma patrulatera avand patru noduri dispuse in colturi si admitand
variatie liniard a deplasarilor intre noduri. In functie de numarul gradelor de libertate si de
schema de integrare folosita, se disting trei EF: S4, S4R si S4R5. Primele doud EF au cate
sase GDL per nod, trei translatii si trei rotiri, dar se diferentiazd prin numarul punctelor de
integrare folosite pentru formarea matricei de rigiditate: S4 — 4 puncte (v. Fig. 6.3.a.), iar S4R
— 1 punct (v. Fig. 6.3.b.). Tn formularea ambelor elemente se tine cont de efectul
deformatiilor de unghiulare (admitand variatii constante ale acestora pe grosimea EF), putand
fi folosite atét in teoria de placa subtire (cand grosimea este mai mica decat 1/15 din lungime)
cat si in teoria de placa groasa. Fenomenul de shear locking nu este tipic acestor elemente
insa efectul de hourglassing poate aparea in situatii particulare cand sunt folosite EF cu
schema redusa de integrare. Totusi, programul Abaqus [15] are implementatd o metoda de
control artificial al acestui fenomen care coroborata cu folosirea unei discretizari fine reduce
efectele nefavorabile ale aceste instabilitati. EF S4R5 are doar cinci GDL per nod — trei
translatii si cele doud rotiri din planul elementului. Un inconvenient major al acestui EF
constd in neglijarea efectului deformatiilor unghiulare fiind pretabil doar pentru analiza
sistemelor cu grosime mici. In urma acestor considerente, dar si tinand cont de rezultate
studiilor de senzitivitate prezentate Tn manualul programului Abaqus [15], s-a optat pentru
utilizarea EF S4R, pentru modelarea profilului metalic in cazul modelului B (v. Tab. 6.2).
Raspunsul sectional se obtine folosind metoda Simpson de integrare considerand 7 puncte pe
grosimea fiecarui EF. Suprafata de referinta este considerara a fi suprafata mediana a EF.

9101112 13

Punct de integrare 4

Js
3 1 3 Punct de integrare 4 |7
+ 6

b. 2

C. 1 2345

Fig. 6.3.a. EF de tip S4; b. EF de tip S4R; c. EF de tip B31

Tn cadrul modelului C, profilul laminat s-a modelat prin intermediul EF unidimensionale
de tip bard cu doud noduri si sase GDL per nod (trei translatii si trei rotiri). in aceastd
categorie, se inscriu EF B31 si B33. Primul dintre ele considera variatia liniara a deplasarilor
pe lungimea elementului si este formulat in baza teoriei Timoshenko, luand astfel in
considerare si efectul deformatiilor unghiulare. Formularea considera doar comportarea
elastica la forfecare (definitda prin modulul de elasticitate transversal), independenta de
raspunsul la solicitiri axiale sau la incovoiere. In cazul profilelor laminate de tip I, aria ce
preia forta taietoare este consideratd a fi 44% din aria sectiunii [15]. De cealaltd parte,
elementul B33 admite ipoteza sectiunilor plane dar si normale la axa barei, neglijand astfel
efectul deformatiilor de lunecare transversale. Formularea foloseste functii cubice pentru
interpolarea deplasarilor pe lungimea EF. Elementele selectate pentru modelarea profilului
metalic in cazul modelului C sunt cele ce includ si efectul deformatiilor unghiulare si anume
B31. La nivel de sectiune, raspunsul este obtinut prin integrare Simpson, utilizand céte 5
puncte de integrare pe fiecare latura a sectiunii laminate 1. (v. Fig. 6.3.c.)
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6.1.2.3 Modelarea armaturilor

Tn fiecare din cele trei modele numerice studiate (v. Tab. 6.2) reprezentarea armaturilor se
face cu elemente finite unidimensionale cu doua noduri denumite T3D2. Spre deosebire de
EF folosite pentru modelarea profilului metalic in cazul modelului C, aceste EF nu prezinta
rigiditate la Incovoiere fiind pretate pentru modelarea structurilor solicitate axial. Deplasérile
din lungul EF se determind prin interpolarea valorilor din noduri, iar tensiunea este constanta
pe intreg elementul. Aderenta dintre armaturi si betonul inconjurdtor s-a considerat perfecta,
aceasta interconectare fiind obtinuta cu ajutorul optiunii Embedded elements.

6.1.2.4 Modelarea conectorilor

Tn cadrului modelului numeric A conectorii au fost modelati explicit, iar discretizarea lor s-a
facut in EF tridimensionale de tip C3D8I. Tn acest caz, o atentie deosebita trebuie acordati
partitionarii conectorilor, in asa fel incat EF rezultate in urma discretizarii sa aiba forme
regulate pentru a evita problemele de convergenta datorate distorsiunii acestora. Contactul
dintre conectori si betonul inconjurator s-a definit atat in directie normala (hard contact) cat
si tangentiala (coeficientul de frecare folosit fiind 0.2, ales pe baza rezultatelor numerice
raportate de Guezouli & Lachal [94]).

In celelalte doud modele numerice, conectorii s-au modelat discret prin utilizarea unor
elemente speciale de tip connector regasite in biblioteca programului Abaqus [15] si
denumite formal CONN3D2. Aceste elemente prezinta doua noduri si sunt utilizate pentru
crearea unor interactiuni intre doud componente ale sistemului ce urmeaza a fi analizat. In
cazul de fata primul punct al conectorului apartine profilului metalic, iar cel de-al doilea
apartine placii de beton. Fiecare nod component al conectorului are sase grade de libertate
dand astfel posibilitatea producerii a cel mult sase deplasari relative distincte (trei translatii si
trei rotiri) ale nodului 2 fatd de nodul 1. Trebuie mentionat ca aceste deplasari relative sunt
raportate la sistemul local al conectorului. Tn biblioteca programului Abaqus [15] sunt
implementate o gama larga de tipuri de conectori functie de combinatiile de deplasari permise
n sistemul local al elementului. Tn analizele ce fac obiectul prezentei teze de doctorat s-a
optat pentru utilizarea unui conector compus denumit formal Cartesian+Align, in cadrul
caruia sunt permise doar translatii relative intre cele doua noduri, rotirile acestora fiind egale.
Mai mult, este impiedicatd translatia relativd dintre cele doud noduri in directia
perpendiculara interfetei de contact dintre componenta de beton si profilul metalic, neglijand
astfel fenomenul de uplift. Deplasarea nodului 2 raportata la cea a nodului 1, pe cele doua
directii ale planului de contact dintre componentele sistemului mixt, se defineste tabelar prin
perechi de valori forta-deplasare existand astfel posibilitatea simularii comportarii neliniare a
conectorilor. Asa cum s-a precizat si in capitolelor anterioare, curba de comportare a
conectorilor se obtine experimental, prin incercari pe specimene standardizate, sau analitic,
folosind modelul propus de Ollgaard cu parametrii de forma asociati [37].

6.1.2.5 Modelarea nodurilor grinda-stalp

Exemplul numeric tratat in cadrul acestui capitol consta intr-o grinda cu sectiune mixta otel-
beton si astfel nu dispune de conexiuni grinda-stalp insa, datorita faptului ca pe parcursul
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capitolului de validare a modelului de analiza propus, se trateaza si structuri in cadre mixte
otel-beton, vedem oportuna prezentarea catorva particularitati de modelare ale nodurilor
dintre elementele verticale (stalpi) si cele orizontale (grinzi). In toate exemplele numerice
realizate pe cadre nodurile sunt considerate rigide (nedeformabile) in consecintd fiind
modelate cu EF rigide de tip R3D4 care nu se deformeaza ci doar transmit incarcari. Legatura
dintre aceste EF si extremitatile elementelor concurente in nod s-a modelat utilizand optiunea
Rigid Body, deplasarea de corp rigid a nodului fiind guvernata de deplasarea punctului de
referinta asociat, ales in general in centrul geometric al conexiunii.

6.1.3 Modelarea tensiunilor reziduale si a imperfectiunilor geometrice initiale

In cadrul acestei sectiuni ne propunem trecerea in revisti a principalelor particularititi
referitoare la modelarea tensiunilor reziduale si a imperfectiunilor geometrice globale initiale
(deviatia de la verticalitate), efectul acestora trebuind sa fie luat in considerare in contextul
unei analize avansate.

In cazul profilelor formate prin laminare la cald, in urma racirii dupa laminare, sectiunea
transversald este supusa actiunii unor tensiuni reziduale autoechilibrate de tip membranar,
constante pe grosimea peretilor profilului (Dubina [149]), al caror efect devine important in
cazul elementelor supuse actiunii unor eforturi axiale mari (Chiorean [11]). Tn literatura de
specialitate pot fi consultate mai multe distributii ale tensiunilor reziduale (Kim s.a. [150],
Szalai & Papp [151)), iar in analizele prezentate in aceasta lucrare s-a optat pentru distributia
liniara propusa de ECCS [152], prezentata in Fig. 6.4.a.

Wb, <12—5a =05
Wb, >12—>0=03

Fig. 6.4. Tensiuni reziduale: a. Distributia ECCS; b. Distributia modelata in Abaqus

Efectul tensiunilor reziduale (sub forma de conditii initiale) poate fi introdus in Abaqus
[15] in doud moduri distincte: fie indirect, utilizand subrutina Sigini (programata in limbajul
Fortran), fie direct, folosind optiunea Initial Conditions, Type — Stress, aceasta din urma fiind
metoda aleasd pentru reprezentarea tensiunilor reziduale. Tensiunile initiale sunt introduse in
nodurile retelei de discretizare, impunandu-se astfel modelarea profilului metalic de EF bi —
sau tridimensionale, pentru a se putea introduce valori distincte ale tensiunilor reziduale
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punctele caracteristice ale sectiunii transversale. Totusi, utilizarea subrutinei Sigini permite
reprezentarea aproximativd a variatiei tensiunilor reziduale si in cazul folosirii EF
unidimensionale de tip bard, prin introducerea de valori initiale in punctele de integrare ale
sectiunii transversale (Shayan [153]). Tn situatia utilizarii EF de tip shell sau solid,
reprezentarea mai fideld a variatiei prezentate in...se poate obtine prin folosirea unei retele
fine de discretizare a profilului metalic. Tn prezenta lucrare, in cazul introducerii tensiunilor
reziduale, tdlpile si inima profilului au fost divizate in 10 respectiv 8 EF, iar variatia
aproximativa considerata a tensiunilor reziduale este prezentata in Fig. 6.4.b.

In cazul barelor, imperfectiunile geometrice initiale pot fi divizate in doud categorii:
deviatia de la verticalitate (out of plumbness) respectiv deviatia de la rectilinitate (out of
straightness). Intr-o analizi avansati aceste fenomene trebuie luate in considerare, deoarece
pot influenta capacitatea de rezistenta a structurilor analizate, efectul fiind mai pronuntat in
cazul stalpilor predispusi la pierderea stabilititii prin flambaj. In literatura de specialitate se
disting mai multe metode de includere a efectelor imperfectiunilor geometrice initiale dintre
care amintim: scalarea (cu factorii de magnitudine ai imperfectiunilor geometrice)
coordonatelor nodurilor corespunzitoare geometriei modului fundamental de flambaj,
introducerea de forte concentrate orizontale in nodurile grinda — stalp (pentru simularea
deviatiei de la verticalitate) respectiv de sarcini orizontale uniform distribuite (pentru
simularea deviatiei de la rectilinitate), modelarea geometriei initiale cu includerea explicita a
imperfectiunilor geometrice in coordonatele initiale ale nodurilor si reducerea modulului de
elasticitate longitudinal [153]. In analizele ce fac obiectul acestei lucriri s-a optat pentru
utilizarea primei metode de includere a imperfectiunilor geometrice. In acest sens, in prima
etapa se efectueaza o analiza elastica de tip Buckle (pe geometria initiala ‘perfectda’) pentru
determinarea formelor proprii de flambaj. Tn cea de-a doui etapa, coordonatele nodurile
corespunzatoare primului mod de flambaj sunt scalate cu valoarea consideratd a magnitudinii
imperfectiunilor. In acest fel, incircarile exterioare sunt aplicate pe configuratie geometrica
modificata. Trebuie mentionat ca in analizele prezentate in capitolul urmator s-au introdus
doar imperfectiuni de tipul deviatie de la verticalitate (acolo unde e cazul).

6.1.4 Aplicarea incarcarilor si modul de conducere a analizei neliniare

Tn cazul grinzilor supuse actiunii unor forte concentrate, pentru evitirii concentrarilor de
tensiuni si implicit a instabilitatilor numerice, incarcarile s-au transmis elementelor
structurale (grinzilor) prin intermediul unor placute rigide de mici dimensiuni (avand
lungimea de 100 mm, iar latimea egala cu cea a talpilor profilului metalic). Aceste placute s-
au pozitionat pe partea superioara a dalei de beton, iar legatura dintre acestea s-a considerat
perfecta, fiind realizata prin intermediul optiunii Tie Constraint. Sarcinile uniform distribuite
s-au simulat prin presiuni aplicate la partea superioara a componentei de beton, latimea
suprafetei de incircare fiind egald cu cea a profilului metalic al grinzii mixte. Incircarile
orizontale intalnite Tn cazul cadrelor s-au aplicat concentrat Tn punctele de referintd ale
conexiunilor rigide dintre grinzi si stalpi.

Analizele neliniare ce fac obiectul acestei lucrari au fost conduse folosind un procedeu
incremental iterativ, cu control in lungimea de arc, aceastd metoda asigurand convergenta
solutiei chiar si in cazul problemelor unde raspunsul (in spatiul fortd — deplasare) are un
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puternic caracter neliniar si instabil sau unde raspunsul structurii in spatiul forta — deplasare
manifesta rigiditate negativa. In cadrul acestei metode, atat deplasarile cat si incrementul de
incarcare (factorul incremental de incarcare AA) reprezintd necunoscute ale problemei.
Predictia factorului incremental de incarcare se face pe baza unei ecuatii suplimentare de
constrangere Tn expresia careia intervine o variabila independenta denumita lungimea de arc.
Programul Abaqus [15] are implementata metoda propusa de Riks, insa cu modificari asupra
modalitdtii de ajustare a valorii lungimii de arc pe parcursul fiecarui increment. Odata stabilit
factorul incremental de incarcare A, se initiaza un proces iterativ de echilibrare intre fortele
exterioare curente (A-P, unde P reprezinta incarcarile de referinta introduse de utilizator) si
cele calculate pe baza deplasarilor corespunzatoare starii actuale. Solutia curentd este cautata
intr-un plan perpendicular pe tangenta, de lungime A\, dusa la curba de echilibru prin punctul
din spatiul incarcare-deplasare corespunzitor ultimei solutii. In cadrul procesului iterativ,
solutia sistemului ecuatiilor de echilibru este obtinuta folosind metoda Newton. La finalul
analizei programul furnizeazd evolutia factorului de incarcare A, iar incarile aplicate se
determind prin inmultirea acestui factor cu valori incarilor de referintd introduse. Asa cum se
poate deduce, pe parcursul unei analoze Riks, toate Incarcarile exterioare sunt aplicate
proportioanal (A-P).

6.2 Exemplu numeric de verificare a modelelor numerice propuse

In cadrul acestei sectiuni se prezinti comparativ rezultatele si performantele modelelor
avansate discutate in paragrafele anterioare pe un exemplu numeric selectat din literatura de
specialitate. Elementul mixt selectat pentru acest studiu este grinda E1 testatd experimental
de Chapman & Balakrishnan [17]. Schema statica si sectiunea transversald a elementelor
analizate sunt prezentate in Fig. 6.5, iar caracteristicile mecanice ale materialelor sunt
sintetizate in Tab. 6.3.
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Fig. 6.5 Configuratia geometrica a grinzii E1

Modulul de elasticitate longitudinal al betonului a fost calculat folosind relatiile CEB-FIP
1990 [136]. Proprietatile mecanice ale armaturilor dar si modulul de elasticitate longitudinal
aferent portiunii de consolidare au fost preluate din Queiroz s.a. [78], deoarece acestea nu
sunt mentionate in lucrarea publicatd de Chapman & Balakrishnan [17].
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Tab. 6.3. Caracteristici mecanice ale materialelor grinzii E1

El
Beton fc (MPa) 32.68
Ec (MPa) 31905
Otel fy (MPa) talpi 249.4
inima 296.5
armaturi 320
conectori (model A) 500
fy (MPa) talpi 464.9
inima 460.2
conectori 565
Eg (MPa) talpi 208497
inima 202320
armaturi 205000
conectori (model A) 205000
eh talpi 0.0026
inima 0.0015
Ep (MPa) talpi 3500
inima 3500
ﬁ)g?tf dinala ®8/304.8 la partea superioara si inferioara a placii
Armare ©®12.7/152.4 la partea superioard a placii
transversald | ®12.7/304.8 la partea inferioara a placii
Conexiune Numdr total de conectori 100
Numar de randuri@Spatiere (mm) 2@121
Psc (kN) (model B si C) 64.67

Tn Fig. 6.6. se prezintd cele trei modele numerice, generate pe baza detaliilor descrise in
sectiunile anterioare. In ceea ce priveste conexiunea dintre profilul metalic si componenta de
beton, in cazul modelelor B si C, s-a realizat discret folosind elemente speciale dedicate

conectarii diferitelor componente ale unui model numeric.
o Placl:a de beton — C3D8I

" Armaturi — T3D2

e - Profil metalic — C3D8I
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7 Armaturi - T3D2
Conectori — CONN3D2—

2
k‘
x

Profil metalic — B31
Fig. 6.6. Modele numerice testate

Asa cum se poate observa, in cazul modelului B, lungimea acestor elemente este zero, iar
in cadrul modelului C lungimea elementelor de conectare corespunde cu jumadtate din
indltimea profilului metalic. Curba introdusa pentru simularea comportarii conectorilor este
cea determinatd experimental pe specimene standardizate si a fost preluata din [17]. Trebuie
mentionat cd 1n cazul modelului C, in care nu este posibild dispunerea in perechi a
conectorilor (profilul metalic fiind modelat cu EF de tip bard), curba de comportare a fost
modificatd prin dublarea valorilor fortelor, simuland astfel Th mod aproximativ dispunerea
reald a dispozitivelor mecanice de conectare (in perechi, v. Fig. 6.5.).

In Fig. 6.7. se prezinti comparativ curbele de comportare ale grinzii E1 in spatiul
incdrcare-sageata maxima, obtinute cu cele trei modele numerice descrise anterior. Aceste
rezultate sunt puse in antiteza cu cele experimentale raportate de Chapman & Balakrishnan
[17]. Tn ceea ce priveste modelul A, se observa cd acesta surprinde cu acuratete ridicati
rigiditatea initiala a sistemului insa supraestimeaza capacitatea portantd a grinzii, acest aspect
putand fi pus pe seama problemelor numerice manifestate de EF tridimensionale utilizate
pentru modelarea zonelor de racordare dintre télpile si inima profilului metalic. Pe de alta
parte rigiditate crescutd pot manifesta si EF de tip C3DS8I (utilizate pentru modelarea
betonului si a profilului metalic), deoarece acestea prezintd comportare optima la incovoiere
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n cazul in care fetele componente au forma rectangulara, acuratetea fiind afectata cand forma
fetelor este paralelogram sau trapez.

600 -
El
450
= 300 A o Experiment Chapman
< —— Abaqus_Model A
o
—— Abaqus_Model B
150 -
—— Abaqgus_Model C
O T T T T
0 20 40 60 80

d (mm)
Fig. 6.7. Curbe incarcare-sageata pentru grinda E1

Durata analizei pe un sistem de calcul dotat cu 2 procesoare avand frecventa de 2.80 GHz
si 8 nuclee fiecare respectiv 48 GB RAM este de aproximativ 7 h. Curba de comportare
obtinuta cu modelul B este in foarte buna concordantd cu cea manifestata experimental, atat
n ceea ce priveste rigiditatea initiald cat si capacitatea portanta. Trebuie mentionat ca in acest
caz efectul conjeurilor este introdus doar aproximativ. Asa cum s-a specificat in sectiunile
anterioare, in cazul modelului B, suprafetele de referinta ale talpilor si inimii sunt considerate
a fi suprafetele mediane ale acestora si astfel se inregistreaza o dublare a materialului in
zonele de intersectie dintre talpi si inima, care compenseaza, in mod aproximativ, modelarea
explicita a zonelor de racordare (model A). In alti ordine de idei, pe sistemul de calcul
mentionat anterior, modelul B traseaza curba de comportare a grinzii in aproximativ 10 min.
Tn fine, trecand la modelul C, cel mai putin complex, se observa ci acesta manifesta rigiditate
initiala sensibil inferioara fatd de cea determinati experimental. Aceeasi tendinta de
subestimare este observata si asupra capacitatii portante, incarcarea ultima prezisa fiind mai
mici cu 5%. In acest caz de modelare, nu se poate tine cont de efectul conjeurilor si, mai mult,
nu se pot atribui proprietdti distincte de material diferitelor portiuni componente ale profilului
metalic. Durata unei analize este sensibil mai mica decat in cazul folosirii modelului B.

Fig. 6.8 prezinta variatia lunecarilor relative dintre placa de beton si grinda metalica,
corespunzatoare nivelului de incércare de 450 kN. Valorile lunecdrilor longitudinale s-au
masurat In dreptul fiecarei sectiuni de pozitionare a conectorilor ca diferenta intre deplasarea
orizontald a pldcii de beton si cea a profilului metalic la nivelul interfetei de contact dintre
cele doua componente. Avand in vedere aceste aspecte se poate deduce, ca in cazul modelului
C, nu a fost posibild cuantificarea deplasarilor orizontale relative dintre componente,
deoarece profilul metalic este modelat prin EF unidimensionale, a cdror puncte de integrare
numerica apartin axei de referintd ce corespunde cu axa de greutate a profilului metalic si
astfel valorile deplasdrilor nu sunt calculate in punctele apartinand talpii superioare. Se poate
observa ca modelul B furnizeaza rezultate cu acuratete considerabild, fiind in buna
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concordanta cu cele obtinute experimental, in timp ce modelul A manifesta si in acest caz
rigiditate sporita.

060 E1 o 1 o o
€
E
c_EOAO
S
=
50‘20 o Experiment Chapman
% —— Abaqus_Model A
= —— Abaqus_Model B
000 r T T P T T 1
-3000 -2000 -1000 0 1000 2000 3000

Distanta raportata la mijlocul deschiderii (mm)

Fig. 6.8 Variatia lunecarii longitudinale in lungul grinzii

Analizand Tn ansamblu performantele celor trei modele numerice considerate, se observa
ca modelul B furnizeazad rezultatele cele mai apropiate de cele experimentale, iar timpul de
analiza este mult inferior celui corespunzator modelului A, respectiv comparabil cu cel
aferent modelului C, oferind astfel raportul optim dintre acuratete si performanti numerica. in
consecinta acest model este selectat ca model de validare al procedeului avansat de analiza,
prezentat in capitolul anterior. Tn general, acest model nu impune restrictii de modelare,
permitand, spre deosebire de modelul C, includerea efectului tensiunilor reziduale, insa, spre
deosebire de modelul A, efectul conjeurilor este considerat Tn mod aproximativ.

6.3 Consideratii finale

In cadrul acestui capitol s-au prezentat principalele detalii cu privire la modelul numeric
dezvoltat in pachetul comercial de EF, Abaqus [15]. Atentie sporita s-a acordat modelelor
constitutive selectate pentru modelarea materialelor, asupra tipurilor de EF utilizate pentru
simularea diferitelor componente ale sistemului mixt si nu in ultimul rand asupra metodei de
conducere a analizei neliniare. Tn vederea alegerii modelului numeric optim, s-a prezentat un
exemplu numeric simulat n trei configuratii diferite, functie de categoria de EF selectate
pentru simularea profilului metalic si a conexiunii dintre acesta si placa de beton. Analizand
performantele si acuratetea rezultatelor furnizate de fiecare model in parte, s-a decis
selectarea modelului B ca model de calibrare, ce urmeaza a fi aplicat in studiile numerice
prezentate in capitolul urmator. Acest modelul numeric s-a generat prin combinare EF
tridimensionale de tip C3D8I (folosite pentru modelare dalei de beton), cu EF bidimensionale
de tip S4R (utilizate pentru modelarea profilului metalic) respectiv cu EF unidimensionale de
tip B31 (utilizate pentru simularea comportarii armaturilor).
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7/ Validarea modelului de analiza propus prin experimente numerice

In vederea validarii modelului de analiza propus, au fost selectate din literatura de specialitate
0 serie de structuri avand sectiune transversald mixta otel-beton, fiecare dintre acestea fiind
modelate si analizate urmand specificatiile si detaliile prezentate in capitolele anterioare ale
prezentei lucrari. Rezultatele obtinute s-au comparat cu cele obtinute pe cale experimentala
si/sau cu rezultate numerice obtinute de alti cercetdtori si prezentate In literatura tehnica
internationala. Majoritatea exemplelor, utilizate pentru verificarea modelului propus, sunt
grinzi simplu rezemate si continue, deoarece, pe de-0 parte, studiile experimentale sunt, in
general, concentrate pe astfel de elemente datoritd dimensiunilor reduse iar, pe de alta parte,
factorii care influenteaza raspunsul structural (de ex. interactiunea partiala dintre dala de
beton si grinda metalicd), sunt mai bine evidentiati pe elemente solitare (grinzi) decat pe
structuri alcatuite din elemente cu sectiune mixta otel-beton (cadre plane si spatiale). Totusi,
pe parcursul acestui capitol, se vor prezenta experimente numerice si pe stalpi cu sectiune
mixta, in principal pentru evidentierea efectelor combinate ale neliniaritdtii geometrice si
fizice coroborate cu cele ale efectelor tensiunilor reziduale asupra raspunsului structural al
acestor elemente, iar in cele din urma performantele procedeului numeric descris vor fi testate
pe structuri in cadre alcatuite din elemente cu sectiune compozita otel-beton, al caror raspuns
este dominat de ambele surse de neliniaritate (fizicd si geometrica).

7.1 Testari numerice pe grinzi cu sectiune mixta otel-beton
7.1.1 Grinzi mixte simplu rezemate testate experimental de Chapman & Balakrishnan

In cadrul aceste sectiuni se prezinti principalele rezultate furnizate de modelul propus in
comparatie cu rezultatele experimentale aferente si cu alte rezultate similare publicate in
literatura de specialitate pentru grinzile mixte denumite formal A3, A5, A6, E1 si U4 ce fac
parte din studiul experimental condus de Chapman & Balakrishnan [17]. Schema statica si
sectiunea transversala a elementelor analizate sunt prezentate in Fig. 7.1, iar caracteristicile
mecanice ale materialelor sunt sintetizate in Tab. 7.1.
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Fig. 7.1 Configuratia geometrica a grinzilor A3, A4, A5 si E1

Grinda U4 prezintd aceeasi schema de rezemare si aceeasi sectiune transversald nsa este
supusd actiunii unei sarcini uniform distribuite pe distanta dintre reazeme. Asa cum se
observa in Fig. 7.1, principala deosebire intre grinzile analizate constd in valoarea
rezistentelor materialelor constituente si a nivelului de conectare dintre placa de beton si
grinda metalicd. Trebuie mentionat ca gradul de conectare s-a determinat aplicAnd
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prescriptiile de calcul ale standardului EC4 [1] si utilizdnd caracteristicile materialelor
determinate experimental. Conectorii dispusi pe cele doua console nu s-au luat in considerare
in calculul gradului de conectare. De asemenea, modulul de elasticitate longitudinal al
betonului a fost calculat folosind relatiile CEB-FIP 1990 [136]. Proprietatile mecanice ale
armaturilor dar si modulul de elasticitate longitudinal aferent portiunii de consolidare au fost
preluate din Queiroz s.a. [78], deoarece acestea nu sunt mentionate in lucrarea publicata de
Chapman & Balakrishnan [17].

Tab. 7.1. Caracteristici mecanice ale materialelor grinzilor A3, A5, A6, E1 si U4

A3 A5 A6 El U4
Beton fc (MPa) 18.27 | 2475 | 23.72 | 32.68 | 33.78
Ec (MPa) 26284 | 29082 | 28673 | 31905 | 32260
Otel fy (MPa) talpi 256.2 | 2355 | 240.2 | 2494 | 268.7
inima 307.3 295 267.7 | 296.5 | 301.2
armaturi 320
f, (MPa) talpi 454.1 451 423.2 | 4649 | 4695
inima 451 451 466.4 | 460.2 | 47838
Es (MPa) talpi 203864 | 206953 | 206953 | 208497 | 208497
inima 197686 | 199231 | 214675 | 202320 | 205409
armaturi 205000
&h talpi 0.0013 | 0.0011 | 0.0020 | 0.0026 | 0.0019
inima 0.0016 | 0.0015 | 0.0019 | 0.0015 | 0.0015
Ep, (MPa) talpi 3500
inima 3500
ﬁ):g?tf dinala ®8/304.8 la partea superioara si inferioard a placii
Armare ®12.7/152.4 la partea superioara a placii
transversala @®12.7/304.8 la partea inferioard a placii
Conexiune Numar total de conectori 68 44 32 100 32
Numar de randuri@Spatiere (mm) | 2@180 | 2@285 | 2@395 | 2@121 | 2@var
Psc (kN) 1265 | 1185 | 1245 64.67 | 1264
Grad de conectare (%) 168 112 85 136 77
Ksoo (N/mm) 221577 | 237511 | 136082 | 122701 | 221577
Ksooe (N/mm?) 2462 1667 689 2028 1122
y 12,94 | 10.45 6.70 11.35 8.42
1) 0.944 | 0917 | 0820 | 0.929 | 0.878

Distributia conectorilor in lungul elementelor mixte analizate este uniforma, mai putin in
cazul grinzii U4 unde repartitia conectorilor in lungul suprafetei de contact este triunghiulara
(neuniformi), asa cum se poate observa in Fig. 7.2. In Fig. 7.3 se prezinti curbele de
comportare ale conectorilor dispusi in elementele analizate pentru realizarea conexiunii dintre
componenta metalicd si cea de beton. Acestea au fost determinate pe cale experimentala pe
specimene standardizate. Trebuie mentionat ca, in lipsa datelor experimentale, pentru grinzile
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A6 si U4 sau folosit curbele de comportare aferente grinzilor Al respectiv A3, conectorii
dispusi in aceste grinzi avand caracteristici geometrice si capacitati ultime similare cu cele
asociate grinzilor A6 si U4. Forta de forfecare din conectori (P;) s-a reprezentat ca fractiune
din capacitatea portanta aferenta (Psc).

80 205 215 240 270 310 360 600 735 ;

-—‘— —— —— -
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280 5490/2

Fig. 7.2. Repartitia conectorilor in lungul grinzii U4
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Fig. 7.3. Curbele constitutive ale conectorilor
7.1.1.1 Analiza elastica. Variatia efortului axial din placa de beton

Procedura propusa pentru analiza grinzilor mixte otel-beton cu conectare partiala este
fundamentata, asa cum s-a prezentat in capitolul 5, pe o analiza la nivel de sectiune in cadrul
careia ecuatiile de echilibru sectional sunt exprimate considerdnd o valoare redusa a efortului
axial din placa de beton fata de efortul axial corespunzitor situatiei interactiunii totale. in
definirea functiei de reducere a efortului axial din dala de beton in conditiile conectarii
partiale, f(y), se tine cont atat de rezistenta conectorilor (deci, implicit de gradul de conectare)
cat si de rigiditatea acestora (deci, implicit de gradul de interactiune). In cadrul aceste sectiuni
ne propunem s evidentiem capacitatea modelului de a trasa variatia efortului axial din dala
de beton prin comparatie cu solutia exacta a ecuatiei diferentiale de ordinul II asociate
modelului Newmark [14], descris in capitolul 4. Aceste analize sunt realizate in limitele
domeniului elastic de comportare a materialelor si sunt deosebit de importante avand in
vedere cid modelul propus are la bazi o predictie a efortului axial din componenta de beton. in
Tab. 7.1 sunt prezentate succesiv valorile rigiditatii conectorilor (Ksoep), a rigiditatii
conexiunii (Kso), gradul de actiune compozita (y) si functia de reducere f(y), corespunzatoare
domeniului elastic si calculate in concordanta cu relatiile prezentate in capitolul 5. Tn cazul
grinzii U4, rigiditatea conexiunii (Ksgy), gradul de actiune compozita (y) si functia de
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reducere f(y) s-au calculat considerand o spatiere uniforma a conectorilor pe lungimea

elementului.
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Fig. 7.4. Variatia efortului axial din dala de beton in lungul grinzilor A3, A5, A6, E1 si U4

Fig. 7.4 prezinta variatia efortului axial din dala de beton in lungul elementelor mixte
analizate. Tn cazul grinzilor A3, A5, A6 si E1 forta concentrati ce este aplicatd la mijlocul
deschiderii s-a considerat a avea valoarea de 250 kN. Se observa ca in cazul acestor grinzi
modelul propus surprinde cu acuratete ridicata variatia efortului axial din dala de beton, mai
putin pe portiunile adiacente mijlocului deschiderii, unde procedeul propus supraestimeaza
sensibil valoarea efortului axial din componenta de beton. Asupra grinzii U4 s-a aplicat o
incarcare uniform distribuita de 50 kN/m, iar curba de variatie a efortului axial din dala de
beton obtinuta cu modelul propus este practic suprapusda pe cea trasata pe baza solutiei
ecuatiei diferentiale de ordinul II caracteristica modelului Newmark de analizd a grinzilor
mixte cu interactiune incompleta. Exemplele prezentate in aceasta sectiune atesta capacitatea
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modelului de a furniza o predictie realista a efortului axial din componenta de beton in
domeniul elastic de comportare a materialelor.

7.1.1.2 Analiza inelastica la nivel de sectiune. Trasarea curbelor moment Tncovoietor-
curbura (M-®)

Avand in vedere faptul cd, Tn metoda propusa, efectele neliniaritatii fizice si ale interactiunii
incomplete sunt luate in considerare la nivel de sectiune, in continuare acuratetea modelului
propus este evaluatd la acest nivel sectional. Astfel, iIn vederea testarii eficientei si a
stabilitdtii numerice a procedeului propus, in cele ce urmeaza se prezintd comparativ curbele
neliniare M-® trasate cu algoritmul descris in capitolul 5, in raport cu cele experimentale
asociate si, in unele situatii, cu altele similare preluate din literatura de specialitate. in
analizele efectuate, valorile utilizate pentru functia de reducere a efortului axial din dala de
beton, f(y), sunt cele din Tab. 7.1, deci corespunzatoare unor eforturi solicitante in conectori
egale cu jumitate din capacitatea lor portantd. in Fig. 7.5 pot fi consultate curbele moment
fncovoietor-curbura asociate sectiunilor transversale ale grinzilor mixte A3, AS si A6 testate
experimental de Chapman & Balakrishnan [17].
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Fig. 7.5. Curbe moment incovoietor-curburad pentru grinzile A3, A5 si A6

Asa cum se poate observa modelul propus surprinde cu acuratete considerabila comportarea
sectiunilor mixte in spatiul moment incovoietor-curbura atat pe portiunea initiala elastica, cat
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si pe cea post-elastica. Pentru grinzile A3 si A5, intre curbele trasate cu algoritmul propus si
cele obtinute experimental se disting neconcordante sensibile pe zona initiald a comportarii
post-elastice. Curbele M-® trasate pentru elementele A5 si A6 au fost comparate suplimentar
cu cele publicate de Ban & Bradford [154], al cdror procedeu de analiza sectionald are la
bazd o predictie a deformatiei de lunecare longitudinale in functie de gradul de conectare.
Aceste comparatii releva o buna corelare intre cele doua modele numerice, diferentele dintre
ele fiind de cel mult 4%, putandu-se afirma ca modelul propus pentru analiza sectionald este
unul fiabil si eficient, oferind un nivel sporit de precizie.

In continuare se prezinti rezultatele studiului parametric si de senzitivitate condus la nivel
de sectiune. Sectiunile transversale pe care au fost conduse aceste studii sunt cele aferente
grinzilor mixte A5 si A6. Parametrii, a caror influenta asupra raspunsului sectional a fost
studiatd, sunt rezistenta betonului la compresiune, rigiditatea Ksoy a conectorilor (aferenta
diferitelor curbe experimentale de comportare a conectorilor), limita de curgere a otelului din
inima respectiv tdlpile profilului metalic si deformatia specificd corespunzatoare initierii
reconsolidarii otelului.

In Fig. 7.6 se prezinta sensibilitatea curbelor moment incovoietor-curburd la modificarea
rezistentei betonului la compresiune, celelalte caracteristici mecanice ramanand neschimbate.
Se poate sesiza cu Usurintd ca variatia rezistentei de referinta la compresiune (cea aferenta
modelului experimental) cu = 10% si £ 20% induce modificari minore (de maxim 5%) asupra
momentul capabil al sectiunii compozite, putandu-se astfel afirma ca, pentru sectiunile
studiate, rezistenta betonului la compresiune nu reprezintd un factor determinant asupra
capacitatii de rezistenta.

e 450 -
450 -
- — ——fc=29.7 MPa - — — —fc=28.46 MPa
= =300 A
Z 300 - — ——fc=27.23 MPa Z — — —1c=26.09 MPa
= fc=24.75 MPa - cf. exp. g fc=23.72 MPa - cf. exp.
= = 150 -
150 - — — —fc=22.28 MPa — —-fc=21.35 MPa
— —-fc=19.8 MPa — ——fc=18.98 MPa
0 T L] L] 0 L] T L]
0 20 40 60 0 20 40 60
@ (x10°mm1) ® (x10°mm1)

Fig. 7.6 Influenza variatiei rezistentei betonului la compresiune asupra curbelor M-

Pentru studiul influentei rigiditatii Ksgy a conectorilor, s-au selectat cinci valori diferite ale
acesteia, aferente rezultatelor experimentale pe specimenele standardizate PAl, PA2, PAS3,
PA4 si PAS [17]. Aceste specimene au avut in componentd conectori identici, avand
diametrul de 19.05 mm (3/4 inch) si lungimea de 101.6 mm (4 inch), insd betonul prezenta
rezistente la compresiune distincte, rezultand astfel si forte de rupere diferite pentru conectori.
In Tab. 7.2 se specifici rezistenta betonului la compresiune, capacitatea portanti a
conectorilor si rigiditatea Ksgo, aferenta fiecarui specimen testat experimental. Amintim faptul
ca rigiditatea Ksgpy, reprezintd raportul dintre forta de forfecare egald cu jumatate din
capacitatea portantd a conectorilor si lunecarea longitudinald asociatd. Folosind aceste
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rigiditati s-au determinat pentru sectiunile aferente grinzilor A5 si A6 valorile rigiditatilor
conexiunii Ksoe, ale gradului de actiune compozita y si ale functiei de reducere f{y).

Tab. 7.2 Caracteristici ale epruvetelor testate pentru determinarea capacitdtii conectorilor

PAL | PA2 | PA3 | PA4 | PAS
fc (MPa) 277 | 307 | 296 | 19.7 28
P (KN) 1245 | 122.6 | 1265 | 1126 | 1185
Ksos (N/mm) 136082 | 213196 | 221577 | 154634 | 237511
Ksowo (\/mm?) | A5 | 955 | 1496 | 1555 | 1085 | 1667

A6 | 689 | 1079 | 1122 | 783 | 1203
y A5 | 7.913 | 9.904 | 10.097 | 8.435 | 10.453

A6 | 670 | 8382 | 8545 | 7.139 | 8.847
f(y) A5 | 0864 | 0909 @ 0912 | 0.878 | 0917

A6 | 0820 | 0.877 & 0.881 | 0.838 | 0.888

Analizand curbele din Fig. 7.7 se poate deduce ca influenta rigiditatii Ksoy, a conectorilor

asupra momentului capabil al sectiunilor analizate este redusa. Majorarea rigiditatii Ksgo
aferenta specimenului PAS cu 75% fatd de cea asociata epruvetei PA1 conduce la o majorare
a momentului Tncovoietor capabil cu 1.5% respectiv 3.4% pentru sectiunile A5 respectiv A6.
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== 450 - ==
== //
450 A “
—_ 4 — — —K50% - PA3 — — ——-K50% - PA3
£ £ 300 -
= 300 - — —-K50% - PA2 < — ——-K50% - PA2
= — —-K50% - PA1 = —— K50% - PA1 cf. exp.
150 - — — —K50% - PA4 150 - — — -~ K50% - PA4
—— K50% - PAS cf. exp. — —-K50% - PA5
0 T T T O T T T
0 20 40 60 0 20 40 60
@ (x10-6 mm1) @ (x105mm-1)
Fig. 7.7 Influenta variatiei rigiditatii Ksq, a conectorilor asupra curbelor M-@
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Fig. 7.8 Influenta variatiei limitei de curgere a otelului din talpile profilului asupra curbelor M-
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Fig. 7.8 si Fig. 7.9 prezinta comparativ curbele moment incovoietor-curbura obtinute prin
modificarea limitei de curgere a otelului structural din télpile respectiv inima profilului cu
+10% si +20%, caracteristicile betonului si ale conexiunii mentinandu-Se constante. Variatia
limitei de curgere a otelului din talpile profilului cu procentele amintite anterior produce
modificari ale momentului capabil cu cel mult 6.3%, in timp ce odatd cu variatia tensiunii la
curgere a otelului din inima modificarile in valoarea momentului incovoietor capabil sunt de
maxim 4.1%. Se poate afirma astfel cd o influentd mai pronuntatd asupra raspunsului
sectional o are calitatea otelului din tdlpile profilului.

600 { A5 === A6 ===
=== J ===
450 1 %7 o
T — — —fy_inima=354 MPa £ 200 — — fy_inima=321.2 MPa
<300 - — — —fy_inima=324.5 MPa Z — — fy_inima=295.5 MPa
= ——fy_inima=295 MPa - cf.exp. = 150 ——fy_inima=267.7 MPa - cf. exp.
150 A — ——fy_inima=265.5 MPa | — — fy_inima=240.9 MPa
— ——fy_inima=236 MPa — — fy_inima=214.2 MPa
0 T T T 0 T T T
0 20 40 60 0 20 40 60
@ (x105mm-t) @ (x108 mm-t)

Fig. 7.9 Influenza variatiei limitei de curgere a otelului din inima profilului asupra curbelor M-

Influenta wvariatiei deformatiei specifice corespunzatoare initierii reconsolidarii (&p)

otelului este reprezentata in Fig. 7.10. Pentru valorile considerate ale raportului dintre &, si &y
(deformatia la curgere) momentul incovoietor capabil se modifica cu cel mult 6.3% in cazul
sectiunii AS respectiv cu cel mult 4.2% in cazul sectiunii A6. Se observa ca alura curbelor
este direct influentata de deformatiile specifice aferente initierii reconsolidarii otelului, aceste
curbe prezentdnd un pseudo-palier proportional cu marirea deformatiilor corespunzatoare
ecruisarii. Trebuie mentionat ca in toate studiile de senzitivitate prezentate anterior, cedarea
sectiunii s-a produs prin depasirea deformatiei ultime a betonului comprimat si rezistenta
betonului la intindere a fost neglijata.

600 - A6 === -
450 A == ===="

450 A
’g ’5300 . ehley=1

300 -
= — ——¢hley=25 < — — —¢hlgy=2.5
= =
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— ——¢hley=75 — ——¢hley=7.5
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Fig. 7.10 Influenta variatiei deformatiei aferente initierii reconsoliddrii asupra curbelor M-®
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Din studiile de senzitivitate prezentate anterior se poate deduce cd influenta cea mai
pregnanta asupra raspunsului sectional moment incovoietor-curbura este datd de variatia
caracteristicilor mecanice ale otelului structural.

Tab. 7.3. Grade de conectare considerate in studiul parametric asupra sectiunii A5

n 300 150 100 85 73 56 45 34 22 11 6

n 106 54 36 30 26 20 16 12 8 4 2

Ksoso | 4540.5 2270.3 1484.4 12225 10479 7859 6112 436.6 261.7 87.3 43.65

y |17253 122 9865 8952 8288 7.178 6.33 535 4144 2392 1.691

flyy | 0968 0938 0908 0.890 0.874 0.839 0.802 0.744 0.635 0.367 0.225

Tab.7.4. Grade de conectare considerate in studiul parametric asupra sectiunii A6

n 300 150 103 85 73 60 48 36 24 12 6

n 100 50 34 28 24 20 16 12 8 4 2

Ksoso | 24515 1201 800.5 650.4 550.3 450.3 350.2 250.2 150.1 50 25

12.632 8.840 7.218 6.506 5.985 5.414 4774 4.035 3.126 1805 1.276

Y
fl(yy | 0942 0.888 0.841 0.811 0.784 0.748 0.698 0.623 0.497 0.248 0.142

In continuare se studiazi variatia curbelor moment incovoietor-curburi si moment
incovoietor-rigiditate instantanee la incovoiere in raport cu variatia gradului de conectare si
implicit a gradului de actiune compozita (y) si a functiei de reducere a efortului axial din dala
de beton (f(y)).

In Tab. 7.3 si Tab.7.4 sunt prezentate gradele de conectare considerate in prezentul studiul
parametric, numarul asociat de conectori, rigiditatile Ksqo ale conexiunii (in MPa) precum si
valorile y si f(y) aferente. Acestea din urma s-au calculat utilizdind valorile rigiditatilor
conectorilor Kspy, Mmentionate in Tab. 7.1 si caracteristicile mecanice ale materialelor
determinate experimental de Chapman & Balakrishnan [17], redate in Tab. 7.1.
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— — = f(y)=0.968
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Fig. 7.11 Curbe M-® pentru diferite grade de conectare

Suplimentar, fatd de gradele de conectare precizate in Tab. 7.3 si Tab.7.4, studiile
parametrice includ si situatiile extreme de interactiune dintre placa de beton si grinda
metalica: interactiunea totald (lunecarea relativd dintre cele doud componente fiind zero) si
lipsa interactiunii (lunecarea dintre cele doua componente putdndu-se produce liber). Aceste
doua situatii sunt caracterizate prin valori ale functiei f(y) egale cu unu respectiv zero.
Rezultatele obtinute prin modificarea gradului de interactiune (si implicit a gradului de
conectare) sunt prezentate comparativ sub forma unor curbe moment incovoietor-curbura
(Fig. 7.11.) respectiv curbe moment ncovoietor-rigiditate la Tncovoiere instantanee (Fig.
7.12.). Se observa capacitatea modelului propus de a surprinde degradarea atat a capacitatii
de rezistenta cat si a rigiditatii odata cu micsorarea gradului de conectare dintre componentele
sectiunii mixte. Analizand curbele M-@ se observa cd, pe masura ce gradul de conectare
scade, curbura ultima creste deoarece efectul betonului asupra raspunsului sectional devine
din ce Tn ce mai redus.
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Fig. 7.12 Curbe M-(EI); pentru diferite grade de interactiune
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Fig. 7.13 Efecte locale manifestate de sectiunea A5
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Curbele M-(El); trasate pentru sectiunea grinzii AS scot in evidentd un efect local care va

fi detaliat in cele ce urmeaza. Pentru aceasta in Fig. 7.13. se prezinta curba M-(El); pentru
sectiunea grinzii A5, folosind gradul real de conectare si valoarea functiei f(y)
corespunzatoare. Suplimentar se traseazd aceeasi curba dar tindnd cont si de rezistenta la
intindere a betonului. Analizand Detaliul A prezentat in Fig. 7.13. se observa ca pentru o
anumita valoare a momentului incovoictor curba M-(El); prezinta un punct de inflexiune
(punctul 1), urmat de cresteri ale rigiditatii la incovoiere pana la urmatorul punct de
inflexiune (punctul 2). Corespunzator punctului 1, deformatiile specifice In punctele maxim
solicitate ale talpii inferioare (&) sunt egale cu cele aferente initierii reconsolidarii (&xf),
modulul de elasticitate scazand astfel in talpa inferioard. Mai departe, punctul 1 este
caracterizat prin comportari elastice ale otelului din inima profilului respectiv ale betonul din
placa. In punctul 2, in fibrele maxim solicitate ale inimii profilului metalic se atinge
deformatia specifica corespunzatoare initierii reconsolidarii, betonul comprimat ramanéand in
continuare pe portiunea ascendentd de comportare (deformatiile specifice fiind mai mici
decat cele aferente rezistentei la compresiune). Majorarea rigiditatii instantanee la incovoiere
manifestata intre punctele 1 si 2 se datoreaza extinderii zonei de beton comprimat crescand
astfel momentul de inertie al acestei zone si compensdnd micsorarea rigiditatii datorate
degradarii modulului de elasticitate din talpa inferioara a profilului.

Analizand acum Detaliul B din Fig. 7.13. se observa cu usurinta ca in cazul considerarii
rezistentei la intindere a betonului, rigiditatea initiala la incovoiere este mai mare decat cea
in primele etape de solicitare, betonul Tntins este nefisurat si astfel intreaga sectiune de beton
contribuie la rigiditate la incovoiere a sectiunii. Acest exemplu scoate in evidenta capacitatea
modelului propus de a lua Tn considerare aportul betonului supus la intindere.

A6 600 1 A6
450 A
=300 -
pd
<
= o
150 “ ——fara tensiuni reziduale 150 A —fara tensiuni reziduale
——cu tensiuni reziduale ——cu tensiuni reziduale
O T T T 0 T T T 1
0 20 40 60 0 2 4 6 8
@ (x105mm-1) Rigiditate la Tncovoiere (x10* kN-m2)

Fig. 7.14. Efectul tensiunilor reziduale

In Fig. 7.14. se prezinti efectul tensiunilor reziduale asupra curbelor M-@ si M-(El);
pentru sectiunea grinzii A6. Distributia considerata a tensiunilor reziduale este cea propusa de
ECCS [152] si prezentata succint in capitolul 6. Se observa ca raspunsul M-@ nu este sensibil
la efectul tensiunilor reziduale, Insa acestea contribuie semnificativ la degradarea rigiditatii la
Tncovoiere, deoarece intrarea in curgere respectiv initierea reconsolidarii sunt manifestate, in
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in literatura de specialitate acest efect este studiat cu preponderenta doar in cazul stalpilor
supusi actiunii unor eforturi axiale considerabile, acesta trebuie considerat si in cazul
grinzilor mixte cu interactiune partiala deoarece pentru valori mari ale gradului de conectare,
in grinda metalica se dezvolta eforturi axiale interioare semnificative.

A6 A6
450 - 450 A
= _
J = -
g 300 z 300
= ——CEB-FIP E —CEB-FIP
150 - —EC2 150 - —EC2
——Hognestad —— Hognestad
O T T T O T T T 1
0 20 40 60 0 2 4 6 8
@ (x105mm-1) Rigiditate la Tncovoiere (x10* kN-m2)

Fig. 7.15. Influenfa modelului constitutiv al betonului comprimat

Fig. 7.15. prezinta influenta modelului constitutiv selectat pentru modelarea comportarii
betonului comprimat. Studiul s-a realizat pentru sectiunea grinzii A6 si cuprinde trei modele
constitutive: CEB-FIP Model Code 1990 [136], EC 2 [137] si modelul propus de Hognestad
[134]. Se observa ca relatiile M-@ sunt foarte asemanatoare, mici diferente existand intre
valorile momentelor incovoietoare capabile datoritd valorilor distincte ale deformatiilor
ultime din betonul comprimat acceptate in cele trei modele: 4.6 %o, 3.5 %o respectiv 3.8 %o. In
ceea ce priveste rigiditatea instantanee la incovoiere, modelul Hognestad furnizeaza valori
mai mici in primele stadii se incdrcare deoarece modulul de elasticitate longitudinal
considerat de acest model (23321 MPa) pentru betonul comprimat este mai mic fata de
valorile similare considerate de celelalte doud modele constitutive (28673 MPa — CEB-FIP
respectiv 30072 MPa — EC2).

7.1.1.3 Analiza inelastica la nivel de element

Urmatorul set de analize se realizeaza la nivel de element, urmarind comportarea globala a
celor cinci grinzi detaliate Tn sectiunea anterioara. Testarile numerice au fost realizate pe
modele avand caracteristici mecanice in concordantd cu cele experimentale, comportarea
conectorilor fiind de asemenea consideratd a fi cea din modelele experimentale. In cazul
analizelor efectuate Tn aplicatia Abaqus [15], conectorii s-au dispus discret, iar comportarea
lor a fost guvernata in intregime de curbele reale de comportare, determinate experimental de
Chapman & Balakrishnan [17]. In modelul de analiz propus, pentru valori ale fortei de
forfecare din conectori mai mici decat jumatate din capacitatea lor portantd, gradul de actiune
compozitd y si functia f(y) corespunzatoare, s-au calculat utilizand rigiditatea secantd Ksoo,
calculatd ca raportul dintre jumdtate din forta capabila a conectorilor si lunecarea
longitudinald corespunzétoare. Pentru valori mai mari ale fortei din conectori, rigiditatea
secantd a acestora s-a actualizat la fiecare increment de incdrcare pe baza curbei de
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Tn ceea ce priveste numirul elementelor finite utilizate, modelele numerice analizate in
Abaqus [15] au fost discretizate in elemente finite avand dimensiunea maxima de 50 mm pe
fiecare directie, in timp ce in modelul propus s-au utilizat patru EF Tn situatia in care au fost
modelate si consolele respectiv doud EF in situatia contrara. Aceasta discretizare este impusa
doar din motivul de a avea noduri in punctele de rezemare respectiv incircare. in lungul celor
doua EF utilizate pentru modelarea deschiderii grinzilor s-au considerat cate sapte puncte de
integrare pentru considerarea dezvoltarii graduale a zonelor plastice. In Tab. 7.6. se prezinti
comparativ numarul de elemente finite utilizate pentru modelarea grinzilor analizate.

Tab. 7.6. Numar comparativ de EF utilizate pentru modelarea grinzilor A3, A5, A6, E1 si U4

A3 A5 Ab6 El U4
Nefcad 4 4 4 4 3
Abaqus 13450 | 13378 | 13342 | 13546 | 13382

Fig. 7.16. prezinta curbele de comportare, In spatiul incarcare — sageatd la mijlocul
deschiderii, pentru grinzilor mixte analizate. Se observa ca rezultatele trasate cu modelul de
analiza propus sunt in buna concordanta cu rezultatele experimentale raportate de Chapman
& Balakrishnan [17] si cu cele obtinute cu modelul numeric dezvoltat in programul Abaqus
[15]. Diferentele maxime sesizate intre capacitatile portante obtinute cu procedeul de analiza
propus aici si fortele ultime obtinute experimental se incadreaza in limita a 3%. Modelul
propus traseazd cu acuratete semnificativd si curba de comportare a grinzii U4 Incarcate
uniform distribuit, o foarte mica subestimare a incarcarii ultime putind fi sesizata. impartirea
barei, Tn segmente caracterizate prin valori distincte ale functiei de reducere a efortului axial
din dala de beton, ar conduce Tmbunatatirea suplimentard a acuratetei incarcdrilor ultime.
Curbele trasate cu modelul propus sunt in bunad concordanta si cu cele raportate de Queiroz
s.a. [78], obtinute cu un model numeric dezvoltat in pachetul comercial de elemente finite
Ansys respectiv cu cele publicate de El-Lobody & Lam [82] pentru grinda E1. Fig. 7.17.
indicd faptul cd modelul propus este capabil sd reproducd cu acuratete semnificativa
rigiditatea initiala a sistemelor mixte analizate, curbele trasate fiind similare cu cele trasate cu
celelalte modele numerice. Totusi, dacd influenta deformatiilor unghiulare este neglijata,
atunci modelul propus manifestd o rigiditate usor sporitd, fatd de cazul in care deformatiile
unghiulare sunt incluse in rdspunsul structural, prin intermediul rigiditatii echivalente la
forfecare.

A3 O 180 - AS
180 - 7 °
°7 150 - /
150 - y /
/ 120 A /
120 - °/ o,
Z 90 1 // o  Experiment Chapman Z / o  Experiment Chapman
N 9 N ]
& 604 — — —Queiroz s.a. a 60 — — = Queiroz s.a.
301 7 —— Abaqus 30 1 —— Abaqus
0 T T T T 1 0 T T T T 1
0 3 6 9 12 15 0 3 6 9 12 15
d (mm) d (mm)
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0 T T T T
0 12

6 9
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Fig. 7.17 Curbe incarcare-sageata. Rigiditate initiala

In continuare se prezinti o serie de studii parametrice realizate la nivel de element, in
vederea stabilirii influentei diferitelor caracteristici mecanice ale materialelor asupra
raspunsului structural. Analizele s-au realizat pe grinda mixta E1, folosind modelul numeric
generat Tn aplicatia Abaqus [15], iar principalii parametrii variati sunt rezistenta la
compresiune a betonului, limita de curgere a otelului din talpile respectiv inima profilului si
gradul de conectare.

El-Abaqus . e
450 - ™
= 300 - - - - - fc=39.22 MPa
s - - - - fc=35.95 MPa
* fc=32.68 MPa
150 -
- - -- fc=29.41 Mpa
---- fc=26.14 MPa
0 . . . |
° 20 40 60 80
d (mm)

Fig. 7.18 Influenta variatiei rezistentei betonului la compresiune asupra curbelor P-d
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Tn Fig. 7.18. se prezinti sensibilitatea curbelor incircare-sigeati, la modificarea rezistentei
betonului la compresiune, celelalte caracteristici mecanice rdimanand neschimbate. Se poate
sesiza cu usurinta ca variatia rezistentei de referintd la compresiune (cea aferentd modelului
experimental) cu = 10% si + 20% induce modificari minore (de maxim 4%) asupra sarcinii
concentrate capabile, putdndu-se astfel afirma ca si la nivel de element rezistenta betonului la
compresiune nu reprezintd un factor determinant asupra capacitdtii de rezistentd, aceasta
concluzie fiind valabila si la nivel de sectiune.

600
El-Abaqus ~  _____-----
407 - ’z,”;:’:—:’ —: o
727 - - - - fy_talpi=299.28 MPa
0] /

- --- fy talpi=274.34 MPa
— fy_talpi=249.4 MPa
150 A - --- fy talpi=224.46 MPa

---- fy _talpi=199.52 MPa
0 T T T T

0 20 40 60 80
d (mm)

P (kN)

Fig. 7.19 Influenta variatiei limitei de curgere a otelului din talpile profilului asupra curbelor P-d
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1
\}

300
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— fy_inima=296.50 MPa
150 - - --- fy_inima=266.85 MPa
- --- fy_inima=237.20 MPa
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O T T
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Fig. 7.20 Influenta variatiei limitei de curgere a otelului din inima profilului asupra curbelor P-d

Fig. 7.19. si Fig. 7.20. prezinta comparativ curbele incarcare-sageatd maxima, obtinute
prin modificarea limitei de curgere a otelului structural din talpile respectiv inima profilului
cu * 10% si £ 20%, caracteristicile betonului si ale conexiunii mentindndu-se constante.
Variatia limitei de curgere a otelului din talpile profilului cu procentele amintite anterior
produce modificari ale incarcdrii capabile cu cel mult 8%, in timp ce odata cu variatia
tensiunii la curgere a otelului din inima modificarile in valoarea momentului incovoietor
capabil sunt de maxim 5.2%. Se poate astfel afirma cd o influentd mai pronuntatd asupra
raspunsului la nivel de element o are calitatea otelului din talpile profilului, aceastd concluzie
fiind consistenta cu cea desprinsa in urma studiilor efectuate la nivel de sectiune.
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Eficacitatea modelului propus este in continuare evaluatd prin variatia gradului de
conectare (prin modificarea numarului de conectori) si compararea rezultatelor obtinute cu
cele furnizate de modele numerice complexe realizate in Abaqus (urméand detaliile prezentate
n capitolul 6) si Ansys (rezultate preluate din articolul publicat de Queiroz s.a. [78]). Gradele
de conectare considerate si caracteristicile de modelare aferente sunt descrise in Tab. 7.7.

Tab. 7.7 Grade de conectare considerate pentru grinda E1

n 136 118 100 89 71 47

n 92 80 68 60 48 32
Ksoos | 2028 1753 1478 1298 1031 672

Y 11.35 1055 9.69 9.08 8.09 6.54
fly) | 0929 0919 0.905 0.893 0.869 0.812

Fig. 7.21.a si Fig. 7.21.b prezinta curbele comparative de comportare in spatiul incarcare
concentratd - sdgeatd maxima pentru gradele de conectare 136%, 100 % si 71% respectiv
118%, 89% si 47%. S-a optat pentru redarea diferentiata a curbelor de comportare pentru a se
putea face distinctia intre diferitele curbe si implicit pentru a observarea diferentelor calitative
dintre acestea. Comparand rezultatele propuse, cu cele obtinute cu modele complexe, se poate
observa ca procedeul propus este capabil sa descrie cu acuratete considerabild comportarea
elementelor mixte analizate, incarcdrile ultime furnizate diferentiindu-se cu cel mult 2% fata
de cele obtinute cu modelele complexe. Totusi, diferente sensibile sunt manifestate pe prima
portiune a comportarii post-elastice, acestea putand fi atribuite modului in care procedeul
propus i-a n considerare rigiditatea conectorilor si implicit a conexiunii. Pe de altd parte,
diferentele sensibile sesizate intre rezultatele furnizate de Abaqus si cele trasate cu Ansys pot
fi puse pe seama modului distinct de considerarea a comportarii betonului comprimat. Spre
deosebire de modelul numeric realizat in Abaqus, Queiroz s.a. [78] considera o comportare
liniarizatd a betonului pana la atingere deformatiei de 2%o corespunzatoare efortului unitar
maxim, iar dupd aceasta valoare, pentru evitarea problemelor numerice, comportarea
betonului se considera cvasi-constanta pana la atingerea deformatiei ultime, neglijand astfel
portiunea descendentd de comportare a betonului comprimat. Pentru completitudine, in Fig.
7.21.c sunt redate curbele obtinute cu modelul de analiza propus, pentru intreaga paleta de
grade de conectare considerate, scotandu-se astfel in evidenta capacitatea modelului propus
de a surprinde calitativ degradarea rigiditatii si a rezistentei odatd cu micsorarea nivelului de
conectare dintre grinda metalicad si placa de beton. Asa cum era de asteptat degradarea
proprietatilor mecanice este mai pronuntatd pentru valori reduse ale gradului de conectare. O
alta observatie importanta trebuie facutd asupra comportarii grinzilor caracterizate prin grade
de conectare mai mari decat 100%. Crescand numarul de conectori cu aprox. 35%, de la 68
(m=100%) la 92 (n=136%), se inregistreaza o crestere a incarcarii capabile cu doar 7%, iar
aportul de rigiditate este chiar mai redus.

Tn Fig. 7.22 se prezinta portiunile initiale ale curbelor reprezentate in Fig. 7.21 cu scopul
de a reliefa capacitatea modelului propus de a surprinde degradarea rigiditatii initiale odata cu
diminuarea gradului de conectare. Comparand curbele trasate cu procedeul propus cu cele
trasate cu modelele FEM (Fig. 7.22.a si Fig. 7.22.b), se poate observa ca rigiditatea initiala
redatd de modelul propus este sensibil mai mica decat cele obtinute cu Abaqus si Ansys.
Acest aspect se datoreaza, in principal, modului in care se considera rigiditatea conectorilor
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in primele etape de solicitare, si anume, considerarea unei rigiditati constante pana cand
fortele solicitante din conectori (evaluate conform relatiilor prezentate in capitolul 5) ating
jumatate din capacitatea lor portanta.
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El-concentrat

450

136% - Propus (Nefcad)
----136% - Propus (Abaqus)

= 300 —— 136% - Queiroz s.a. (Ansys)
x —— 100% - Propus (Nefcad)
o ----100% - Propus (Abaqus)

—>— 100% - Queiroz s.a. (Ansys)
—— 71% - Propus (Nefcad)

- === T71% - Propus (Abaqus)
—>— 71% - Queiroz s.a. (Ansys)

150
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300
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450 -
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0 T T T T 1
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Fig. 7.21 Curbe P-d pentru diferite grade de conectare
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Fig. 7.22 Curbe P-d pentru diferite grade de conectare. Rigiditate initiala

In continuare, se considerd grinda El supusi, spre deosebire de situatia precedenta,
actiunii unei sarcini uniform distribuite. Testele de validare a eficientei metodei propuse,
constau n variatia gradului de conectare (conform Tab. 7.7) si compararea rezultatelor cu
cele trasate cu modelele numerice FEM.
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Fig. 7.23 Curbe g-d pentru diferite grade de conectare

Analizand Fig. 7.23. si Fig. 7.24. se poate constata cd modelul propus furnizeaza rezultate
cu un grad de acuratete considerabil si in cazul grinzilor mixte incarcate uniform distribuit.
Fortele capabile determinate cu procedeul propus sunt in bund concordantd cu cele similare
prezise de modelele complexe realizate in pachetele comerciale de elemente finite Abaqus si
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Ansys, diferentele inregistrate situandu-se in limita a 3%. In ceea ce priveste rigiditatea
initiala manifestata de grinzile analizate cu procedeul propus, se poate observa ca aceasta este
usor subestimata datoritd considerarii unei rigiditatii constante pentru conectori in primele
incremente de incdrcare, mai precis pand la atingerea unor forte in conectori egale cu
jumatate din capacitatea lor portanta.
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Fig. 7.24 Curbe g-d pentru diferite grade de conectare. Rigiditate initiala
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Discutiile si concluziile trasate in cazul grinzii E1 supuse actiunii unei forte concentrate la
mijlocul deschiderii sunt adecvate si in situatia grinzii supuse actiunii unei incarcari uniform
distribuite.

Numeroasele studii parametrice discutate Tn sectiunile anterioare atesta eficienta,
fiabilitatea si stabilitatea numerica a procedeului de analiza propus, acesta fiind capabil sa
surprinda cu acuratete apreciabild capacitatea de rezistentd si de rigiditate atat la nivel de
sectiune cat si la nivel de element. Trebuie punctat cd, spre deosebire de modelele numerice
dezvoltate in pachete comerciale de elemente finite precum Abaqus si Ansys, procedeul
propus furnizeaza rezultate comparabile, utilizand resurse computationale si timpi de calcul
semnificativ mai mici. Pentru exemplificare, o analizd la nivel de element in programul
Abaqus pe un sistem de calcul dotat cu 2 procesoare avand frecventa de 2.80 GHz si 8 nuclee
fiecare respectiv 48 GB RAM dureaza in medie 8 min., in timp ce o analiza similara condusa
in programul Nefcad pe un sistem inferior din punct de vedere al performantelor, echipat cu 1
procesor cu 2 nuclee avand frecventa de 2.0 GHz respectiv 2 GB RAM, se finalizeaza in mai
putin de 5 secunde cu toate ca rularea a fost lansata din interfata grafica a programului.

7.1.2 Grinzi mixte simplu rezemate testate de Nie & Cai

Tn cadrul acestei sectiuni sunt analizate numeric doua dintre cele sase grinzi simplu rezemate
Cu sectiune mixta otel-beton testate experimental de Nie & Cai [49] in scopul observarii
efectelor conectarii partiale asupra rigiditatii si rezistentei grinzilor mixte. Grinda SCB-1 este
incarcatd concentrat in doua sectiuni in timp ce grinda SCB-3 este actionata concentrat la
mijlocul deschiderii.

SCB-1 500
P2 P2 | |
Y S i
200x100x7.0x11.4 7.0 S
T 1520 | 800 | 1520 f :F
100
SCB-3
300
P | |
\ PR - 'n - wy
200x100x7.0x11.4 70 S
A ‘ v% I
1920 1920 0 —
- - - =1 100

Fig. 7.25 Configuratia geometrica a grinzilor SCB-1 si SCB-3

Schema statica si sectiunea transversald a elementelor analizate sunt prezentate in Fig.
7.25 , iar caracteristicile mecanice ale materialelor sunt sintetizate in Tab. 7.8. Comportarea
betonului comprimat s-a considerat a urma modelul CEB-FIP [136]. Modelul constitutiv al
otelului profilului metalic este cel elasto-plastic cu reconsolidare, iar deformatia la rupere s-a
considerat 10%. Armaturile s-au modelat cu comportare elastica-perfect plastica. In lipsa
curbei experimentale de comportare a conectorilor, s-a ales modelul analitic Ollgaard [37]
pentru definirea comportarii acestora, cu parametrii 0=0.558 si p=1 mm™. Corespunzitor
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acestei curbe de comportare s-a calculat rigiditatea secanta Ksgy, a conectorilor (v. Tab. 7.8).
Pentru grinda SCB-1, rigiditatea secanta Ksgop @ conexiunii s-a calculat admitand o spatiere
uniforma a conectorilor. Pentru analiza inelastica avansata cu procedeul propus, grinda SCB-
1 a fost divizata in trei EF, iar grinda SCB-3 1n doua EF, aceste discretizari fiind conditionate
de necesitatea existentei de noduri interioare in punctele de aplicare a fortelor concentrate.
Numarul total de EF generat de programul Abaqus in urma unei discretizari cu dimensiunea
maxima de 50 mm, este de 5055 respectiv 9415 pentru grinzile SCB-1 respectiv SCB-3.

Tab. 7.8 Caracteristici mecanice ale materialelor grinzilor SCB-1 si SCB-3

SCB-1 | SCB-3
Beton fc (MPa) 25.6
Ec (MPa) 29412
Otel fy (MPa) profil 310
armaturi 290
Eg (MPa) profil 200000
armaturi 200000
eh profil 0.025
Eh (MPa) profil 1000
Armare Superioara 706 ‘ 12012
longitudinald |y forigars 706
Qz:rrlqsir:rsalé ®6/75 la partea superioara si inferioara a placii
Conexiune Numar total de conectori (#=19mm) 33 26
Numar de randuri@Spatiere (mm) 1@var® | 1@148
Psc (kN) 97.76°
Grad de conectare (%) 125 \ 116
Koo (N/mm) 143457
ksoss (N/mm?) 1226.1 | 969.3
y 10.136 | 8.328
o) 0912 | 0.875

% Pe zonele laterale spatierea conectorilor este de 115 mm, iar pe zona centrald 125 mm
® S-a calculat conform relatiilor EC 4 [1]

Analizand Fig. 7.26 se poate constata ca raspunsul moment incovoietor — sdgeata maxima
furnizat de modelul propus este in bund concordanta cu rezultatele experimentale, diferentele
n ceea ce priveste momentul ultim situdndu-se in limita a 2%, cedarea survenind ca urmare a
atingerii deformatiei ultime a betonului comprimat. Totusi, in cazul grinzii SCB-3 modelul
propus manifesta o rigiditate superioard pe zona de tranzitie dintre domeniul de comportare
elastic si cel postelastic. O buna corelare este observata si in raport cu relatiile M-d obtinute
cu modelul numeric dezvoltat in programul Abaqus, respectiv cu rezultatele publicate de Nie
s.a. [74]. Modelul numeric folosit de acestia a fost creat in programul MSC.MARC, grinda
metalicd fiind modelata cu EF de tip bara iar dala de beton cu EF de tip placa, conexiunea
dintre aceste componente considerandu-se rigidd si neglijand astfel efectele interactiunii

172 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



partiale, acesta fiind cel mai probabil unul dintre motivele pentru care acest model
supraestimeaza capacitatea de rezistenta a grinzii SCB-3. Tn cazul grinzii SCB-1 se observa
cad modelele numerice manifestd o racordare curbilinie intre comportarea elasticd si cea
premergatoare cedarii, spre deosebire de modelul experimental in care tranzitia se realizeaza
cvasi-liniar. Fig. 7.26. scoate de asemenea in evidentd faptul cd neglijarea armaturilor
conduce la subestimarea capacitatii de rezistenta, acest aspect fiind relevat si de Nie s.a. [74].

200{ SCBL o oo 50 | scB-3 I _
o - o B &
%0 200 -

§150 1 . o Experiment Nie
= o E>.<per|ment Nie g 150 o Niesa.
=1 "o Niesa <100 Propus (Nefcad) cu armaturi
= Propus (Nefcad) cu armaturi = | pus ( ) _

50 1 — — - Propus (Nefcad) fara armaturi 50 A — — ~ Propus (Nefcad) fara armaturi

Propus (Abaqus) Propus (Abaqus)
0 ” T T T T 1 0 4 T T T T T
0 20 40 60 80 100 0 20 40 60 80 100
d (mm) d (mm)

Fig. 7.26 Curbe moment incovoietor-sdageata pentru grinzile SCB-1 si SCB-3
7.1.3 Grinda simplu rezemata testata de Fabbrocino & Pecce

In cadrul acestei sectiuni se prezinti principale rezultate obtinute pentru grinda de tip C
testatd experimental de Fabbrocino & Pecce [30], acest element cu sectiune mixta fiind
selectat pentru validarea modelului propus in situatia particulara in care dala de beton este
intinsa, situatie intalnita in zonele de reazem interior ale grinzilor continue. Grinda analizata
este simplu rezemata si este actionata de o sarcind concentratd aplicata la mijlocul deschiderii

(v. Fig. 7.27). Proprietatile materialelor si ale conexiunii dintre componente sunt detailate in
Tab. 7.9.
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Fig. 7.27 Configuratia geometrica a grinzii de tip C

Tn lipsa curbei experimentale de comportare a conectorilor, s-a ales modelul analitic
Ollgaard [37] pentru definirea comportarii acestora, cu parametrii de forma propusi de
Aribert 0=0.8 si p=0.7 mm™. Corespunzitor acestei curbe de comportare s-a calculat
rigiditatea secanta Ksgy a conectorilor (v. Tab. 7.9). Rigiditatea echivalenta la forfecare
(GA)eq, determinata urmand relatiile prezentate in capitolul 5, are valoarea 3.19-10° kN cand
se tine cont de contributia betonului si 3.19-10° kN cand se i-a in considerare doar aportul
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otelului. In analizele efectuate cu modelul propus, fiecare jumitate de grinda s-a modelat cu
un singur element finit avand sapte puncte de integrare in lungul lui.

Tab. 7.9 Caracteristici mecanice ale materialelor grinzii de tip C

TipC
Beton fc (MPa) 24
ft (MPa) 2.5
Ec (MPa) 28786
Otel fy (MPa) profil 375
armaturi 540
fy (MPa) profil 475
armaturi 635
Es (MPa) profil 200000
armaturi 200000
h profil 0.0125
Eh (MPa) profil 2666
Armare
longitudinala | 4®14 la mijlocul placii de beton
Armare @14 in apropierea sectiunilor de amplasare a
transversala conectorilor
Conexiune Numar total de conectori (#=16mm) 8
Numar de randuri@Spatiere (mm) 1@515
Psc (kN) 73.75
Grad de conectare (%) 89
Ksoo (N/mm) 47319
ksoss (N/mm?) 92
y 1.97
1) 0.282

Scopul acestui studiu este de a testa capacitatea modelului de a surprinde comportarea de
ansamblu a grinzilor mixte otel-beton, avand componenta de beton supusa la intindere din
incovoiere. Procedura de validare constd in compararea rezultatelor obtinute cu metoda
propusa cu cele experimentale [30] precum si cu cele furnizate de programul Abaqus
respectiv cu rezultatele publicate de Nguyen s.a. [121], acestea din urma fiind obtinute
folosind 72 de EF cu formulare mixta. Relatiile incarcare - sageata maxima si incarcare —
rotire la reazeme sunt afisate in Fig. 7.28 si Fig. 7.29. Curbele furnizate de modelul propus
sunt prezentate in trei variante diferentiate prin modul in care se considera rigiditatea
echivalenta la forfecare. Analizand Fig. 7.28 se poate constata ca modelul de analiza propus
genereazd un raspunsul sensibil mai rigid in cazul in care se neglijeaza efectul deformatiilor
de lunecare respectiv atunci cand acestea sunt luate Tn considerare si rigiditatea la forfecare
(GA)eq este determinati tinand cont de efectul betonului. In cazul contrar in care, pentru
calculul valorii (GA)oer S-a considerat doar aportul profilului metalic, curba incarcare —
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sdgeatd generatd de modelul propus este in foarte bunad concordantd cu cea determinatd
experimental respectiv cu cele obtinute cu alte modele numerice complexe. Neglijarea
aportului betonului in calculul rigiditatii echivalente este justificata in acest caz particular de
solicitare deoarece betonul este intins, contributia lui in stadiu fisurat fiind practic
nesemnificativa. O corelare apreciabila se remarca si intre curbele incarcare — rotire la
reazeme, desi in acest caz modelul nu este sensibil la modul de luare in considerare a
rigiditatii echivalente la forfecare, cu sau fara includerea aportului betonului. Exemplu
numeric prezentat in aceastd sectiune evidentiazd eficienta modelului propus de a trasa
raspunsul grinzilor mixte avand componenta de beton supusd la intindere din incovoiere,
fiind astfel adecvat si pentru analiza acestor sisteme structurale particulare.

300

TipC

250

200

o Experiment Fabbrocino

g 150 ---- Nguyen s.a.
o — - — Propus (Nefcad)_fara (GA)eq
100 — — —Propus (Nefcad) cu (GA)eq
50 Propus (Nefcad) cu (GA)otel
g Propus (Abaqus)
0 A4 T T T T T 1
0 30 60 90 120 150 180
d (mm)
Fig. 7.28 Curbe incdrcare-sageatd pentru grinda de tip C
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100 1 — — —Propus (Nefcad)_cu (GA)eq
50 A Propus (Nefcad)_cu (GA)otel

O A4 T T T T
0.00 0.03 0.06 0.09 0.12

0 (rad)

Fig. 7.29 Curbe incarcare-rotire la reazeme pentru grinda de tip C
7.1.4 Grinda simplu rezemata testata de Aribert s.a.

In cadrul acestei sectiuni se prezinta analiza elastici a unei grinzi simplu rezemate, testate
experimental de Aribert s.a. [155] si analizate numeric de Nguyen s.a. [68]. Scopul acestui
studiu este de a evidentia capacitatea procedeului de analizd propus de a include efectul
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deformatiilor unghiulare in raspunsului mecanic al grinzilor simplu rezemate cu sectiune
mixta otel-beton. Amintim cd, In cadrul metodei propuse, deformatiile unghiulare sunt luate
n considerare prin intermediul unei rigiditati echivalente la forfecare, in valoarea careia se
tine cont si de aportul betonului comprimat, ponderea acestuia fiind proportionald cu nivelul
de conectare dintre componentele sistemului mixt. Schema statica si sectiunea transversald a

elementului, ce face obiectul prezentului studiu, sunt redate in Fig. 7.30.

300
195 kN I !
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100

IPE 330
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250

7
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250
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Fig. 7.30. Configuratia geometricd a grinzii testate de Aribert

Proprietatile conexiunii si ale materialelor componente, utilizate in analizele elastice ce
urmeaza a fi prezentate, sunt sintetizate in Tab. 7.10. Precizam c4, in lipsa documentatiei
originale referitoare la incercarile experimentale, caracteristicile materialelor sunt preluate
din articolul publicat de Nguyen s.a. [68], facand astfel relevantd compararea rezultatelor
obtinute cu modelul propus cu cele raportate de autorii mai sus mentionati.

Tab. 7.10. Caracteristici mecanice ale materialelor grinzii testate de Aribert

Aribert
Beton Ec (MPa) 20000
Otel Eq (MPa) 200000
Armare
longitudinala | 9®10 la mijlocul placii de beton
Conexiune Numar total de conectori (#=19mm) 24
Numar de randuri@Spatiere (mm) 2@450
ksoss (N/mm?) 450
l4 6.02
J) 0.786
(GA)eq (KN) 3.65-10°

Rezultatele obtinute cu procedeul propus sunt sintetizate in Fig. 7.31, alaturi de cele
experimentale respectiv de cele publicate de Nguyen s.a. [68], acestea din urma fiind trasate
pe baza unui model numeric in element finit, care permite includerea deformatiilor de
lunecare transversald prin formularea Timoshenko adoptata si care nu introduce aproximatii
Tn matricea de rigiditate, aceasta fiind dedusa in baza ecuatiilor de compatibilitate si echilibru
ce guverneaza comportarea elementelor mixte In domeniul elastic de comportare. O buna
corelare poate fi observata intre modelele numerice corespondente (diferente de maxim 5%),
Tnsd acestea supraestimeaza rigiditatea sistemului, o posibila explicatie a acestui fenomen
fiind discrepanta dintre caracteristicile mecanice ale materialelor utilizate in modelul
experimental respectiv cele folosite in procedurile numerice. Rezultatele obtinute de Nguyen
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s.a. [68], aplicind modelul Newmark [14], sunt apropiate cu cele furnizate de procedeul
in baza solutiei ecuatiei diferentiale de ordinul II specifice grinzilor mixte otel-beton cu
interactiune incompletd, prezentate detaliat in capitolul 4. Amintim ca modelul Newmark
admite ipoteza Bernoulli, neglijand astfel deformatiile unghiulare. O foarte buna
corespondenta poate fi sesizatd intre modelul propus, tinand cont de influenta deformatiilor
unghiulare via rigiditatea echivalentd la forfecare (GA)eg, si modelul FEM - Timoshenko
dezvoltat de Nguyen s.a. [68], demonstrand astfel acuratetea si eficacitatea formularii
prezentate in vederea includerii aportului betonului comprimat in expresia rigiditatii la
forfecare.

200

Grinda Aribert

[EEN

a1

o
L

o Experiment Aribert

- —+ - Nguyen_Newmark

- - - Nguyen_Timoshenko
Propus_fara (GA)eq
Propus_cu (GA)eq
Propus_analitic

0 2 4 6 8 10 12 14
d (mm)

Fig. 7.31 Influenta deformatiilor unghiulare asupra curbelor incdarcare-sageata pentru grinda Aribert

In continuare se prezinta sintetic principalele rezultate ale studiului parametric intreprins
in scopul cercetarii influentei deformatiilor unghiulare asupra deplasarilor transversale.
Parametrii variati sunt nivelul de interactiune dintre componente, prin valoarea rigiditatii
conexiunii, si raportul dintre lungimea grinzii (L) si indltimea sectiunii transversale (H). Fig.
7.32 prezinta rezultatele comparative pentru cele patru valori considerate pentru rigiditatea
conexiunii. Curbele prezinta variatia raportului dintre sagetile determinate cu (07) si fara (Sgg)
includerea aportului deformatiilor unghiulare odata cu variatia raportului L/H. Corespondenta
dintre cele doud modele numerice este considerabild, o supraestimare a sagetii determinate cu
modelul propus putand fi observata in cazul grinzilor caracterizate prin valori foarte mici ale
raportului L/H. In alti ordine de idei este evidentd importanta si necesitatea considerarii
efectului deformatiilor unghiulare asupra deplasarilor transversale in situatia grinzilor scurte,
acest efect devenind si mai important pe masura majorarii nivelului de interactiune. Bine-
nteles efectul studiat devine neglijabil pentru valori insemnate ale raportului lungime inaltime,
chiar si in situatiile caracterizate prin valori mari ale rigiditatii k. Studiul prezentat dovedeste
pe de-o parte eficacitatea procedeului propus de a tine cont de efectul deformatiilor de
lunecare transversala, prin considerarea unei rigiditati echivalente la forfecare, iar pe de alta
parte reliefeaza aportul componentei de beton in valoarea acestei rigiditati.
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Fig. 7.32 Influenta deformatiilor unghiulare asupra deplasdrilor transversale ale grinzii Aribert
7.1.5 Grinzi continue mixte testate de Ansourian

Eficacitatea modelului propus este In continuare testatd pe patru grinzi continue cu doud
deschideri testate experimental de Ansourian [25]. Grinda CTB 1 are deschideri diferite si
este incarcata concentrat doar la mijlocul primei deschideri si astfel pentru atingerea
momentului plastic negativ articulatia plastica din deschiderea incarcata trebuie sa posede
capacitate de rotire considerabila. Grinzile CTB 4, CTB 5 si CTB 6 au deschiderile egale ca
lungime si sunt Incdrcate concentrat la mijlocul fiecarei deschideri. Schema statica si
sectiunea transversala a elementelor analizate sunt prezentate in Fig. 7.33, iar caracteristicile
mecanice ale materialelor sunt sintetizate in Tab. 7.11.

Tn lipsa curbei experimentale de comportare a conectorilor, s-a ales modelul analitic
Ollgaard [37] pentru definirea comportarii acestora, cu parametrii de forma propusi de Loh
s.a. [51] 0=0.85 si p=1.2 mm™. Tn articolul publicat de Ansourian [25] nu se precizeazi
capacitatea portanta a conectorilor si nici spatierea acestora si, in consecintd, aceste date au
fost preluate din alte studii numerice publicate in literatura de specialitate [51,97,121].
Gradele de conectare calculate cu aceste valori ipotetice sunt raportate in Tab. 7.11. In
modelul de analiza propus, fiecare jumatate de deschidere s-a modelat cu un singur EF cu
sapte puncte de integrare Gauss-Lobatto.
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Fig. 7.33 Configuratia geometrica a grinzilor CTB 1, CTB 4, CTBS 5i CTB 6

In vederea verificarii eficientei procedeului de calcul propus, rezultate furnizate de acesta
au fost comparate cu cele experimentale [25] si cu cele obtinute pe baza modelului creat in
Abaqus [15]. Suplimentar, curbele propuse au fost comparate si cu altele similare trasate de
aplicatii particulare ce au la bazd modelul elementelor finite cu formulare in deplasari
[103,104]. Diferenta dintre cele doua formulari consta in abilitatea modelului propus de Zona
& Ranzi [103] de a tine cont de efectul deformatiilor de lunecare prin modelarea celor doua
componente ale grinzilor mixte cu EF formulate in teoria Timoshenko (T), tinand cont astfel
si de aportul betonului Tn preluarea fortei taietoare. Mai mult, acest model are implementate
relatii constitutive uniaxiale T — y ce detecteaza cedarea datoratd forfecarii. Modelul descris
de Ranzi & Bradford [104] simuleaza comportarea profilului metalic si a placii de beton cu
EF formulate in teoria Euler-Bernoulli (EB).

Tab. 7.11 Caracteristici mecanice ale materialelor grinzilor CTB 1, CTB 4, CTB5 5i CTB 6

CTB1 | cTB4 | CTB5 | CTB6

Beton fc (MPa) 24 27.2 23.2 32.8
fr (MPa) 2.5 2.7 2.4 3.1
Ec (MPa) 28786 30012 28462 31945
Otel fy (MPa) talpi 277 236 265 292
inima 340 238 278 310
armaturi 430
fy (MPa) talpi 421 393 442 462
inima 440 401 428 450

BURU STEFAN MARIUS

179




armaturi 533
Es (MPa) talpi 206000
inima 206000
armaturi 206000
eh 0.012 0.018 0.019 0.014
Eh (MPa) 6000 3000 4800 3800
Armare Zoni reazem — superior (mm?) 800 804 1260 1260
longitudinald | 7.5 reazem — inferior (mm?) 316 767 470 767
Zond camp — superior (mm?) - 160 320 380
Zoni camp — inferior (mm?) 160 160 160 160
ﬁ;rr?sifrsalé ©®10/100 la partea inferioara a placii
Conexiune Numar total de conectori (®=19mm) 66 84 60 60
Numar de randuri@Spatiere (mm) 20280 3@330 2@300 2@300
Psc (kN) 110
Grad de conectare (%) Camp 148 150 121 109
Reazem 138 147 118 100
Kec.s00 (N/mm) 112980
Ksgss (N/mm?) 807 1027 753.2 753.2
y 6.237 6.095 5.662 5.581
f(y) 0798 0790 0764  0.759
(GA)eq (kN) | Considerand aportul betonului 2.95.10° 2.58-10° 3.43-10° 3.56:10°
Neglijand aportul betonului 1.05-10° 1.17-10° 1.39-10° 1.39-10°

Fig. 7.34 prezinta comparativ raspunsul incdrcare — sageatd pentru cele patru grinzi
considerate in acest studiu. Curbele generate de modelul propus includ efectul deformatiilor
de lunecare, rigiditatea echivalenta la forfecare considerandu-se constanta, pe intreaga
lungime a elementelor, si avand valorile redate in Tab. 7.11 Tn cazul includerii aportului
betonului din actiunea compozita cu profilul metalic. Se poate constata ca modelul propus
surprinde cu acuratete insemnata raspunsul global al elementelor analizate, diferentele
raportate la valorile experimentele incadrandu-se in limita a 4% 1n ceea ce priveste
capacitatea de rezistenta. O buna corelare poate fi observata si in raport cu celelalte modele
numerice alese ca referinte. Totusi modelul propus manifesta rigiditate sporitda fatd de
modelul Abaqus si cel descris de Zona & Ranzi [103] deoarece procedeul curent considera o
comportare liniar elastica In ceea ce priveste raspunsul la forfecare. Diferenta de rigiditate
este simtitor redusa (v. Fig. 7.35) prin utilizarea, in zonele cu moment incovoietor negativ, a
unei rigiditati echivalente la forfecare calculate considerand doar aportul otelului (v. Tab.
7.11). In cazul grinzii CTB 1, incércati doar pe prima deschidere, portiunea cu moment
incovoietor negativ s-a considerat a fi 15% din lungimea primei deschideri la stanga
reazemului interior coroboratd cu intreaga deschiderii la dreapta reazemului interior. Pentru
celelalte grinzi continue analizate,incdrcate simetric in ambele deschideri, portiunile solicitate
la incovoiere negativa sunt adoptate a fi 15% din lungimea deschiderii de fiecare parte a
reazemului interior, aceste lungimi fiind sugerate in principalele standarde de proiectare a
elementelor mixte.
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Fig. 7.34 Curbe incarcare-sdageatd pentru grinzile CTB 1, CTB 4, CTBS5 si CTB 6
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In Fig. 7.35 curbele trasate cu procedeul propus pentru grinzile CTB 1 si CTB 4 sunt
prezentate in trei forme distincte in functie de modalitatea de considerare a efectului
deformatiilor unghiulare. Un prim caz consta in considerarea pe intreaga lungime a grinzii a
unei rigiditdti constante la forfecare calculate prin includerea aportului betonului in functie de
gradul de actiune compozitia dintre componente. In cele de-al doilea caz, pe portiunea
solicitata la incovoiere negativa, rigiditatea la forfecare este inclusa in analizd cu o valoare
redusd constdnd doar 1n aportul profilului metalic. Aceste doua situatii precedente sunt
comparate cu cea in care efectul deformatiilor de lunecare este neglijat considerand astfel o
rigiditate infinitd la forfecare. Se poate constata ca efectul deformatiilor de lunecare nu
trebuie neglijat, acest aspect influentand rigiditatea manifestata de elementele mixte analizate.
Studiul prezentat, demonstreaza ca, in mod conservativ, aportul betonului la forfecare poate fi
neglijat pe zonele solicitate la incovoiere negativa.
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200 CTB1 g

150 +
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z
x 100 - ----Zona & Ranzi (18 EF - T)
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0 T T T T
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0 T T T
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Fig. 7.35 Influenta rigiditatii la forfecare asupra curbelor P-d pentru grinzile CTB 1 si CTB 4

Estimarea influentei deformatiilor unghiulare, in domeniul elastic de comportare, precum
si testarea eficientelr modelului propus de a tine cont de acest efect reprezintd principalele
obiective al exemplului prezentat in continuare. Elementul selectat pentru acest studiu este
grinda CTB 6, aceasta fiind analizata numeric si de Nguyen s.a. [156] utilizand un model care
include efectul deformatiilor de lunecare transversale prin formularea Timoshenko adoptata
pentru elementele finite Tn care s-a discretizat bara. Spre deosebire de procedeul propus de

182 Teza de doctorat
ANALIZA AVANSATA A STRUCTURILOR ALCATUITE DIN ELEMENTE COMPOZITE OTEL-BETON



Zona & Ranzi [103], Nguyen s.a. [156] nu introduc aproximatii in elementele matricei de
rigiditate a elementului, aceasta fiind dedusa pe baza ecuatiilor de echilibru si compatibilitate
ce guverneaza comportarea grinzilor cu sectiune mixta otel-beton Tn domeniul elastic de
comportare si in ipoteza conexiunii partiale dintre componente. Grinda este supusa actiunii a
doud forte concentrate de 160 kN, aplicate la mijlocul fiecarei deschideri si de asemenea se
mai aplicd o sarcind uniform distribuiti de 3.3 kN/m reprezentind greutatea proprie. in
lucrarea publicata de Nguyen s.a. [156], rigiditatea k a conexiunii s-a considerat 10000 MPa.
Tn Fig. 7.36 se prezinti curbele incarcare —sageata obtinute cu modelul propus, in raport cu
cele preluate din [156], o buna corespondentd intre ele putand fi observata. Relatiile P-d
etichetate cu Newmark nu includ efectul deformatiilor unghiulare, in acest caz observandu-se
o supraestimare a rigiditatii manifestate de grinzile analizate. In cazul considerarii efectului
deformatiilor unghiulare (curbele etichetate cu ’nefisurat’) se obtine o reducere a rigiditatii
fata de cazul precedent. Aceste curbe sunt trasate considerand céd betonul este nefisurat pe
intreaga lungime a elementului, contribuind astfel la rigiditatea echivalenta la forfecare si la
incovoiere, si supraestimand usor rigiditatea comparativ cu modelul experimental. Daca, in
schimb, pe portiunile adiacente reazemului interior (15% din fiecare deschidere) contributia
betonului la forfecare si la incovoiere este neglijata, rigiditatea manifestata de elementul
analizat este considerabil redusa (curbele etichetate cu ’fisurat’), indicand astfel necesitatea
includerii fisurarii betonului chiar si in calculul in starea limitd de serviciu. In aceasti situatie,
pe portiunea supusd la incovoiere negativa, procedeul propus considera ca rigiditatea la
forfecare este alcatuita doar din contributia profilului metalic in timp ce, rigiditatea la
Tncovoiere i-a in considerare si aportul armaturilor intinse. Neglijarea contributiei armaturilor
in preluarea momentului incovoietor negativ conduce la o flexibilizare semnificativa a
sistemului structural analizat (v. Fig. 7.36). Aceste exemplu demonstreazia inca o data
eficacitatea metodei propuse de a include in raspunsul structural efectul deformatiilor de
lunecare prin intermediul rigiditatii echivalente la forfecare determinate in conformitate cu
relatiile prezentate in capitolul 5.
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Fig. 7.36 Influenza deformatiilor unghiulare asupra curbelor incarcare-sageata pentru grinda CTB 6
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Importanta considerarii efectului deformatiilor unghiulare asupra deplasarilor transversale
este reliefatd in continuare printr-un studiu parametric realizat pentru patru valori distincte ale
deschiderii grinzii continue respectiv unsprezece valori ale rigiditatii conexiunii, pornind de
la valoarea 1 MPa (corespunzatoare situatiei extreme a lipsei interactiunii) si ajungand la
valoarea 10° MPa (corespunzitoare situatiei ipotetice de interactiune completd). in Fig. 7.37
se prezinta variatia raportului dintre deplasarile transversale rezultate ca urmare a includerii
efectului deformatiilor unghiulare (Snefisurat) Si cele obtinute prin neglijarea acestui efect
(ONewmark), odata cu variatia rigiditatii conexiunii. Cunoscand din rezistenta materialelor faptul
ca deformatiilor unghiulare devin importante in calculul sagetilor grinzilor scurte, studiul s-a
realizat pentru patru valori distincte ale deschiderii grinzii continue, astfel incat raportul
lungime (L) / inaltime (H) sa aiba pe rand valorile 5, 7.5, 10 respectiv 20. Trebuie mentionat
ca in evaluarea rigiditatii echivalente la forfecare si la incovoiere s-a tinut cont de aportul
betonului pe intreaga lungime a grinzii continue, considerand ca betonul este in stadiu elastic
nefisurat pe portiunea de bara supusa la incovoiere negativa. Rezultatele obtinute sunt
prezentate comparativ cu cele raportate de Nguyen s.a. [156], diferentele inregistrate fiind de
cel mult 6%. Se poate constata ca, si in cazul grinzilor continue cu sectiune mixta otel-beton,
efectul deformatiilor unghiulare este important in cazul grinzilor cu deschideri mici, devenind
mai pronuntat odata cu cresterea gradului de interactiune. Bine-nteles, odata cu cresterea
raportului L/H, efectul deformatiilor de lunecare transversale asupra sagetilor devine
neglijabil, chiar si pentru valori mari ale rigiditatii conexiunii.
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=
o

6nefisurat/ 6Newmark
'_\
~

12 - - -- Nguyen_nefisurat_L/H=20
10 T T 1
1E+0 - 1E+2 - 1E+4 1E+6
Rigiditatea conexiunii, k (MPa)
24 1 CTB6
2.2 -

x 2.0 - .

g ——Propus_fisurat_L/H=5
UO; 18 - ——Propus_fisurat_L/H=7.5
% 1.6 - ——Propus_fisurat_L/H=10
14 ——Propus_fisurat_L/H=20

1.2 1
1.0 T T 1
1E+0 1E+2 1E+4 1E+6

b. Rigiditatea conexiunii, k (MPa)

Fig. 7.37 Influenta deformatiilor unghiulare asupra deplasarilor transversale ale grinzii CTB 6
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Tn Fig. 7.37.b. se observi ca, in cazul grinzilor scurte, influenta deformatiilor unghiulare
asupra deplasarilor transversale este si mai insemnatd daca aportul betonului intins este
neglijat in calculul rigiditatilor la incovoiere si forfecare, asociate portiunilor solicitate la
incovoiere negativa.

7.2 Testari numerice pe stilpi cu sectiune mixta otel-beton

Desi, in prezenta teza de doctorat accentul este pus pe formularea unei metode de analiza
neliniard a grinzilor cu sectiune mixta otel-beton in ipoteza conectarii partiale dintre
componente, n acest subcapitol se prezintd un exemplu numeric pe un stalp mixt avand
armaturd rigidd inglobata complet in volumul de beton. Scopul studiilor prezentate in aceasta
sectiune consta in testarea capacitatii modelului propus de a include efectele de ordinul doi si
ale tensiunilor reziduale in raspunsul structural al elementelor analizate, aceste efecte jucand
un rol important in conditiile aplicarii unor eforturi axiale considerabile, situatii intalnite in
cazul stalpilor ce intra in alcatuirea cadrelor mixte. Mentiondm ca, in cadrul analizelor
prezentate in continuare, interactiunea dintre profilul metalic si betonul inconjurator s-a
considerat perfecta, impiedicand astfel deplasarile relative dintre cele doua componente.

7.2.1 Stélp cu sectiune mixta analizat numeric de Chiorean

Principalul scop al prezentului studiu consta in cuantificarea influentei tensiunilor reziduale
asupra capacitdtii de rezistenta si rigiditate. Studiile numerice sunt efectuate pe un stalp in
consola avand lungimea de 3m, propus de Chiorean in [11].

133.5 383 1355
g
b
\/

143.5 143.5

Fig. 7.38 Stalp cu sectiune mixta solicitat la incovoiere cu efort axial

Sectiunea stalpului este patrata cu latura de 60 cm, avand inglobatd in volumul de beton un
profil metalic W12x120 (v. Fig. 7.38) si patru armaturi longitudinale de diametru ®=20mm.
Stalpul este actionat la capatul liber de o fortd axiald concentrata aplicatd centric si de forta

BURU STEFAN MARIUS 185



concentrata laterala aplicata dupa directia axei y sau z. Comportarea betonului comprimat s-a
idealizat pe baza modelului Hognestad [134], rezistenta la compresiune considerandu-se 20
MPa, iar modulul de elasticitate longitudinal corespunzitor, determinat conform codului
CEB-FIP [136], este 27088 MPa. Armatura rigida si cea flexibila au fost modelate ca
materiale cu comportare elastica-perfect plastica, limitele de curgere considerate fiind 300
MPa respectiv 400 MPa. Modulul de elasticitate longitudinal al otelului s-a considerat 200
GPa.

Testele numerice sunt divizate in doud categorii. Prima, cuprinde studii realizate la nivel
de sectiune, iar cea de-a doua este dedicata studiilor la nivel de element. In ambele situatii
accentul este pus pe studiul influentei tensiunilor reziduale asupra capacitatii de rezistenta si
rigiditate. Distributia adoptata pentru tensiunile reziduale este cea propusa de ECCS [152],
prezentatad in cadrul capitolului 6. Rezultate prezentate la nivel de sectiune sunt obtinute pe
baza modelului de analizd sectionald in situatia interactiunii perfecte dintre beton si otel,
descris in capitolul 5, si sunt publicate in [11]. Tn ceea ce priveste analizele numerice la nivel
de element, rezultatele publicate Tn [11] sunt puse in antiteza cu cele obtinute cu programul
Abaqus [15], folosind modelul numeric descris in capitolul 6, in vederea testarii capacitatii
modelului avansat de a include efectul tensiunilor reziduale.

In Fig. 7.39 sunt prezentate curbele de interactiune plastici N-M, si N-M,, cu si fara
includerea efectului tensiunilor reziduale, trasate pe baza modelul de analizd sectionala
descris in capitolul 5. Se poate constata ca luarea in considerare a tensiunilor reziduale
conduce la diminuarea capacitatii de rezistentd a sectiunilor mixte chiar si pentru valori
relativ mici ale efortului axial, acest fenomen fiind mai pronuntat in cazul incovoierii in
raport cu axa de inertie minima. Diferentele maxime sesizate intre curbele de interactiune
trasate cu si fara considerarea tensiunilor reziduale sunt de 8%.

14 - 14 -
12 12
10 10 A
< 3 < 8-
S S
g_ 6 3_ 6 -
a 41 ——Faratensiuni reziduale o 41— Faratensiuni reziduale
2 1 ——Cu tensiuni reziduale 2 1 —— Cu tensiuni reziduale
O T T T T 1 0 T T T T T
0 2 4 6 8 10 0 3 6 9 12 15
M, (-100 kNm) M, (-100 kNm)

Fig. 7.39 Curbe de interactiune plastica N-M, si N-M,

Fig. 7.40 si Fig. 7.41 redau curbele moment incovoietor — curbura respectiv.moment
incovoietor — rigiditate la incovoiere, Tn raport cu ambele axe de inertie, pentru diferite valori
ale efortului axial. Analizénd relatiile moment incovoietor — curbura din Fig. 7.40, se poate
observa o reducere a capacitatii de rezistenta in situatia in care tensiunile reziduale sunt luate
in considerare, efectul fiind mai pregnant cand incovoierea se produce Tn raport cu axa y
(directia slaba), momentul capabil plastic al sectiunii scazand cu pana la 14%. Prezenta
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tensiunilor reziduale duce si la degradarea rigiditatii instantanee la incovoiere, asa cum se
poate constata in Fig. 7.41.
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’g600 - N
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= AN
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0 T T T T 1
a O 0.01 0.02 0.03 0.04
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/
/i
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O T T T T 1
b 0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025

Curbura in raport cu axa z (1/cm)

Fig. 7.40 Influenza tensiunilor reziduale asupra curbelor moment incovoietor-curburd in raport cu
axa: a. slaba, b. tare
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Fig. 7.41 Influenta tensiunilor reziduale asupra curbelor moment incovoietor-rigiditate la incovoiere.
in raport cu axa: a. slaba; b. tare

In continuare se prezinta principalele rapoarte ale analizelor efectuate la nivel de element.
Rezultatele obtinute cu modelul avansat de analiza, descris in capitolul 5, sunt comparate cu
cele furnizate de programul Abaqus [15]. In fiecare dintre cele doud modele numerice,
incircarea se realizeaza in doud etape distincte. In prima, se aplici efortul axial considerat,
urmand ca in cea de-a doua, si se aplice progresiv incircarea laterald Hy sau H,. In cadrul
acestui studiu, modelul numeric generat in program Abaqus consta intr-0 combinatic de
elemente finite tridimensionale si unidimensionale. Prima categorie de elemente este utilizata
pentru modelarea volumului de beton si a profilului metalic, iar cea de-a doua categorie este
selectata pentru modelarea armaturilor. Fortele concentrate sunt aplicate sistemului structural
prin intermediul unor placute rigide in scopul elimindrii concentrdrilor de tensiuni ce pot
genera probleme de convergenta a solutiei. Spre deosebire de modelul avansat care permite
considerarea variatiei liniare a tensiunilor reziduale, conform ECCS , in Abaqus s-a introdus
0 variatie ’in trepte’ deoarece aceste tensiuni initiale autoechilibrate pot fi introduse doar in
nodurile retelei de discretizare, asa cum s-a precizat in sectiunea dedicata descrierii modelului
numeric dezvoltat Tn pachetul comercial de elemente finite, Abaqus.

30 1 N=800OKN , .-~ ___ 201 N=10000kN
25 b I’ /; = \\\\Q~\
/ 15 T //
2.0 1 / = Y
2 ' <
3 15 1 8104
— Nefcad_fara tensiuni reziduale ~ 4 Nefcad_fara tensiuni reziduale
fl'o 1 - --- Abaqus_fara tensiuni reziduale T 05 - --- Abaqus_fara tensiuni reziduale
05 A Nefcad_cu tensiuni reziduale ' Nefcad_cu tensiuni reziduale
0.0 — — — Abaqus_cu tensiuni reziduale — — - Abaqus_cu tensiuni reziduale
. T T T 1 00 T T T T T
0 10 20 30 40 0 5 10 15 20 25
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Fig. 7.42 Curbe incdrcare laterald — deplasare. Tncovoiere Tn raport cu axa tare de inerfie
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Fig. 7.42 prezinta variatia incarcarii laterale Hy (incovoiere dupd axa tare de inertie) in
raport cu deplasarea orizontald corespunzitoare pentru doud valori ale efortului axial, 8-10°
kN respectiv 10* kN. Curbele incarcare-deplasare trasate cu modelul propus sunt comparate
cu cele obtinute cu programul Abaqus. Se poate constata cd ambele modele numerice
detecteaza, in prezenta tensiunilor reziduale, degradarea rigiditatii si rezistentei, fenomenul
fiind mai pronuntat in cazul efortului axial mai mare. Pentru N=10* kN, reducerea incarcarii
ultime manifestatd de modelul propus este de 3%, iar de Abaqus de 4%. Se observa deci
aproximativ aceeasi sensibilitate a ambelor modele numerice la efectul tensiunilor reziduale
desi, se pot constata mici diferente intre curbele omoloage trasate cu cele procedee.

Curbele de comportare n situatia incovoierii in raport cu axa slaba de inertie sunt
prezentate in Fig. 7.43, pentru diferite valori ale efortului axial aplicat. Se observa, ca in acest
caz efectul tensiunilor reziduale asupra capacititii de rezistentd si rigiditate este mai
pronuntat decat n cazul anterior al incovoierii in raport cu axa tare de inertie a sectiunii. Si de
aceasta datd cele doua modele numerice manifestd, in termeni generali, aceeasi tendintd de
degradare a caracteristicilor mecanice in prezenta tensiunilor reziduale, desi diferente intre
curbele corespondente pot fi sesizate. Pentru efortul axial maxim considerat in acest studiu,
micsorarea fortei laterale capabile detectata de modelul propus este de 16%, acest ecart fiind
identic cu cel furnizat de Abaqus. Acest studiu demonstreaza necesitatea includerii efectului
tensiunilor reziduale in analiza avansata a elementelor cu sectiune mixta asupra carora sunt
aplicate eforturi axiale considerabile.
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Fig. 7.43 Curbe incarcare laterald — deplasare. Incovoiere in raport cu axa slabd de inertie
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7.3 Testari numerice pe cadre mixte otel-beton

7.3.1 Cadru portal cu stalpi metalici si grinda mixta otel-beton

Cadrul portal prezentat in Fig. 7.44 este alcatuit din doi stalpi metalici incastrati la baza,
avand sectiunea transversala W12x50, in timp ce grinda este conformata in variantd mixta,
componenta de beton (102x1219 mm) fiind fixatd rigid de cea metalica (W12x27). Acest
cadru a fost analizat de Ngo-Hu & Kim [111] folosind un procedeu numeric, bazat pe
modelul articulatiilor plastice punctuale, coroborat cu o analiza sectionala la nivel de fibra.
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Fig. 7.44 Configuratia geometricd a cadrului portal analizat de Ngo-Huu & Kim

Comportarea betonului comprimat, adoptatd de autorii mentionati anterior, este cea
propusa de standardul EC2, pentru portiunea ascendentd, pana la atingerea rezistentei la
compresiune f;=16 MPa si a deformatiei corespunzatoare £,=0.002, urmata de o comportare
ideal-plastica pana la atingerea deformatiei ultime £¢,=0.00806. Otelul structural s-a modelat
ca un material elastic — plastic cu reconsolidare,, tensiunea de curgere fiind f,=252.4 MPa,
modulul de elasticitate initial Es=2-10° MPa, iar modulul de elasticitate pe portiunea de
consolidare E,=6000 MPa. Cadrul este supus actiunii a doua forte concentrate P=150 kN,
aplicate simultan si monoton crescator. Una dintre ele este aplicata gravitational la mijlocul
deschiderii grinzii mixte, iar cealalta este aplicata lateral in dreptul nodului grinda-stalp din
partea stangd. Conexiunile grinda-stalp sunt considerate rigide. Analizele efectuate cu
modelul de analiza propus i-au in considerare efectul nodurilor de dimensiuni finite, asa cum
s-a descris Tn capitolul 5. Astfel, extremitatile grinzilor si ale stalpilor concurente intr-un nod,
au comportare rigida pe lungimi egale cu jumatate din dimensiunile reale ale nodului
respectiv. In programul Abaqus, comportarea nodurilor grindi-stalp s-a considerat rigida,
prin modelarea portiunii teoretice de nod cu elemente finite rigide, indeformabile. Tn modelul
propus, structura s-a discretizat ih 3 EF cu 12 GDL, iar in Abaqus s-au folosit 5040 EF de tip
shell S4R si 7700 EF tridimensionale C3D8I.

Fig. 7.45 prezinta comparativ variatia factorului de incarcare in raport cu deplasarea
orizontald a nodului de control. Se poate constata cd modelul avansat de analiza, descris in
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capitolul 5, traseaza cu acuratete foarte bunda curba de comportare a cadrului portal,
diferentele inregistrate in ceea ce priveste factorul ultim de incarcare fiind de 2.8% fata de cel
obtinut de Ngo-Huu & Kim [111] respectiv de 3.5% fata de cel furnizat de programul Abaqus.

1.5 41 Cadru portal Ngo-Huu&Kim
o 1.2 1 ol _
S
g 091 “ o Ngo_Huu & Kim
é 06 - Propus (Nefcad)_cu reconsolidare otel
= Propus (Abaqus)_cu reconsolidare otel
- 0.3 - — — —Propus (Nefcad)_fara reconsolidare otel
— — —Propus (Abaqus) fara reconsolidare otel
0.0 r r r r . .
0 30 60 90 120 150 180

d (mm)
Fig. 7.45 Curbe incarcare — deplasare laterald nod A pentru cadrul portal cu grinda mixta

In Fig. 7.45 se observa ca si rigiditatea sistemului este evaluata cu acuratete semnificativa.

.....

ultim de incarcare este drastic diminuat (cu 29%), curba de comportare trasatd cu modulul
propus fiind in bund concordanta cu cea obtinuta cu modelul complex dezvoltat in Abaqus.

S, Mises

SNEG, (fraction = -1.0)

(Avg: 75%)
+2.524e+02
+2.316e+402
+2.107e+02

+1.273e+02
+1.064e+02
+8.560e+01
+6.475e+01
+4.389e+01
+2.304e+01
+2,192e+00

Fig. 7.46 Cadru portal: a. Variatia rigiditatii la incovoiere - Nefcad; b. Variatia tensiunilor — Abaqus

Cedarea sistemului survine ca urmare a dezvoltarii zonelor plastice la mijlocul deschiderii
si la extremitatea dreaptad a grinzii, respectiv la baza stalpilor. De asemenea, programul
Abaqus a detectat fenomenul de flambaj local al inimii si al talpii inferioare a grinzii in
vecinitatea nodului grindi-stalp din partea dreaptd (Fig. 7.46.b). Tn Fig. 7.46.a. se prezinta
schematic variatia degradarilor rigiditatii la incovoiere in raport cu ambele axe proprii ale
elementelor componente. Se poate observa cad zonele cele mai afectate sunt cele de la baza
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stalpilor respectiv cele din vecinatatea mijlocului deschiderii si a extremitatii drepte a grinzii
mixte. Comparativ, in Fig. 7.46.b. este expusd variatia tensiunilor normale pentru
componentele metalice ale cadrului analizat, placa de beton nefiind inclusd in afisaj. Se
constatd cad zonele cu concentrari de tensiuni sunt similare cu cele enumerate anterior. Durata
unei analize in programul Abaqus pe un sistem de calcul dotat cu 2 procesoare avand
frecventa de 2.80 GHz si 8 nuclee fiecare respectiv 48 GB RAM dureaza in medie 18 min., in
timp ce o analiza similard condusa in programul Nefcad pe un sistem inferior din punct de
vedere al performantelor, echipat cu 1 procesor cu 2 nuclee avand frecventa de 2.0 GHz
respectiv 2 GB RAM se finalizeaza in 4s.

7.3.2 Cadru plan cu doua deschideri si sase niveluri

Cadrul metalic plan cu doua deschideri si sase niveluri propus de Vogel [157] si folosit de
numerosi cercetatori pentru calibrarea metodelor numerice dezvoltate, este preluat si
transformat intr-un cadru avand elemente cu sectiune mixtd in vederea validarii modelului
propus, prin compararea rezultatelor cu cele obtinute folosind programul Abaqus.
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Fig. 7.47 Configuratia geometricd a cadrului Vogel
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Geometria cadrului si schema de incarcare sunt prezentate in Fig. 7.47. Stalpii cadrului
sunt partial inglobati in beton, iar grinzile sunt conformate in varianta unei placi de beton
(1100x120 mm) rezemate pe un profil metalic IPE.

Comportarea betonului comprimat s-a idealizat pe baza modelului Hognestad [134],
rezistenta la compresiune considerandu-se 16 MPa in grinzi si 26 MPa in stalpi. Modulul de
elasticitate longitudinal corespunzator, determinat conform codului CEB-FIP [136], este
25146 MPa respectiv 29564 MPa. Comportarea betonului intins s-a idealizat folosind
modelul propus de Vecchio & Collins [135], rezistenta la intindere a betonului din grinzi fiind
de 1.9 MPa , iar a celui din stalpi 2.6 MPa. Otelul structural s-a modelat ca material cu
comportare elastica-perfect plasticd, limita de curgere fiind 235 MPa, iar modulul de
elasticitate longitudinal aferent 205 GPa. Imperfectiunile geometrice initiale sunt luate in
considerare cu factorul 1/450. Cadrul este supus actiunii unor sarcini gravitationale uniform
distribuite respectiv actiunii unor forte concentrate laterale aplicate in nodurile grinda-stalp
din partea stingi. Trebuie mentionat ca aplicarea incircirilor se face simultan. In modelul
propus, fiecare bara a structurii este simulata cu un singur EF cu 12 GDL formulat in eforturi,
asa cum s-a prezentat in capitolul 5. Nodurile grinda-stalp au comportare rigida si se tine cont
de dimensiunea finita a nodurilor, in aceeasi maniera cu cea descrisa in cadrul exemplului
anterior. Modelul numeric creat in programul Abaqus [15] constad intr-0 combinatie de EF
bidimensionale, folosite pentru modelarea elementelor metalice, si EF tridimensionale
utilizate pentru discretizarea volumelor de beton. Pe parcursul acestui exemplu numeric
curbele incarcare-deplasarea laterala, vor fi prezentate pentru trei conformari structurale
distincte ale cadrului, functie de tipul sectiunilor selectate pentru grinzi si stalpi. Astfel, in
prima varianta, atat elementele verticale cét si cele orizontale sunt pur metalice, in ceea de-a
doua grinzile sunt considerate cu sectiune mixta otel-beton si stalpii metalici, iar in cea de-a
treia atat grinzile cét si stalpii sunt alcatuiti in sistem mixt.
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Fig. 7.48 Curbe incarcare-deplasare pentru cadrul metalic Vogel

Tn Fig. 7.48. sunt trasate curbele incarcare-deplasare laterald a nodului de control pentru
cadrul pur metalic Vogel. Rezultatele obtinute cu modelul propus sunt redate in doua variante
- cu si fara considerarea aportului deformatiilor unghiulare. In cazul includerii acestui efect,
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de comportare a acestora este trasatd cu ajutorul relatiei propuse de Ollgaard [37] cu
parametrii de formd a=0.558 si f=1 mm™. Capacitatea portantd a conectorilor s-a calculat
conform prescriptiilor EC4 [1] obtindndu-se Ps:=64.34 kN. Corespunzator acestei curbe de
comportare s-a calculat rigiditatea secantd Ksgy a conectorilor rezultdnd valoarea 94415
N/mm. Gradele de conectare selectate pentru acest studiu sunt prezentate in Tab. 7.12,
numarul de conectori aferent fiind determinat urmand prevederile standardului european EC4
[1]. Rigiditatea secantd a conexiunii Ksoo, gradul de actiune compozita y si valoarea functiei
de reducere a efortului axial din placa de beton f(y) sunt mentionate in Tab. 7.12 pentru
fiecare grinda componenta a cadrului.

Tab. 7.12. Caracteristicile conexiunilor pentru gradele de conectare considerate

Grad de conectare (%)

200 100 70 40
Grinda nivel 1 nr. conectori 112 56 40 24
K500 1851 910 640 370

Y 5.947 4,169 3.497 2.659

fy) 0.781 0.638 0.553 0.417
Grinda nivel 2 nr. conectori 104 52 36 20
K500 1717 843 572 303

Y 6.110 4.28 3.5627 2.567

f(y) 0.791 0.650 0.558 0.400
Grinda nivel 3 nr. conectori 88 44 32 20
K500 1447 706 505 302

Y 6.031 4.212 3.562 2.756

f(y) 0.786 0.642 0.562 0.435
Grinda nivel 4, 5 nr. conectori 76 40 28 16
K500 1242 640 437 235

Y 6.000 4.301 3.559 2.610

f(y) 0.784 0.652 0.562 0.408
Grinda nivel 6 nr. conectori 56 28 20 12
K500 899 434 300 167

Y 5.821 4,044 3.360 2.506

f(y) 0.774 0.624 0.534 0.389

Situatiile caracterizate prin valori ale gradului de conectare mai mari sau egale cu 100% ne
incadreazd in domeniul conectarii totale, in timp ce valorile inferioare acestei limite fac
obiectul conectdrii partiale. Trebuie mentionat ca fiecare caz de conectare analizat este
caracterizat prin interactiune partiala deoarece sunt permise lunecari relative longitudinale
intre placa de beton si profilul metalic in lungul interfetei de contact dintre aceste
componente.

Tn Fig. 7.50 se prezinta curbele incircare-deplasare laterald obtinute cu cele doud modele
numerice pentru gradele de conectare considerate. Suplimentar, pentru evidentierea
diferentelor calitative ce apar intre curbele trasate in conditiile interactiunii totale si cele ale
conectarii totale, graficele din Fig. 7.50 sunt completate cu cele obtinute pentru cazul
interactiunii perfecte. Se sesizeaza cu usurinta capacitatea modelului propus de a detecta cu
rigurozitate variatia rigiditatii si a rezistentei odata cu variatia gradului de conectare. Totusi,
mici diferente pot fi sesizate Intre curbele omoloage trasate cu cele douda modele numerice, in
ceea ce priveste factorul maxim de incarcare, diferentele situandu-se Tn limita a 2%.
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Fig. 7.50. Curbe incarcare-deplasare pentru cadrul Vogel. Influenta gradului de conectare.

Raportarea curbelor trasate pentru gradele de conectare 100% si 200% (conectare totald) la
cele trasate Tn conditiile interactiunii totale scoate in evidentd diferenta dintre cele doua
concepte. In cazul conectirii totale, se observa atat reducerea rigiditatii cat si a rezistentei fata
de situatia interactiunii totale. De exemplu factorul ultim de incarcare pentru gradul de
conectare de 100% (conectare totald) este cu aproximativ 6% mai mic decat cel calculat
pentru domeniul interactiunii totale.

7.3.3 Cadru spatial cu doua deschideri, doui travee si sase niveluri

In cadrul acestui exemplu numeric, cadrul spatial Orbison, deseori folosit ca exemplu de
calibrare, este preluat si modificat din varianta clasica de cadru metalic, intr-un cadru alcatuit
din elemente cu sectiune mixta otel-beton, interactiunea dintre componentele de beton si cele
metalice aferente fiind considerata perfecta. Geometria cadrului estet prezentata in Fig. 7.51
Stélpii cadrului sunt partial inglobati in beton, iar grinzile sunt conformate in varianta unei
placi de beton (1000x125 mm) rezemate pe un profil metalic american W. Comportarea
betonului comprimat s-a idealizat pe baza modelului Hognestad [134], rezistenta la
compresiune considerandu-se 16 MPa atat in grinzi cat si in stalpi. Modulul de elasticitate
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longitudinal corespunzator, determinat conform codului CEB-FIP [136], este 25146 MPa.
Dupa atingerea rezistentei la compresiune, comportarea betonului s-a considerat a fi perfect
plastica pana la atingerea deformatiei ultime de 0.0035. Otelul structural s-a modelat ca
material cu comportare elastica-perfect plastica, limita de curgere fiind 250 MPa, iar modulul
de elasticitate longitudinal aferent 207 GPa. Cadrul este supus actiunii unor incarcari
gravitationale la nivelul fiecirui nivel, avand intensitatea de 9.60 kN/m? aceasta fiind
repartizatd si aplicatd uniform distribuit pe lungimea fiecarei grinzi. Suplimentar, sunt
aplicate incarcari concentrate laterale de 53.376 kN in fiecare nod grinda-stalp al cadrului
transversal frontal. Trebuie mentionat ca aplicarea incarcarilor se face simultan.
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Fig. 7.51 Configuratia geometrica a cadrului Orbison
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In modelul propus, fiecare bari a structurii este simulati cu un singur EF cu 12 GDL
formulat in eforturi, iar nodurile grinda-stalp au comportare rigida, tindndu-se cont de
dimensiunea finita a nodurilor si astfel extremitatile elementelor concurente intr-un nod au
comportare rigida pe lungimi egale cu jumatate din dimensiunile reale ale nodului respectiv.
Aceasta particularitate de modelare face posibild compararea rezultatelor cu cele furnizate de
programul Abaqus in care modelarea elementelor structurale s-a realizat cu EF bi- si tri-
dimensionale. Totusi, pentru completitudine, modelarea cadrului se realizeaza si in varianta
cu noduri rigide punctuale, iar rezultatele obtinute sunt comparate cu altele similare preluate
din literatura de specialitate pentru cadrul cu grinzi si stalpi micsti. Pentru evidentierea
aportului de rigiditate si rezistenta in cazul alcatuirii cadrului din elemente cu sectiune mixta,
se pun in antiteza si rezultatele obtinute pe cadrul complet metalic respectiv pe cadrul cu
stalpi metalici si grinzi mixte.
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Fig. 7.52 Curbe incarcare-deplasare pentru cadrul Orbison - noduri grinda-stalp punctuale

.....

dimensiunilor nodurilor, astfel conexiunile grinda-stalp fiind considerate punctuale si rigide.
Rezultatele sunt redate pentru trei conformari ale elementelor cadrului: stalpi si grinzi
metalice, stalpi metalici si grinzi mixte respectiv stalpi si grinzi mixte. Curbele trasate pentru
prima varianta sunt comparate cu cele obtinute de Jiang s.a. [158] folosind un model numeric
bazat pe metoda elementelor finite, in cadrul caruia analiza sectionald se efectueaza la nivel
de fibra. O buna corelare poate fi observata intre curbele corespondente trasate cu cele doua
modele, atat in termeni de rezistenta cat si in termeni de rigiditate. De asemenea, rezultatele
sunt asemandtoare cu cele trasate cu Abaqus, diferenta in ceea ce priveste factorul de
incarcare maxim fiind de 4%. Modelul numeric dezvoltat in Abaqus s-a discretizat in EF
unidimensionale de tip B31 formulate in teoria Timoshenko. Rezultatele obtinute pentru
cadrul alcatuit 1n totalitate din elemente cu sectiune mixta sunt comparate cu cele publicate de
lu 5.a. [12], obtinute cu un procedeu numeric ce are la baza modelul articulatiilor plastice
punctuale cu formare graduald. Se constatd o buna corelare a curbelor trasate cu cele doua
modele numerice, factorul de Incarcare calculat de modelul propus fiind cu 4% mai mare
decat cel determinat de lu s.a. [12]. Mai mult, modelul propus de lu s.a. [12] manifesta
rigiditate sporita, in special pe directia axei X. Pentru evidentierea aportului de rigiditate si
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rezistenta generat de utilizarea stlpilor avand sectiune mixta, in varianta inglobarii partiale a
profilului metalic Tn volumul de beton, graficul este completat cu curbele de comportare ale
cadrului Tn configuratia stalpi metalici si grinzi compozite otel-beton, diminuarea inregistrata
n ceea ce priveste factorul de incarcare fiind de 4%.

In vederea testirii eficientei si acuratetei modelului propus, se analizeazi cadrul in
varianta considerarii dimensiunii nodurilor, aceasta particularizarea de modelare facand
posibila compararea rezultatelor cu cele obtinute cu modelul numeric dezvoltat in Abaqus
[15]. Consecintele modelarii explicite a dimensiunii nodurilor, prin considerarea de portiuni
cu rigiditate infinitd la capetele elementelor structurale, sunt evidentiate in Fig. 7.53. Se
constata ca dimensiunea nodurilor joaca un rol important atat asupra capacitatii de rezistenta
cat, mai ales, asupra rigiditatii sistemului structural, indiferent de varianta de conformare a
sectiunilor elementelor cadrului. Acest studiu evidentiaza importanta includerii dimensiunii
finite a nodurilor in analiza avansata a cadrelor, acestea influentdnd substantial comportarea
de ansamblu a acestor sisteme structurale.
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Fig. 7.53. Influenta dimensiunii nodurilor asupra curbelor incarcare-deplasare

In continuare se compari rezultatele obtinute cu modelul propus, considerand dimensiunea
finita a nodurilor, cu cele furnizate de modelul complex dezvoltat in Abaqus [15], in cadrul
caruia componentele metalice au fost modelate cu EF de tip shell (capabile sa includa efectul
deformatiilor unghiulare), iar volumele de beton s-au discretizat in EF tridimensionale.
Interactiunea beton-otel s-a modelat folosind optiunea *Tie, astfel orice deplasare relativa
intre cele doud componente fiind impiedicata. In cazul modelului cu stalpi micsti, raspunsul
furnizat de Abaqus este usor supraestimat deoarece aportul betonului dislocuit de profilele
metalice nu este exclus din analiza. Nodurile grinda-stalp s-au considerat cu rigiditate infinita.
Analizand graficele de raspuns din Fig. 7.54 se contata ca modelul propus surprinde cu
acuratete insemnatd raspunsul la nivel de structura al cadrului Orbison, atat in termeni de
rigiditate cét si in termeni de rezistenta, diferentele inregistrate n valoarea factorului maxim
de incarcare fiind de cel mult 3%. Pe directia axei X, se observa ca modelul propus manifesta
rigiditate laterald usor inferioara celei manifestate de Abaqus. Durata unei analize avansate,
folosind un singur EF cu 5 puncte de integrare pentru fiecare bard componenta a structurii,
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este de aproximativ 20 s pe un sistem de calcul dotat cu un procesor cu frecventa de 2 GHz si
memorie internd de 2 GB RAM. Analiza cadrului mixt cu programul Abaqus, pe un sistem de
calcul paralel alcatuit din sase unitati avand cate 2 procesoare (2.80 GHz si 8 nuclee) si 23.4
GB RAM, dureaza aproximativ 3 h, numarul de EF depdsind 450000. Toate acestea
demonstreaza eficienta metodei de calcul, predictia rezultatelor realizandu-se Tn timpi de
calcul net inferiori fata de cei necesari programului Abaqus, acuratetea rezultatelor neavand
de suferit.
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Fig. 7.54. Curbe incarcare-deplasare pentru cadrul Orbison. Nefcad vs. Abaqus

Trebuie mentionat ca o parte din rezultatele discutate in cadrul acestui capitol de validarea
a modelului de analiza propus, se regdsesc si in alte materiale aflate in curs de recenzie si de
publicare [159-161].

7.4 Concluzii partiale

Acest capitol prezinta o sinteza a principalelor studii elaborate pentru validarea modelului
de calcul propus si totodatd pentru relevarea anumitor caracteristici si particularitati de
comportare a structurilor compozite otel-beton. Studiile numerice au fost conduse cu
programul de calcul elaborat in baza metodologiei descrise in capitolele precedente, si
implementat Tn aplicatia Nefcad [11], specializatd pe analiza neliniara a structurilor, precum
si in baza unui model de calcul avansat dezvoltat in aplicatia Abaqus [15]. Simularile
numerice s-au concentrat in primul rand pe analiza neliniard a grinzilor compozite otel-beton
cu considerarea conectirii partiale. In acest sens au fost conduse o serie de analize pe
structuri standard de calibrare analizate experimental si numeric, a caror rezultate sunt
disponibile Tn literatura de specialitate. Au fost selectate grinzi testate experimental in cadrul
a patru programe experimentale distincte conduse de catre Aribert s.a. [155], Chapman &
Balakrishnan [17], Ansourian [25] respectiv Fabroccino & Pecce [30]. Alegerea acestor
tipuri de structuri, cu grad mic de nedeterminare statica, se justificata si de faptul ca acestea
sunt foarte sensibile la efectele actiunii compozite precum si la efectele plastificarii graduale,
la nivel de sectiune respectiv in lungul elementului. Performantele modelului de calcul
propus au fost testate prin simuldri numerice si asupra unor elemente de tip stalp (pentru
evidentierea efectului tensiunilor reziduale) precum si pe structuri cu grad mare de
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nedeterminare staticd (structuri in cadre plane si spatiale) a caror comportare neliniara este

dominatd de ambele surse principale de neliniaritate, fizicd si geometrica. Validarea
modelului de calcul propus s-a efectuat atat prin comparatii cu rezultate din literatura de
specialitate cét si prin comparatii cu propriul model de analiza avansata dezvoltat in aplicatia
Abaqus, acest model fiind aplicat de asemenea si pentru relevarea anumitor aspecte cu privire
la comportarea neliniara de detaliu a structurilor testate. in urma acestui studiu putem formula
urmatoarele observatii cu privire la performantele modelului de calcul elaborat respectiv cu
privire la comportarea structurilor compozite otel-beton.

a. Cu privire la acuratetea si eficiensa computationala a modelului de calcul propus:

Modelul propus este capabil sa surprindd cu acuratete sporitd efectul combinat al
actiunii compozite partiale (conectare si interactiune partiala) si cel al plastificarii
distribuite prin modelarea inelasticitatii la nivel de fibra ingloband in analiza
sectionala comportarea elasto-plastica a tuturor componentelor constitutive ale
sectiunii: dala de beton, profilul metalic, conectorii si armaturile;

Modelul propus pentru analiza sectionala permite efectuarea unor studii avansate
capabile sa releve anumite particularitati de comportare si sa devoaleze factorii
dominanti ce guverneaza raspunsul elasto-plastic al sectiunilor compozite cu
conectare partiala oferind astfel indicatori cantitativi si calitativi asupra influentei
diferitelor variabile asupra raspunsului sectional. Studiile parametrice si de
senzitivitate conduse au urmarit cuantificarea influentei unor efecte specifice precum:
conectarea partiala prin considerarea diferitelor grade de conectare, influenta curbelor
de comportare a conectorilor, forma sectionala a grinzilor prin considerarea diferitelor
dimensiuni ale dalei de beton si a profilului metalic, forma si parametrii fizico-
mecanici si de rezistenta in definirea relatiilor constitutive pentru beton si otel, variatii
distincte ale limitei de curgere in talpile si inima profilului metalic, variatia
deformatiei specifice asociate initierii reconsolidarii otelului, variatii ale rezistentei la
compresiune ale dalei de beton, influenta considerarii aportului betonului intins,
considerarea sectiunilor solicitate atat la moment incovoietor pozitiv cat si la moment
incovoietor negativ, efectul tensiunilor reziduale asociate profilului metalic;

Prin definirea unui modul de rigiditate transversal echivalent pentru sectiunile de
grinzi compozite cu conectare partiala, modelul poate surprinde efectul deformatiilor
unghiulare asupra capacitatii de deformabilitate si de rezistenta a grinzilor compozite
otel-beton. Studiile comparative conduse in acest capitol atat pe grinzi simplu
rezemate cat si pe grinzi continue demonstreaza eficienta modelului propus;

Studiile intreprinse prin analiza grinzilor compozite cu conectare partiala (simplu
rezemate si continue) certifica faptul cd modelul de calcul propus este capabil sa
surprinda comportarea neliniard globala a acestora prin utilizarea unui singur element
finit per bara. Suplimentarea numarului de elemente finite utilizate pentru modelarea
fiecarei bare este impusd doar din conditii de rezemare sau incdrcare concentrata,
situatii in care sunt necesare noduri interioare pentru simularea acestor conditii.
Raspunsul acestor tipuri de structuri in spatiul Forta-deplasare si Moment incovoietor-
curburd sunt in buna concordanta cu rezultatele furnizate de testele experimentale si
cele obtinute cu ajutorul modelului avansat de analiza generat in aplicatia Abaqus [15];
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Efectul combinat al neliniaritatii geometrice (locale si globale) si al neliniaritatii fizice
(plastificare distribuita) este surprins de modelul propus folosind un singur element cu
doud noduri pentru modelarea fiecarei bare componente a structurilor analizate,
rezultatele obtinute fiind comparabile cu cele furnizate de modele de calcul bazate pe
metoda elementului finit, inzestrate cu modele constitutive avansate, dar care necesita
o discretizare si un numar de parametrii mult superior modelului propus. Studiile au
fost conduse atdt pe structuri cu un grad mic de nedeterminare staticd (stalpi
individuali si cadre portal) cat si pe structuri in cadre plane si spatiale de mari
dimensiuni, a caror raspuns este dominat de ambele surse de neliniaritate. Prin
intermediul acestor studii se certifica, de asemenea, eficienta computationald a
modelului si programului de calcul elaborat, timpul de calcul, simplitatea Tn
modelarea structurald, iar aceste aspecte coroborate cu acuratetea rezultatelor
furnizate precum si a datelor privind evolutia starii de solicitare (eforturi, deplasari,
aparitia si extinderea zonelor plastice pana la aparitia mecanismului de cedare, factori
de incarcare limitd) confera o valoare deosebita acestui model facandu-l competitiv cu
alte modele si programe de calcul ce vizeaza analiza avansata a structurilor in cadre
compozite otel-beton;

b. Cu privire la raspunsul neliniar al grinzilor si cadrelor compozite otel-beton

Studiile numerice conduse atat in modelul de calcul propus cét si in cel dezvoltat in
aplicatia Abaqus, pe o serie de grinzi mixte, releva faptul ca efectul interactiunii
partiale asupra raspunsului structural este prezent indiferent de nivelul de conectare
(teoretic) asumat. Astfel lunecari relative (interactiune partiald) intre placa de beton si
grinda metalica sunt inregistrate chiar si in cazul dispunerii unui numar de conectori
mai mare decat cel necesar asigurarii conectdrii totale, datorita rigiditatii finite a
conectorilor folositi. Pe baza acestei observatii se poate remarca diferenta intre
interactiune totala si conectare totald. Desigur, pentru grade de conectare mai mari de
100%, majorarea numarului de conectori nu produce un spor semnificativ asupra
capacitatii de deformabilitate si de rezistenta. De exemplu in cazul grinzii simplu
rezemate E1, crescand numarul de conectori cu aprox. 35%, de la 68 (n1=100%) la 92
(M=136%), se inregistreaza o crestere a incarcarii capabile cu doar 7%, iar aportul de
rigiditate este chiar mai redus. Pe de alta parte, rigiditatea initiala a grinzilor, dar mai
cu seamad capacitatea de rezistenta este vizibil afectata odatd cu scdderea numarului de
conectori sub pragul celor necesari asigurarii conectarii totale. Astfel, pentru aceeasi
grinda E1, micsorand numarul de conectori cu aprox. 41%, de la 68 (n=100%) la 48
(M=71%) se inregistreaza o scadere a incarcarii capabile cu cca. 13%. Aceste
observatii calitative sunt observate atat in cazul incarcarii cu sarcini distribuite la
mijlocul deschiderii cét si in cazul aplicarii de sarcini uniform distribuite pe lungimea
grinzii;

Studiile parametrice si de senzitivitate conduse la nivel de element, pe baza modelului
dezvoltat in Abaqus, releva faptul ca influenta cea mai pronuntatd asupra curbei de
raspuns (a grinzii E1) o are calitatea otelului din talpile profilului, printre parametrii
variati numarandu-se si calitatea otelului din inima profilului respectiv rezistenta la
compresiune a betonului. Aceeasi concluzie s-a trasat si la nivel de sectiune, in baza
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studiilor parametrice conduse cu modelul propus;

e Studiile numerice efectuate releva influenta deformatiilor unghiulare asupra rigiditatii
sistemelor structurale analizate. Daca in modelul complex generat in aplicatia Abaqus,
acest efect este luat Tn considerare implicit prin modelarea profilului metalic cu
elemente finite bidimensionale formulate in teoria Mindlin-Reisnner si a dalei de
beton cu elemente finite tridimensionale, Tn modelul propus se tine seama de acest
efect intr-un mod pragmatic, prin intermediul unei rigiditati echivalente la forfecare a
carei valoarea include si aportul betonului, acesta fiind deseori neglijat in modelele
numerice regasite in literatura de specialitate. Sensibilitate la acest efect, prezinta atat
grinzile simplu rezemate cét si cele continue. Trebuie mentionat ca in cazul grinzilor
continue, modelul propus furnizeaza rezultate cu acuratete ridicatd in situatia in care
pe portiunile adiacente reazemului interior (zone supuse la incovoiere negativa —
betonul este intins), in valoarea rigiditatii echivalente la forfecare nu se include
aportul betonului;

e Studiul influentei tensiunilor reziduale asupra raspunsului unei sectiuni tipice de
grindd mixta (efort axial exterior nul), evidentiaza faptul ca raspunsul Moment
Tncovoietor-curbura nu este sensibil la acest efect, insd acesta contribuie semnificativ
la degradarea rigiditatii la incovoiere sectionale, deoarece intrarea in curgere respectiv
initierea reconsolidarii sunt manifestate, in acest caz, mai devreme decat in cazul
specialitate acest efect este studiat cu preponderenta doar in cazul stalpilor supusi
actiunii unor eforturi axiale considerabile, acesta trebuie considerat si in cazul
grinzilor mixte cu interactiune partiala deoarece pentru valori mari ale gradului de
conectare, in grinda metalica se dezvolta eforturi axiale interioare semnificative;

e  Studiile numerice conduse asupra unui stalp cu sectiune mixta (profil metalic complet
inglobat in beton), incastrat in bazd si supus actiunii a doud forte concentrate, una
aplicatd axial, iar cealalta lateral, scot in evidenta efectul tensiunilor reziduale asupra
capacitatii de rezistenta si de rigiditate a elementului studiat. Efectul este mai
pronuntat in cazul aplicarii fortei laterale in directie paraleld cu télpile profilului
metalic (incovoiere n raport cu axa de inertie slaba), in prezenta unor eforturi axiale
mari inregistrandu-se diminudri ale incarcari laterale capabile de pana la 16%;

e Studiile numeric efectuate asupra cadrelor mixte scot in evidentd in primul rand
importanta considerarii dimensiunii finite a nodurilor grinda-stalp, aceasta
particularitate de modelare avand efect direct atat asupra capacitatii de rezistenta a
structurilor analizate cat mai ales asupra rigiditatii acestora. De asemenea trebuie
observat aportul, in termeni de capacitate portantd si rezistentd, adus de considerarea
succesiva a grinzilor cu Sectiune mixta si a stalpilor micsti, fatd de cazurile analoage
in care elementele cadrelor sunt pur metalice. Influenta nivelului de conectare asupra
raspunsului structural de ansamblu s-a studiat asupra cadrului plan cu sase niveluri, pe
de-o0 parte constatandu-se si in acest caz diferenta intre conceptul de interactiune totala
si cel de conectare totala, iar pe de alta parte, raportandu-ne la comportarea
manifestatd de grinzi la variatia gradului de conectare, se observa o sensibilitate mai
putin pronuntatd a curbelor de raspuns la variatia aceluiasi parametru.
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8 Consideratii finale

8.1 Concluzii

Studiile intreprinse in cadrul prezentei lucrdri se Incadreazd in preocuparile actuale de
cercetare stiintifica in domeniul analizei si proiectarii structurilor alcatuite din elemente cu
sectiune mixta otel-beton. Filosofia de calcul a acestor tipuri de structuri, adoptatd de
principalele standarde de proiectare in vigoare, are la bazd metoda starilor limita, asociata cu
diverse modele de analiza statica globala: liniar elastica, rigid plastica si neliniara. Analiza si
proiectarea elementelor mixte trebuie sa includa, in mod direct sau indirect, influenta
principalilor factori ce domind comportarea de ansamblu a acestora, printre care se regasesc
neliniaritatile fizice si geometrice, imperfectiunile initiale mecanice si geometrice, si in cazul
grinzilor cu sectiune mixta, trebuie sa se tind seama si de efectele conectarii partiale dintre
profilul metalic si placa de beton. Analizele globale de tipul celor liniar elastice si rigid
plastice nu sunt capabile sa includa explicit totalitatea efectelor enumerate anterior, urmand
ca acestea sd fie luate in considerare, in mod conservativ, pe parcursul procesului de
verificare individuala a fiecarui element, prin intermediul unor relatii de interactiune, factori
de reducere si/sau prin aplicarea unor incarcari orizontale echivalente (pentru considerarea
imperfectiunilor geometrice initiale). In acest context, in literatura de specialitate se
inregistreaza preocupdri majore asupra dezvoltdrii de modele de analiza avansata, grefate pe
metoda starilor limita, capabile sd includa intr-un mod cat mai riguros majoritatea factorilor
care influenteaza rezistenta, rigiditatea si stabilitatea globala a structurilor, verificarea
individuala a fiecarei bare a structurii nemaifiind necesard. Aceste demersuri sunt incurajate
pe de-o parte de precizarile consemnate in majoritatea codurilor de proiectare referitoare la
eliminarea verificarii individuale a stabilitatii elementelor in cazul includerii efectelor de
ordinul doi in calculul global al structurii, iar pe de alta parte de dezvoltarea continua a
tehnologiei si puterii de calcul. In acest context, asupra analizei avansate a structurilor in
cadre metalice, sunt consemnate contributii importante in literatura de specialitate, printre
altii de Chen & Toma [6], Kim & Chen [7], Chiorean [8,9], metoda fiind chiar aplicata in
procesul de proiectare in tari avansate tehnologic. Eforturi substantiale sunt inregistrate in
ultima perioada asupra dezvoltarii metodelor de analiza avansate dedicate structurilor mixte
otel-beton (Liew s.a. [10], Chiorean [11], lu s.a. [12]). Pentru aceste tipuri de structuri,
suplimentar efectelor ce trebuie luate in considerare in studiul structurilor metalice, o atentie
deosebita trebuie acordatd neliniaritatii fizice manifestate de beton si conexiunii dintre
componenta de beton si cea metalica (in cazul grinzilor mixte), acest ultim factor fiind inclus,
dupd cunostintele noastre, doar aproximativ in formuldrile curente ale elementelor finite
dedicate analizei avansate a structurilor in cadre mixte. Obiectivul fundamental al acestei
lucrari constda in dezvoltarea si perfectionarea modelelor de analizd statica avansata a
structurilor mixte otel-beton, avand impact direct asupra activitatii de proiectare a structurilor.
Bine-nteles, aceasta problematica generecaza o serie de obiective principale ale cercetarii, al
caror continut este prezentat in continuare.

Capitolul 2 — Stadiul actual al cercetarilor in domeniu — scoate n evidenta pe de-0 partea
actualitatea temeli, iar pe de alta parte interesul manifestat de comunitatea stiintificd pentru
dezvoltarea de modele numerice care sa tind cont de factorii determinanti ai raspunsului
structural al elementelor mixte. Majoritatea modelelor propuse sunt fundamentate pe metoda
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elementelor finite formulate in deplasari, in eforturi sau cu formulare mixta, in cadrul cérora,
pentru atingerea unui nivel de acuratete ridicat, se impune de reguld (in cazul formularii in
deplasari) utilizarea unei retele fine de discretizare conducand astfel implicit la timpi
Tnsemnati de executie. Un alt aspect care conduce la majorarea dimensiunilor problemelor
studiate, consta In modelarea separata a celor doua componente principale ale grinzilor mixte
st introducerea de legaturi suplimentare intre acestea pentru considerarea efectului conectarii
partiale. Aceastd abordare se depdrteaza de caracteristica esentiald a analizelor avansate de a
utiliza un singur element pentru simularea fiecdrei bare independente a structurii si,
suplimentar induce complicatii in integrarea efectelor conexiunilor semirigide de prindere a
barelor in noduri. De asemenea, includerea efectului deformatiilor unghiulare asupra
capacitatii de rezistentd si rigiditate a grinzilor mixte reprezintd o altd preocupare actuala a
studiilor din domeniu, in general acest efect fiind inclus fie prin intermediul ecuatiilor
diferentiale de echilibru si compatibilitate aferente domeniului elastic de comportare (in
expresia carora sunt considerate rotiri diferentiate in cele doud componente) fie prin teoria
Timoshenko adoptata in formularea elementelor finite utilizate. Comportarea elasto-plastica
este surprinsd in general prin doud categorii de modele, primele bazate pe conceptul de
articulatie plastica punctuald (plastificare concentratd), iar celelalte pe conceptul de zone
plastice (plastificare distribuita). Studiul cercetérilor iIn domeniu a relevat de asemenea ca
imperfectiunile geometrice si mecanice initiale (de tipul tensiunilor reziduale) sunt aspecte
rar tratate. Cu toate acestea, in pofida diversititii de modele numerice propuse, se poate
concluziona ca anumite aspecte specifice comportarii neliniare ale acestor tipuri de structuri
nu sunt complet solutionate, referindu-ne aici in primul rand la lipsa unui model eficient din
punct de vedere computational, dar consistent in acelasi timp, care sa permitd abordarea
structurilor compozite reale, de mari dimensiuni, si totodata capabil sd surprinda concomitent
efectele actiunii compozite partiale, efectele locale ale neliniaritatii geometrice, comportarea
neliniara complexa la nivelul interfetei de contact dintre dala de beton si profilul metalic (in
cazul _grinzilor compozite), includerea efectelor deformatiilor unghiulare, considerarea cu
acuratete ridicatd a formei geometrice sectionale precum si a comportdrii neliniare a
conexiunilor semirigide de prindere a barelor in noduri.

Preluarea si prezentarea in cadrul Capitolului 3, a prescriptiilor furnizate de principale
standarde de proiectare asupra calculului grinzilor la starea limita ultima si la starea limita de
exploatare normala conduce la desprindea unei concluzii importante cu privire la faptul ca la

ora actuald nu existd o formulare unitard, consistentd si unanim acceptatd cu privire la

evaluarea capacitatii de rezistenta (moment capabil) si mai ales a capacitatii de
deformabilitate (in domeniul elastic) pentru grinzile mixte cu conectare partiald. Astfel,
pentru evaluarea sagetilor aferente conectdrii partiale, in functie de valoarea gradului de
conectare (direct influentat de capacitatea portanta a conectorilor si nu de rigiditatea initiala a
acestora), codul american si cel australian propune o relatie empirica de reducere a rigiditatii
la incovoiere aferente interactiunii totale, in timp ce standardul european propune relatii
directe de majorare a sigetilor corespunzitoarea situatiei de interactiune perfecta. In fine,
codul chinez sugereaza o relatie de evaluarea a rigiditatii la incovoiere asociate conectarii
partiale in care se tine cont, intr-un mod mai rational de rigiditatea conectorilor si nu de

capacitatea portantd a acestora. In ceea ce priveste calculul la starea ultimd a grinzilor
compozite cu conectare partiala, acesta se efectuecaza la nivel de sectiune prin evaluarea
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momentului capabil in baza unei analize rigid-plastice, exprimand conditiile de echilibru
sectionale coroborate cu admiterea unei valori prestabilite a fortei axiale din dala de beton
comprimata, exprimatd in functie de gradul de conectare. De aici poate fi desprinsd o alta
concluzie importantd si anume faptul ca, In baza prescriptiilor mentionate in standardele de
proiectare, fenomenul complex al conectarii partiale manifestat la nivel de element, prin
comportarea neliniard complexa a conectorilor si a materialelor componente, poate fi surprins
doar in mod simplificat si aproximativ.

In Capitolul 4 s-a condus un studiu Tn domeniul elastic de comportare a materialelor, n
cadrul caruia in baza cunoscutului model de interactiune propus de Newmark [14], s-a obtinut
ecuatia diferentiala de ordinul II (cand variabila necunoscutd este definitd prin curbura,
lunecare longitudinala sau efort axial din componenta de beton) respectiv de ordinul IV (cand
necunoscuta este reprezentatd prin deplasarea transversald) ce descrie comportarea grinzilor
mixte in conditiile interactiunii partiale dintre placa de beton si profilul metalic. Rezolvarea
ecuatiei diferentiale de ordinul Il neomogene si cu coeficienti constanti, pentru diverse cazuri

de rezemare si incarcare, ne-a condus spre o alta concluzie esentiald care poate fi enuntata
astfel: efortul axial din placa de beton, in conditiile interactiunii partiale dintre componente,
poate fi exprimat ca o fractiune din valoarea fortei axiale din dala de beton, calculatd in
conditiile interactiunii totale, prin intermediul unei functii f{al) a carei valoare este direct
influentata de rigiditatea conexiunii si implicit de gradul de conectare dar si de caracteristicile
sectionale si de lungimea elementului. Aceasta observatie deschide campul unei discutii cu
privire la modalitati aproximative de cuantificare a efectului actiunii compozite in analiza
liniara si neliniard a acestor tipuri de structuri.

Tn contextul aspectelor discutate anterior, in Capitolul 5 se prezintd succint formularea
matematica a modelului de calcul propus pentru analiza neliniara a structurilor compozite
otel-beton. Procedeul descris extinde capabilitatile modelului existent cu privire la analiza
neliniara avansata a structurilor in cadre [9,11], prin considerarea efectului conectarii partiale
intre componente (in cazul grinzilor mixte), considerarea relatiilor constitutive complexe
pentru beton si otel, forma exacta a sectiunilor transversale, studiul imperfectiunilor materiale
(de tipul tensiunilor reziduale) asupra capacitatii de deformabilitate si de rezistentd a grinzilor
compozite, grefand de asemenea efectul nodurilor de dimensiuni finite si propunéand totodata
un_model de considerare a conexiunilor semirigide. Adoptand un procedeu de calcul
incremental-iterativ, in analiza inelastica se tine seama de efectul plastificarii materialelor
structurii, in cea mai evoluata forma, considerandu-se variatia continud a rigiditatii structurii
in raport cu dezvoltarea zonelor de plastificare in lungul barelor in functie de nivelul de
solicitare a acestora, considerandu-se relatiile constitutive neliniare o-¢ pentru modelarea
neliniaritatii fizice la nivel de fibra. Efectele conexiunii partiale dintre dala de beton si
profilul metalic al unei grinzi compozite, sunt luate in considerare printr-un procedeu
inovativ, prin introducerea, in mod aproximativ, a unui efort axial in dala de beton ca functie
de gradul efectiv de conexiune asociat elementului de grinda, metoda fiind argumentata de
observatiile desprinse din capitolul anterior. Efortul axial interior asociat dalei de beton, in
ipoteza conexiunii partiale, este considerat a fi o fractiune din efortul axial din dala de beton
evaluat in ipoteza conexiunii totale. Tn acest fel, rispunsul neliniar la nivel de sectiune, tinand
cont de efectele conectarii partiale, se determina in baza a trei ecuatii de echilibru sectional,
dezvoltarea graduald a zonelor plastice pe indltimea sectiunilor transversale fiind surprinsa
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prin echilibru elementar, compatibilitate, relatii constitutive neliniare pentru materiale si
conectori, starea de tensiune si deformatie fiind monitorizatd pe parcursul fiecarei etape de
incarcare. Se determind apoi rigiditatea tangenta la incovoiere si la efort axial a fiecarei
sectiuni transversale de control, iar prin aplicarea metodei fortelor in formulare matriceala, se
determind matricea de rigiditate tangenta elasto-plasticd si vectorul incarcdrilor nodale
echivalente a elementului de bara de cadru cu 12 grade de libertate, incluzand in formulare si
efectele deformatiilor unghiulare prin intermediul unei rigiditati echivalente la forfecare in
valoarea careia se tine cont si de aportul betonului. Modelul de calcul propus a fost
implementat in cadrul aplicatiei Nefcad [5] extinzand astfel capabilitatile acestei aplicatii
software.

Validarea modelului de calcul propus, principalul obiectiv al Capitolului 7, s-a efectuat
atat prin comparatii cu rezultate din literatura de specialitate cat si prin comparatii cu propriul
model avansat de analiza dezvoltat in aplicatia Abaqus [15], acest model fiind aplicat de
asemenea si pentru relevarea anumitor aspecte cu privire la comportarea neliniard de detaliu a
structurilor testate. O atentie deosebita a fost acordata simularilor numerice asupra grinzilor
mixte otel-beton, deoarece raspuns structural (rezistenta si rigiditate) al acestor tipuri de
structuri, cu grad mic de nedeterminare staticd, este influentat semnificativ de nivelul de
conectare dintre componente, dorindu-se astfel evidentierea capacitatii modelului propus de a
surprinde acest fenomen. Performantele modelului de calcul propus au fost testate prin
simuldri numerice si asupra unor elemente de tip stilp (pentru evidentierea efectului
tensiunilor reziduale) precum si pe structuri cu grad mare de nedeterminare statica (structuri
in cadre plane si spatiale) a cdror comportare neliniara este dominatd de ambele surse

principale de neliniaritate, fizica si geometrica. In urma studiilor numerice efectuate, putem
desprinde urmatoarele concluzii cu privire la performantele modelului de calcul elaborat
respectiv cu privire la comportarea structurilor mixte otel-beton:
a. Cu privire la acuratetea si eficienta computationala a modelului de calcul propus:

e Modelul propus este capabil sa surprindd cu acuratete sporita efectul combinat al

actiunii compozite partiale (conectare si interactiune partiala in cazul grinzilor mixte) si
cel al plastificarii distribuite, prin modelarea inelasticitatii la nivel de fibra, ingloband
in analiza sectionala comportarea elasto-plastica a tuturor componentelor constitutive
ale sectiunii: placa de beton, profilul metalic, conectorii si armaturile;

e Modelul propus pentru analiza sectionala permite efectuarea unor studii avansate
capabile sa releve anumite particularitati de comportare si sa devoaleze factorii
dominanti ce guverneaza raspunsul elasto-plastic al sectiunilor compozite cu conectare
partiald, oferind astfel indicatori cantitativi si calitativi asupra influentei diferitelor
variabile asupra raspunsului sectional. Studiile parametrice si de senzitivitate conduse
au urmarit cuantificarea influentei unor efecte specifice precum: conectarea partiala,
prin considerarea diferitelor grade de conectare, influenta curbelor de comportare a
conectorilor, forma si parametrii fizico-mecanici si de rezistenta Tn definirea relatiilor
constitutive pentru beton si otel, variatii distincte ale limitei de curgere in talpile si
inima profilului metalic, variatia deformatiei specifice asociate initierii reconsolidarii
otelului, variatii ale rezistentei la compresiune ale dalei de beton, influenta considerarii
aportului betonului Tntins, considerarea sectiunilor solicitate atat la moment incovoietor
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b.

pozitiv cat si la moment incovoietor negativ, efectul tensiunilor reziduale asociate
profilului metalic;

Influenta deformatiilor unghiulare asupra capacititii de deformabilitate si de rezistentd,
atat a grinzilor simplu rezemate cat si a celor continue, este inclusd cu acuratete
insemnata prin definirea unui modul sectional echivalent de rigiditate transversal, Tn
valoarea careia se tine cont de aportul betonului intr-un cuantum proportional cu gradul
de actiune compozita dintre componentele sistemului mixt. Rezultatele obtinute
considerand acest efect s-au demonstrat a fi in buna concordanta cu cele raportate in
literatura de specialitate si obtinute prin utilizarea de elemente finite formulate in teoria
Timoshenko, care exclude ipoteza sectiunilor normale la axa barei dupa deformare;
Studiile ntreprinse prin analiza grinzilor compozite cu conectare partiala (simplu
rezemate si continue) certifica faptul ca modelul de calcul propus este capabil si
surprindd comportarea neliniara globald a acestora prin utilizarea unui singur element

per bard. Suplimentarea numarului de elemente finite utilizate pentru modelarea fiecarei
bare este impusa doar din conditii de rezemare sau incarcare concentrata, situatii in care
sunt necesare noduri interioare pentru simularea acestor conditii. Raspunsul acestor
tipuri de structuri Tn spatiul Forta-deplasare si Moment incovoietor-curbura sunt in buna
concordanta cu rezultatele furnizate de testele experimentale si cele obtinute cu ajutorul
modelului avansat de analiza generat Tn aplicatia Abaqus [15].

Studiile conduse atdt pe structuri cu un grad mic de nedeterminare staticd (Stalpi
individuali si cadre portal) cat si pe structuri in cadre plane si spatiale de mari
dimensiuni releva surprinderea cu acuratete considerabilda a efectului combinat al
neliniaritatii geometrice (locale si globale) si al neliniaritatii fizice (dezvoltarea
graduald a zonelor plastice) folosind un singur element finit cu doua noduri pentru

modelarea fiecarei bare componente a structurilor analizate, rezultatele obtinute fiind
comparabile cu cele furnizate de modele de calcul bazate pe metoda elementului finit,
Tnzestrate cu modele constitutive avansate, dar care necesita o discretizare si un numar
de parametrii mult superior modelului propus. Prin intermediul acestor studii de
validare se certifica, incd o data, eficienta computationala a modelului si programului
de calcul elaborat, timpul de calcul, simplitatea in modelarea structurald coroborata cu
acuratetea rezultatelor furnizate precum si a datelor privind evolutia starii de solicitare
(eforturi, deplasari, aparitia si extinderea zonelor plastice pana la aparitia mecanismului
de cedare, factori de incarcare limitd) confera o valoare deosebitd acestui model

facandu-l competitiv cu alte modele si programe de calcul ce vizeaza analiza avansata a
structurilor in cadre mixte otel-beton.

Cu privire la raspunsul neliniar al grinzilor si cadrelor compozite otel-beton

Studiile numerice conduse atat in modelul de calcul propus cét si in cel dezvoltat in
aplicatia Abaqus, pe o serie de grinzi mixte, releva faptul ca efectul interactiunii
partiale asupra raspunsului structural este prezent indiferent de nivelul de conectare
(teoretic) asumat. Astfel lunecdri relative (interactiune partiald) intre placa de beton si
grinda metalica sunt inregistrate chiar si in cazul dispunerii unui numar de conectori
mai mare decat cel necesar asigurarii conectarii totale, datoritd rigiditatii finite a
conectorilor folositi. Pe baza acestei observatii se poate remarca diferenta intre
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interactiune totala si conectare totald. Desigur, pentru grade de conectare mai mari de
100%, majorarea numarului de conectori nu produce un spor semnificativ asupra
capacitatii de deformabilitate si de rezistenta. De exemplu in cazul grinzii simplu
rezemate E1, crescand numarul de conectori cu aprox. 35%, de la 68 (n1=100%) la 92
(m=136%), se inregistreaza o crestere a incarcarii capabile cu doar 7%, iar aportul de
rigiditate este chiar mai redus. Pe de alta parte, rigiditatea initiald a grinzilor, dar mai cu
seamd capacitatea de rezistentd este vizibil afectatd odatd cu scdderea numarului de
conectori sub pragul celor necesari asigurarii conectarii totale. Astfel, pentru aceeasi
grinda E1, micsorand numarul de conectori cu aprox. 41%, de la 68 (n=100%) la 48
(n=71%) se inregistreaza o scadere a incarcarii capabile cu cca. 13%. Aceste observatii
calitative sunt observate atat in cazul incarcarii cu sarcini distribuite la mijlocul
deschiderii cat si in cazul aplicarii de sarcini uniform distribuite pe lungimea grinzii.

e Studiile parametrice si de senzitivitate conduse la nivel de element, pe baza modelului
dezvoltat in Abaqus, releva faptul cd influenta cea mai pronuntatd asupra curbei de
raspuns (a grinzii E1) o are calitatea otelului din talpile profilului, printre parametrii
variati numarandu-se si calitatea otelului din inima profilului respectiv rezistenta la
compresiune a betonului. Aceeasi concluzie s-a trasat si la nivel de sectiune, in baza
studiilor parametrice conduse cu modelul propus;

e Studiile numerice efectuate relevad influenta deformatiilor unghiulare asupra rigiditatii
sistemelor structurale analizate. Dacd in modelul complex generat in aplicatia Abaqus,
acest efect este luat in considerare implicit prin modelarea profilului metalic cu
elemente finite bidimensionale formulate in teoria Mindlin-Reisnner si a dalei de beton
cu elemente finite tridimensionale, in modelul propus se tine seama de acest efect intr-
un mod pragmatic, prin intermediul unei rigiditati echivalente la forfecare a carei
valoarea include si aportul betonului, acesta fiind deseori neglijat in modelele numerice
regasite in literatura de specialitate. Sensibilitate la acest efect, prezinta atat grinzile
simplu rezemate cét si cele continue. Trebuie mentionat ca in cazul grinzilor continue,
modelul propus furnizeaza rezultate cu acuratete ridicata in situatia in care pe portiunile
adiacente reazemului interior (zone supuse la incovoiere negativa — betonul este intins),
in valoarea rigiditatii echivalente la forfecare nu se include aportul betonului;

e Studiul influentei tensiunilor reziduale asupra raspunsului unei sectiuni tipice de grinda
mixta (efort axial exterior nul), evidentiaza faptul ca raspunsul Moment Tncovoietor-
curbura nu este sensibil la acest efect, insd acesta contribuie semnificativ la degradarea
rigiditatii la incovoiere sectionale, deoarece intrarea in curgere respectiv initierea
reconsolidarii sunt manifestate, in acest caz, mai devreme decat in cazul contrar al

.....

efect este studiat cu preponderenta doar in cazul stalpilor supusi actiunii unor eforturi
axiale considerabile, acesta trebuie considerat si in cazul grinzilor mixte cu interactiune
partiald deoarece pentru valori mari ale gradului de conectare, in grinda metalica se
dezvolta eforturi axiale interioare semnificative.

e Studiile numerice conduse asupra unui stalp cu sectiune mixta (profil metalic inglobat
in beton), incastrat in baza si supus actiunii a doud forte concentrate, una aplicata axial,
iar cealalta lateral, scot Tn evidentd efectul tensiunilor reziduale asupra capacititii de
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rezistenta si de rigiditate a elementului studiat. Efectul este mai pronuntat in cazul
aplicarii fortei laterale in directie paraleld cu talpile profilului metalic (incovoiere in
raport cu axa de inertie slaba), in prezenta unor eforturi axiale mari inregistrandu-se
diminuari ale Incarcari laterale capabile de pana la 16%.

e Studiile numeric efectuate asupra cadrelor mixte scot in evidentd in primul rand
importanta considerarii dimensiunii finite a nodurilor grinda-stilp, aceasta
particularitate de modelare avand efect direct atat asupra capacitatii de rezistenta a

structurilor analizate cat mai ales asupra rigiditatii acestora. De asemenea trebuie
observat aportul, in termeni de capacitate portantd si rezistentd, adus de considerarea
succesiva a grinzilor cu sectiune mixta si a stalpilor micsti, fata de cazurile analoage in
care elementele cadrelor sunt pur metalice. Influenta nivelului de conectare asupra
raspunsului structural de ansamblu s-a studiat asupra cadrului plan cu sase niveluri, pe
de-o0 parte constatdndu-se si in acest caz diferenta intre conceptul de interactiune totalda
si cel de conectare totald, iar pe de altd parte, raportandu-ne la comportarea manifestata
de grinzi la variatia gradului de conectare, se observa o sensibilitate mai putin
pronuntata a curbelor de raspuns la variatia aceluiasi parametru.

8.2 Contributii personale

Obiectivul principal al cercetarilor teoretice si numerice intreprinse pe parcursul acestei
lucrari se incadreaza in preocuparile manifestate la nivel mondial in vederea formularii si
stabilirii unei metode de analiza avansata a structurilor mixte otel-beton care, pe de-o parte sa
permita studiul global al acestor structuri, cu luarea in considerare a principalilor factori
determinanti, iar pe de altd parte sa prezinte acuratete suficienta si eficienta computationala
astfel incat si devind o metoda susceptibild de aplicat in procesul curent de proiectare. in
baza unei vaste documentdri, prin care s-a stabilit nivelul actual al cercetérilor in domeniul si
care a reliefat capabilitatile, performantele si eficienta metodele numerice curente dedicate
analizei structurilor mixte, s-au trasat obiectivele principale si conexe ale prezentei lucrari,
prin a caror indeplinire considerdm ca au fost aduse urmatoarele contributii tehnicii curente
de calcul Tn domeniul studiat:

e Formularea matematica a unei analize elasto-plastice la nivel de sectiune cu includerea
efectului actiunii compozite partiale dintre placa de beton si profilul metalic al grinzilor
mixte. Luarea in considerare a acestui efect se realizeaza printr-un procedeu inovativ in
cadrul caruia ne asumam o valoare prestabilitd a efortului axial din dala de beton (ca

fractiune din valoarea efortului axial evaluata in conditiile actiunii compozite totale),
calculata in functie de caracteristicile reale ale conexiunii tinandu-se astfel seama in
mod riguros de caracteristicile de rezistenta si rigiditate a conectorilor dispusi in lungul
interfetei de contact dintre componentele sistemului mixt;

e Deducerea unei expresii analitice pentru evaluarea rigiditatii la incovoiere a sectiunilor
mixte otel-beton in _domeniul elastic si elasto-plastic de solicitare. Prin rezolvarea
sistemului de trei ecuatii (si implicit exprimarea matricei de rigiditate tangentd a
sectiunii transversale) ce defineste echilibrul la nivel de sectiune in cazul prezentei
conectarii partiale si prin definirea rigiditatii la incovoiere tangente, ca fiind raportul
dintre momentul Tncovoietor incremental si curbura incrementala (efortul axial
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mentinandu-se constant), s-a dedus expresia rigiditatii la incovoiere in domeniul elasto-
plastic de comportare tinandu-se cont de proprietatile fizico-mecanice ale conexiunii;

e Deducerea unei expresii pentru evaluarea rigiditatii echivalente la forfecare a
sectiunilor mixte otel-beton solicitate in domeniul elastic. Prin echivalarea energiei
potentiale de deformatie produse de forta tdietoare prin deformatiile unghiulare asociate
sectiunii reale (alcatuite din doud componente) cu energia potentiala de deformatie
asociatd unui model echivalent (o singurd componentd caracterizata printr-0 valoare
echivalentd a deformatiei unghiulare), se deduce o expresie pentru rigiditatea sectiunii
la forfecare care include si aportul betonului intr-un cuantum proportional cu nivelul de
conexiune dintre placa de beton si profilul metalic;

e Integrarea aspectelor discutate anterior (actiune compozitd partiald si rigiditate
echivalentd la forfecare) dar si a dimensiunii finite a nodurilor in formularea
matematica elementului finit cu doua noduri dezvoltat de Chiorean [11], ce tine seama
de efectul plastificarii materialelor structurii in cea mai evoluata forma, considerandu-
se variatia continua a rigiditatii structurii in raport cu dezvoltarea zonelor de plastificare
in lungul barelor in functie de nivelul de solicitare a acestora;

e Dezvoltarea unui model complex de analiza a structurilor mixte otel-beton folosind
capabilitatile aplicatiei Abaqus [15]. Tn acest scop s-au testat trei variante de modelare a
unei grinzi mixte, diferentiate prin tipul elementelor finite selectate pentru modelarea
diferitelor componente ale sistemului mixt si implicit prin modalitatea de conectare a
profilului metalic de placa de beton;

e Conducerea unei analize riguroase cu privire la modalitatile analitice de solutionare in
domeniul elastic a raspunsului grinzilor compozite cu interactiune partiala. In baza
modelului Newmark [14] de comportare a grinzilor mixte caracterizate prin
interactiunea incompleta dintre componente, s-au prezentat patru forme (functie de
variabila necunoscutd) ale ecuatiei diferentiale ce guverneazd comportarea acestor
sisteme structurale in domeniul elastic de comportare. Pentru cazul ecuatiei diferentiale
de ordinul II formulate in necunoscuta efort axial din dala de beton, se prezinta solutia
ecuatiei pentru diferite cazuri de rezemare si incarcare, evidentiindu-se posibilitatea
exprimarii efortului axial din dala de beton, Tn ipoteza interactiunii partiale, in functie
de efortul axial din dala de beton calculat in conditiile interactiunii totale;

e Studii numerice extensive elaborate pentru validarea modelului de analizd propus si

totodatd pentru relevarea anumitor caracteristici si particularititi de comportare a
structurilor compozite otel-beton. In Capitolul 7 al prezentei lucrari se prezinti o serie
de studii numerice realizate pe grinzi simplu rezemate si continue, stalpi si cadre plane
si spatiale mixte otel-beton. Pe de-o parte studiile vin spre validarea modelului de
analiza propus si a particularitatile aferente (capacitatea modelului de a surprinde
efectele conectdrii/interactiunii partiale, ale deformatiilor unghiulare, ale neliniaritatii
materiale si geometrice, ale dimensiunii finite a nodurilor, a imperfectiunilor mecanice
initiale), iar pe de altd parte doresc sa evidentieze sensibilitatea structurilor analizate la
variatia diferitilor parametrii fizico-mecanici ai materialelor.
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8.3 Directii viitoare de cercetare

Principalele aspecte considerate a acorda un plus de valoarea cercetarii conduse 1n aceasta
lucrare sunt:

e Includerea efectelor de pierdere a stabilitatii prin incovoiere — rasucire. Acest fenomen
de instabilitate laterald este specific atit grinzilor metalice cat si celor mixte si trebuie
luat in considerare in cadrul unei analize avansate, deoarece poate contribui la cedarea
prematuri a elementelor analizate. In plus, standardele de proiectare prevad verificari
(in starea limitd ultimad) asupra influentei acestui fenomen;

e Implementarea unor relatii constitutive Uniaxiale T — y pe bazd cdrora sa existe
posibilitatea verificarii cedarilor datorate forfecarii;

e Includerea efectelor de lunga durata asociate betonului (contractia si dilatarea);

e Extinderea exemplelor numerice asupra grinzilor cu tabla cutata.
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