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Préface

Le présent volume des « Mémoires» est le quarante-cinquiéme et le dernier de la
série inaugurée en 1932. Cette constatation résulte des décisions prises par notre
Association qui prévoit dés 1977 une conception différente de nos publications.
Si I'on jette un regard en arriére, nous pouvons constater que les 700 articles
publiés, tous originaux et de haut niveau, ont joué un réle incontestable, quoique
difficile & mesurer, dans I’amélioration de la conception et du calcul des structures.
Pour 'avenir, nous voulons intensifier encore notre action, cherchant a satisfaire
aussi bien les chercheurs que les praticiens et les entrepreneurs. En effet, nous
sommes convaincus qu’une liaison toujours plus étroite entre tous les acteurs de la
construction est indispensable pour la réussite économique, esthétique et fonction-
nelle. C’est ainsi que nous continuerons a ouvrir nos colonnes dans nos nouvelles
publications a tous ceux qui sont intéressés au développement des ponts et charpentes,
en souhaitant une intervention accrue des constructeurs et des spécialistes du mana-
gement de la construction.

Je remercie les auteurs des 11 contributions de ce volume. Par leur qualité et
leur actualité, ces exposés illustrent parfaitement la valeur de nos publications et
I'intérét de leur diffusion internationale.

Zurich, aoit 1976.

Le Président de ’AIPC:

Prof. MAURICE COSANDEY



Vorwort

Der vorliegende Band der « Abhandlungen» ist der 45. und zugleich letzte der
im Jahre 1932 eingefiihrten Reihe. Diese Tatsache beruht auf Beschliissen unserer
Vereinigung, welche ab 1977 ein neues Konzept fiir unsere Veroffentlichungen
vorsehen. Riickblickend konnen wir feststellen, dass die 700 veroffentlichten
Artikel von hohem Wert sind und unzweifelhaft einen wesentlichen, wenn auch
schwer messbaren Einfluss auf die Verbesserungen von Konzept und Berechnung
von Bauwerken hatten. In der Zukunft wollen wir unsere Anstrengungen noch
verstirken, um Wissenschafter wie Praktiker und Unternehmer zufriedenzustellen.
Wir sind iiberzeugt, dass eine immer engere Verbindung zwischen allen am
Bauwesen Beteiligten unerldsslich ist, um einen wirtschaftlichen, dsthetischen sowie
funktionellen Erfolg zu gewihrleisten. Im Hinblick auf dieses Ziel werden wir
weiterhin die Spalten in unseren Publikationen offenhalten fiir alle diejenigen,
die an der Entwicklung des Briickenbaus und Hochbaus interessiert sind. Wir hoffen
auf eine vermehrte Beteiligung von Seiten der Konstrukteure und der Spezialisten
des Baumanagements.

Ich danke den Verfassern der 11 Beitrdge dieses Bandes. Die Qualitit und
Aktualitit dieser Beitrdge begriinden den Wert und rechtfertigen das unseren
Veroffentlichungen entgegengebrachte Interesse und deren internationale Ver-
breitung.

Ziirich, August 1976.

Der Prasident der IVBH :

Prof. MAURICE COSANDEY



Foreword

This edition of the “Memoires” is the 45th to be published since the first issue
was produced in 1932. It is also the last in the present series. The Association
has now decided that, as from 1977, there will be a re-organization in the production
of our publications. A survey of the previous 700 articles shows that they are of a
very high quality and originality of thought. Although it is difficult to assess their
exact degree of influence it is evident that they have played an indisputable part
in the improvement of planning and design in structural engineering. Our aim in the
future is to intensify our activities in order to satisfy the needs of those engaged
in research, design and construction. We are convinced that a closer collaboration
between all those engaged in every aspect of construction is absolutely necessary in
order to achieve more economical, aesthetic and functional results. With this purpose
in mind we shall continue to reserve space in our new publications for all those
who are interested in bridge and structural engineering development. We hope for
an increased participation by engineers and specialists in construction management.

I should like here to offer my thanks to all authors of the eleven contributions
to this volume. The quality and topicality of the papers which they have submitted
illustrate perfectly not only the excellent value of our publications; it also indicates
the wider scope of international interest which they now cover.

Zurich, August 1976.

The President of the IABSE :

Prof. MAURICE COSANDEY
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Etude et essais sur modéle d’un caisson de réacteur en béton précontraint,
a cavités multiples

Studien und Modellversuche an einem mit Hohlrdumen durchsetzten
Reaktordruckgefiss aus vorgespanntem Beton

Studies and Tests on Model of a Prestressed Concrete Nuclear Vessel
with Multiple Cavities

PARTIE I

Projet du caisson et du modéle

R. LAFITTE, sous-directeur, F. VUILLEUMIER, ingénieur principal, J.D. MARCHAND, ingénieur,
chez Bonnard & Gardel, Ingénieurs-conseils S.A.

1. Introduction

Dans le cadre d’'un accord germano-suisse, des études de développement d’une
centrale nucléaire, équipée d’un réacteur a haute température et de turbines a
hélium, ont été entreprises.

Un ¢lément important de cette centrale est constitué par un caisson en béton
précontraint qui englobe non seulement le réacteur, les échangeurs et récupé-
rateurs de chaleur, mais encore trois turbines a gaz de 500 MW chacune. Le
caisson se présente (fig. 1) sous la forme d’un cylindre de 48 métres de diamétre et
de 39 métres de hauteur, comportant 28 cavités. Celles-ci sont remplies d’hélium
atteignant dans la majeure partie des zones une pression de 65 kg/cm? et une
température de 850°C.

Le caractére particulier de ce caisson, d’'une forme encore jamais exécutée
notamment si 'on considére la forte épaisseur des parois percées de nombreuses
cavités, a nécessité que l'on fasse clairement la démonstration de sa faisabilité
et que I'on assure a louvrage une sécurité suffisante tout en obtenant une
conception économique de la structure. Ainsi, sans attendre le stade du projet
définitif, a-t-il été jugé nécessaire d’entreprendre des essais statiques sur modele
réduit. I1 est aussi apparu important, parallélement aux essais, de recourir a I'utili-
sation d’'un programme de calcul puissant a P'ordinateur, permettant de simuler
et par conséquent de prévoir le comportement du modéle statique dans le domaine
non linéaire et jusqu’a la rupture. La comparaison des essais et du calcul valorise en
outre I'outil mathématique dans son utilisation pour le projet du caisson en vraie
grandeur.
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2. Conception du caisson
2.1. Généralités

Comme dans tout caisson de réacteur, la précontrainte du béton a pour but
de créer des contraintes de compression qui s'opposent aux contraintes de trac-
tion créées par la pression dans les cavités et dans une certaine mesure a celles
qui résultent d’un gradient thermique dans les parois. L’étanchéité des cavités
est assurée par une peau en acier ductile de 20 a 40 mm d’épaisseur ancrée dans
le béton. Une isolation thermique disposée contre la peau d’étanchéité, coté inté-
rieur des cavités, limite les pertes de chaleur et, conjointement & un systéme de
refroidissement de la peau, maintient la température du béton et des cibles de
précontrainte au-dessous d’une valeur admissible (65°C environ en fonctionnement
normal). Les cavités, qui doivent étre accessibles pour permettre le démontage de
I’équipement, sont obturées par des bouchons: structures importantes en acier et en
béton transmettant les efforts qui les sollicitent aux cébles de précontrainte.
L’exposé qui suit est essentiellement consacré a la conception du béton pré-
contraint du caisson '.

2.2 Cas de charge

Les charges permanentes sont constituées par le poids propre du caisson et
celui des équipements qu’il contient.

Différentes pressions agissent dans les cavités a ’état de service. En schéma-
tisant, on admet qu’elles sont de:

— 65 kg/cm? dans la cavité centrale et la premiére ligne de cavités périphériques;
— 46 kg/cm? dans les cavités des turbines;
— 25 kg/cm? dans la ligne extérieure des cavités périphériques.

On prévoit en outre de contrdler le comportement du caisson en le sollicitant
par une pression dite de «test» uniforme fixée a 75 kg/cm?,

Pour ce qui est des effets thermiques, dans une premiére phase de ré é¢tude, seul
un régime permanent est considéré. La température du béton sur les parois est main-
tenue 4 une valeur de 65°C; la face extérieure du caisson est 4 la température
de 35°C. Etant donné la répartition des cavités, on admet qu’il régne une température
uniforme de 65°C dans la masse du béton depuis la cavité centrale jusqu'a un
cercle qui circonscrit les cavités périphériques. Depuis 13, la température décroit
linéairement pour atteindre 35°C sur la face extérieure du caisson.

Les cas de charge considérés doivent permettre de déterminer les contraintes
maximales dans les différents états du caisson:

a) poids propre + précontrainte initiale (lors de la mise en tension des cébles);
b) poids propre + effet thermique + précontrainte finale (toutes pertes effectuées);

! Notons que I'isolation thermique, dont nous ne parlerons pas ici, constitue un élément déterminant
dans le projet de I'ouvrage. Réalisée en matériaux céramiques pour des températures de 850°C et des
variations de pression de 100 kg/cm?/s, I'isolation doit donner lieu & des études de développement
trés importantes tendant 4 mettre au point une solution fiable et encore économique.

2 Pression maximale du circuit 65 kg/cm? multipliée par un coefficient tenant compte des fluctuations
de pression (1.05) et d’un coefficient de sécurité sur 'ouverture des soupapes (1.1).
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¢) poids propre + pression de test + précontrainte finale;

d) poids propre + pression de test + effet thermique + précontrainte finale.
2.3. Matériaux

Le béton prévu pour cet ouvrage a les caractéristiques suivantes:
— résistance sur cube a 28 jours  Pw,g = 450 kg/cm?

— module d’¢lasticité E,s = 300000 kg/cm?
— module d’¢lasticité thermique  E,;, = 200000 kg/cm?
— coefficient de dilatation d =107%/C

Trois types de cables assurent la précontrainte du caisson: annulaires réalisés
par frettage du fit, traversants horizontaux dans la zone des turbines et traversants
verticaux dans les parois du cylindre. Les cables utilisés ont une tension a la rupture
élevée (170 a 180,5 kg/mm?); leur stabilisation permet de garantir des pertes par
relaxation inférieures a 7,5%. Le frettage annulaire est réalisé au moyen de torons
de % de pouce disposés en couches superposées dans des canaux de 48 cm de
hauteur et sur une épaisseur de 25 cm de profondeur environ. Les cables tra-
versants horizontaux ou verticaux, d’une force unitaire de rupture de 1180 t, sont
constitués de 180 fils de 7 mm de diameétre. Les cables restent libres dans leurs
gaines, celles-ci étant injectées d’une graisse anticorrosion.

Des armatures de couture sont prévues dans la masse du béton afin de répartir
la fissuration pouvant résulter de concentrations de contraintes ou d’effets ther-
miques. Ces armatures seront notamment disposées au voisinage de la peau d’étan-
chéite, sous les tétes d’ancrage des cables, dans la zone périphérique du caisson
soumise a un gradient thermique important. La densité d’armature pourra atteindre
dans cette zone 120 kg/m?3.

2.4. Dimensionnement

La disposition des cavités dans le caisson, qui impose notamment sa forme
cylindrique, résulte de considérations concernant la conception optimale du circuit
d’hélium. La distance entre les cavités est cependant définie par le projeteur du
caisson. Elle doit étre suffisante pour permettre la mise en place de cables verticaux
autour des bouchons, pour que ces cibles puissent traverser la zone des turbines
encombrée de cables horizontaux, et enfin pour éviter des concentrations de
contraintes dans le béton entre cavités. Les formes de béton étant ainsi déterminées
par des raisons constructives, il convient de définir le cablage de précontrainte
qui satisfasse les critéres de dimensionnement. Ceux-ci sont de deux ordres:

— les contraintes dans 'ouvrage, pour les cas de charge, doivent étre inférieures
aux contraintes admissibles;
— la sécurité a la rupture du caisson doit étre admissible.

On notera qu’il n’existe pas de norme applicable sans autre a un tel caisson
et il appartient au projeteur de 'ouvrage de poser les conditions qu’il juge admis-
sibles. Il se basera pour cela sur une connaissance de la technique des caissons,
le plus souvent moins complexes, réalisés depuis vingt ans et sur une adaptation
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au cas présent des normes existantes. Référence sera notamment faite a la derniere
norme américaine: ASME Boiler and pressure vessel code, section III, division 2,
édition du 1°* janvier 1975.

a) Contraintes admissibles

Dans la définition de contraintes admissibles, il convient de distinguer les effets
thermiques dits secondaires (au méme titre que le retrait et le fluage du béton)
des sollicitations primaires telles que pression, précontrainte, poids propre. Les
contraintes thermiques n’ont pas le méme degré d’importance par leur caractere
d’autocontraintes qui conduit a leur diminution ou méme a leur disparition en
cas de fissuration ou de fluage.

Le caisson considéré ayant une épaisseur de paroi considérable, on constate
que les contraintes thermiques de traction qui se développent a la périphérie
atteignent des valeurs trés importantes, de I'ordre de 70 kg/cm?. Une augmen-
tation de la précontrainte dans le but de compenser ces tractions créerait des
contraintes de compression inadmissibles autour de la cavité centrale. En outre,
la quantité d’acier de précontrainte deviendrait largement surabondante en regard
de la sécurité a la rupture de I'ouvrage. Il serait par ailleurs illusoire de vouloir
diminuer ces tractions thermiques en agissant sur le gradient par une augmentation
de I'épaisseur des parois . Par contre, on pourrait envisager de modifier le gradient
dans I’épaisseur des parois au moyen d’un systéme de refroidissement plus puissant
ou encore en calorifugeant la face extérieure du caisson. A ce stade du projet,
il a été jugé préférable de tolérer un état de précontrainte partielle sur la face
extérieure du caisson, c’est-a-dire d’admettre que la zone périphérique peut se
fissurer mais reste en mesure de transmettre les forces de précontrainte sur la
partie comprimée du caisson. La condition posée est cependant que la peau
d’étanchéité sur les parois des cavités se trouve toujours dans une zone comprimée.

La zone fissurée doit bien entendu étre fortement couturée d’armature passive.
Cette fagon de concevoir le caisson n’empéche pas de chercher a améliorer son
comportement en agissant sur le gradient thermique comme indiqué précédemment
par refroidissement ou calorifugeage.

Dans ces conditions, les contraintes admissibles dans le béton, tenant compte
de son comportement sous étreinte triaxiale (qui a fait 'objet de nombreuses études
récentes), se déduiront des contraintes admissibles uniaxiales suivantes, déterminées
a partir de la résistance sur cube a 28 jours Bw,g.

primaires +

Contraintes admissibles primaires secontiires
Compression moyenne 0,25 Bw 0,3 Bw
Compression d’aréte ou ponctuelle 04 Bw 0,5 Bw_
Traction moyenne 0o 0,7\/ Bw
Traction d’aréte ou ponctuelle 0,6\/ Bw 2 \/ Bw

! La logique voudrait au contraire que I'on diminue la rigidité des parois en diminuant leur
épaisseur mais cela est impossible en raison de la présence des nombreuses cavités.
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b) Sécurité a la rupture

Le coefficient de sécurité a la rupture est défini dans le cas présent comme
le rapport entre la pression entrainant la ruine du caisson (rupture de cables de
précontrainte et perte d’étanchéité) et la pression maximale possible pendant la vie
du caisson, pression supposée égale dans toutes les cavités. Il s’agit ici de la pression
de test (75 kg/cm?). Le coefficient de sécurité admis ne devrait pas étre inférieur a 2,5.

Pour des caissons a parois plus minces (de 'ordre de 5 m d’épaisseur par exemple)
une condition de sécurité face a une rupture fragile est définie. On admet que suite
a une forte déformation des parois dans un stade ultime de ruine, la peau peut
perdre son étanchéité et le gaz s’infiltrer dans les fissures pour créer un gradient
de pression dans I’épaisseur des parois. On considére alors que les aciers de
précontrainte doivent étre en mesure de résister avec une sécurité de l'ordre de
1,5 & ce cas de charge.

Pour un caisson a parois trés épaisses, un coefficient de sécurité aussi élevé
ne parait pas devoir se justifier. Il est peu probable qu’un schéma de ruine apparaisse
qui conduise a une infiltration de gaz généralisée dans une section compléte
horizontale ou verticale du caisson. Nous admettrons donc un coefficient de sécurité
de l'ordre de 1,0 pour ce schéma de rupture en prévoyant en outre la mise en
place d’un systéme de drainage au contact des parois des cavités ou dans la masse
du béton afin de couper toute sous-pression éventuelle. Le ciblage de précontrainte
et les aciers passifs qui en résultent ne prennent pas ainsi une importance
démesurée.

¢) Calculs

Différents calculs ont été effectués, que nous citons briévement:

— détermination globale de la précontrainte & I'aide de schémas de ruine simplifiés;

— analyse bidimensionnelle de ’état de contrainte dans le fiit du caisson;

— détermination de la précontrainte dans les dalles a partir de considérations sur
les déformations relatives dalle-fiit;

— contrdle de la sécurité a la rupture par I'analyse de mécanismes de ruine plus
complexes;

— calcul tridimensionnel par éléments finis dans le domaine linéaire pour les
différents cas de charge cités au paragraphe 2.2.

Les mécanismes de ruine les plus défavorables sont indiqués sur la fig. 2. On

note les valeurs de pression de rupture et les coefficients de sécurité par rapport
a la pression de test suivants:

de rupture  Cocfficient

kg/cm? de sécurité

Rupture par cisaillement du fit- - 275 4 400 3,7a5,3

Rupture par cisaillement de la dalle inférieure 280 & 330 37244
Rupture par cisaillement de la dalle supérieure 260 a 300 3544

Rupture par éjection de blocs de béton de la zone périphérique 190 4 250 25a33
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Dalle intérieure . Cisaillement du fat

Cape C-C , Cowpe D-D

Fig. 2c.

Fig. 2. Mécanismes de ruine défavorables.
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d) Cadblage de précontrainte

La précontrainte retenue en définitive est congue comme suit:

Précontrainte verticale

Elle est disposée de fagon a garantir le maintien des bouchons avec une sécurité
de 3 par rapport a la pression de test. Cela impose pour les grandes cavités
périphériques 35 cables répartis sur deux couronnes. Les bouchons des petites
cavités comportent chacun 15 cables. Les autres cables sont disposés autour de la
cavité centrale. La pression moyenne exercée par les 903 cidbles de précontrainte
verticale est plus forte dans la zone centrale (valeur lors de la mise en tension
80 kg/cm?) qu’a la périphérie (42 kg/cm?).

Précontrainte annulaire
La pression exercée par le frettage est 30% plus ¢€levée dans les zones des
dalles que dans le fiit. Celle-ci crée une pression de 54 kg/cm?.

Pression horizontale traversante
Le nombre de cables est limité au niveau des turbines par 'encombrement di
aux cavités verticales. Les tétes d’ancrage sont concentrées autour des bouchons

des turbines. Pour le passage de la zone centrale, les cables se croisent en 12 nappes
de 6 cables.

3. Essais sur modéle
3.1. But des essais

Un programme d’essais sur modéle a été établi dans le but essentiel de déter-
miner le schéma de ruine et le coefficient de sécurité a la rupture du caisson.
Les essais devaient aussi permettre de connaitre la limite du comportement élastique
du caisson. Le comportement de 'ouvrage a donc €été analysé sous charges de
pression intérieure croissante jusqu’a la rupture. Il a été admis, a ce stade du
projet, que les effets thermiques n’avaient pas une influence importante sur la rupture.

3.2. Description du modéle

Le choix s’est porté sur un modéle en microbéton précontraint a I'’échelle 1/20.
Cette échelle permet de réaliser une maquette d’un coiit raisonnable et qui satisfasse
encore aux critéres de similitude. Le choix du microbéton plutét que la résine
synthétique est dicté par le fait qu’il s’agit principalement d’un essai de rupture,
ce qui nécessite d’avoir un matériau dont le comportement a la rupture est aussi
proche que possible de celui du matériau réel.

a) Formes de béton

Le dessin du modele est représenté sur la fig. 3. Ses dimensions sont de 1,95 m
de hauteur et de 2,40 m de diamétre. La géométrie est conforme au caisson réel,
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Fig. 3. Modéle de caisson.

en ce qui concerne les cavités principales. Les cavités des turbines ne sont pas
jointives afin de simplifier les soudures de la peau et ainsi de mieux garantir son
étanchéité. Pour ce qui est des conduites horizontales, seules ont été simulées, dans
ensemble du caisson, les conduites reliant les turbines aux cavités périphériques
extérieures. Les autres conduites de moindre importance ont été introduites dans
un secteur de 120° afin d’améliorer la similitude dans cette zone ou seront
concentrés des points de mesure. La dalle supérieure du mod¢le est réalisée en
béton plein, sans la multitude de pénétrations de petit diamétre que l'on trouve
dans le caisson réel pour le passage des éléments de combustible et des barres de
contréle.

b) Précontrainte

La précontrainte verticale est composée de 159 cables de 16,8 t a la rupture.
Sur la face supérieure, la majorité des cibles est ancrée sur les bouchons des
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cavités. La précontrainte annulaire est réalisée non par enroulement, mais par
59 cables circulaires de 29,75 t a la rupture. La précontrainte horizontale tra-
versante est assurée par 36 cibles de 18,7 t a la rupture. Les deux tiers de ces
cables sont ancrés sur les bouchons des turbines.

¢) Bouchons

Il a été retenu un dispositif simple offrant une grande sécurité lors des essais.
Il s’agit de piéces métalliques composées de deux plaques circulaires et d’'un élément
de transition tubulaire. La t6le de fermeture de la peau d’étanchéité s’applique
sur la plaque inférieure du bouchon qui est lui-méme directement tenu par les cables
de précontrainte.

d) Peau d’étanchéité

La peau d’étanchéité de la cavité centrale est constituée par une tdle en acier
ductile de 4 mm d’épaisseur. Les autres cavités comportent une peau en acier
ductile de 2 mm et sont fermées a leurs extrémités par des plaques de 4 mm.

€) Armatures passives

Elles n’ont pas été simulées. Seuls des renforcements tubulaires en acier ont été
disposés autour des bouchons afin d’assurer le frettage du béton sous les plaques
d’ancrage des cables de précontrainte.

3.3. Similitude

Une analyse systématique de la similitude du modé¢le a permis de s’assurer
que sa représentativité était satisfaisante compte tenu du but fixé.

Les caractéristiques mécaniques du microbéton (dont les agrégats ne sont pas
mis a I’échelle du modeéle) sont trés voisines de celles du béton réel. La principale
différence porte sur la résistance du béton en compression et en traction (voir
partie III). L’influence de I'écart de résistance a la traction sur la fissuration peut
étre déterminée simplement. Le microbéton est légérement moins déformable que
le béton réel.

L’écart de similitude introduit dans la dalle supérieure, réalisée sans le réseau
des pénétrations de petit diameétre, conduit a augmenter sa rigidité et sa résistance
de lordre de 10%. La disposition adoptée parait cependant préférable a celle
d’une modélisation qui serait réalisée par un nombre limité de pénétrations, créant
alors un risque de fissuration prématurée de la dalle. La dalle inférieure du modéle
est par contre un peu moins résistante que la dalle réelle. Si aucune pression
n’agit au centre de la dalle, les trois cavités des turbines n’étant pas jointives,
la surface d’application de la pression au centre de la dalle est réduite. Par contre,
le poids propre n’est pas simulé et la peau d’étanchéité, dans le modele, est plus faible
que celle du caisson réel qui a été augmenté en cours d’étude. De ces deux
effets, qui vont en sens contraire, le deuxiéme est plus important. La résistance de
la dalle inférieure du modele est donc plus faible que celle du caisson.
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Pour des raisons constructives (place a disposition pour les tétes d’ancrage et
pour le bétonnage), le nombre de cables traversants est diminué d’un facteur 6,
la pression moyenne exercée par la précontrainte étant par ailleurs identique a celle
du caisson réel. Les pointes de contrainte exercées par les tétes d’ancrage appa-
raissent négligeables dans le phénoméne d’ensemble du caisson massif; en outre,
les cables n’étant pas injectés au coulis de ciment, les effets d’adhérence n’entrent
pas en considération. Pour ce qui est de la précontrainte, des dispositions ont
€té prises quant a la répartition des tétes d’ancrage et au mode de mise en tension
afin que les cables circulaires créent une répartition uniforme de la pression autour
du caisson, ainsi que le ferait un enroulement.

Le systéme d’ancrage des bouchons est trés simplifié par rapport & celui du
caisson réel. Cependant, la fagon dont les forces de pression sont transmises aux
cables de précontrainte est globalement représentative de la réalité.

La nécessité de garantir ’étanchéité de la peau pour des pressions pouvant
atteindre 250 kg/cm? a imposé des épaisseurs minimales de 2 et 4 mm. L’échelle
n’est donc pas respectée. La comparaison de la quantité d’acier de la peau du
modele a celle du caisson réel, auquel sont ajoutés, pour ce dernier, les aciers
passifs, montre que tant que le comportement reste globalement élastique la simi-
litude est respectée, Pamorce de la fissuration se produisant cependant plus tot sur
le modele. Au moment de la rupture, I'effet du manque d’aciers passifs dans le
modg¢le est assez exactement compensé par la surépaisseur de la peau.

Pour ce qui est du comportement global de 'ouvrage dans le domaine élastique,
on peut dire que les dispositions constructives retenues conduisent a un modéle plus
rigide que le caisson réel. Ceci est accentué par le fait que ce dernier est micro-
fissuré par des phénoménes de retrait et thermiques. Par contre, la non-simulation
des armatures passives, I'absence de pattes d’ancrage sur la peau d’étanchéité ont
des effets de sens opposé. On peut en définitive estimer que I’écart de similitude
sur les déformations et les contraintes dans le caisson, qui résulte de la modélisation,
ne devrait pas dépasser 10% environ. Pour ce qui est de la rupture, les calculs
ont montré que I'ordre d’apparition des différents mécanismes de ruine (cités au
paragraphe 2.4.c, ci-dessus) était le méme pour le caisson réel et le modéle, per-
mettant de conclure que le résultat de I'essai de rupture du modéle était significatif.
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PARTIE 11

Analyse numérique non linéaire du modéle du caisson
M. PAQUET, B. REBORA, TH. ZIMMERMANN,

Ingénieurs a I'Institut de production d’énergie et travaux hydrauliques
de ’Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne.

1. But et méthode du calcul

L’analyse numérique a deux buts. Tout d’abord, de définir le comportement du
modele physique en stade linéaire puis non lin€aire jusqu’a la ruine. Ensuite,
d’effectuer I'ajustement du modéle mathématique pour son application ultérieure
au calcul des caissons en vraie grandeur, et éventuellement d’éviter des essais
coliteux. '

L’analyse en stade non linéaire doit permettre par ailleurs d’étudier les déve-
loppements de la fissuration dans le caisson et d’en localiser les éventuelles fai-
blesses. Le schéma de fissuration ultime en résulte ainsi que la charge de ruine.

La méthode des ¢léments finis que l'on applique ici est combinée pour la
solution du probléme non linéaire avec une technique itérative du type «contraintes
initiales» [1]. La méthode a déja été appliquée avec succes au calcul d’'une dalle
et d’un caisson de réacteur [ 2],[ 3], ainsi qu’a différents problémes de fondations [4].
La formulation non linéaire des lois des matériaux et la méthode d’analyse ont
été décrites antérieurement [ 5], [6], [ 7].

2. Modélisation: géométrie, charges et matériaux

Le modg¢le est une réduction a I’échelle 1:20 du caisson projeté, aprés suppression
des cavités horizontales secondaires sauf cing. Il comprend trois plans de symétrie,
- son comportement est donc correctement représenté par un sixiéme de la structure.
Malgré cela, la complexité géométrique reste telle que de nouvelles simplifications
doivent étre introduites. Le mod¢le est soumis a une pression uniforme dans toutes
les cavités dont I'étanchéité est garantie par une peau en acier. Il est posé sur
trois appuis.

2.1. Géométrie et charges

La modélisation adoptée simule un douziéme du caisson. On la compare sur la
fig. 1 a la géométrie réelle. Le réseau d’éléments défini comprend 110 éléments
et 2475 degrés de liberté (3 déplacements par nceud). L’élément type isoparamétrique
est également représenté sur la fig. 1.

Le choix de ce réseau résulte de la comparaison de 4 mailles calculées en stade
linéaire ¢lastique. On remarquera qu’on introduit ainsi 3 turbines supplémentaires.
La peau d’étanchéité n’est pas simulée, sa participation, non négligeable dans I'essai,
est prise en considération par une réduction de la pression interne calculée a partir
des déformations des cavités.

La précontrainte annulaire et verticale est simulée comme la pression par une
charge répartie (voir fig. 1). On tient compte dans la phase finale du calcul d’une
augmentation de précontrainte résultant de la dilatation du caisson.

Ces hypotheses ne permettent toutefois pas de simuler le comportement
jusqu’a la ruine compléte de 'ouvrage.
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2.2. Caracteristiques des matériaux
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Le béton, tel que l'on en tient compte dans le calcul, a les caractéristiques
suivantes:

— résistance a la compression simple (sur prisme)

— résistance a la traction
— résistance a la compression biaxiale
— module d’élasticité «instantané»
— coefficient de Poisson:
Le calcul ayant précédé l'essai, ces valeurs différent de la réalité au jour de
Pessai (B, =~ 75 kg/cm?).
Les caractéristiques de la peau d’étanchéité et des cables de precontralnte sont
définies au paragraphe 3.2, premiére partie.

B, = — 460 kg/cm?
B, = 46 kg/cm?

B, = — 598 kg/cm?
E =300 103 kg/cm?
v =02
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3. Analyse non linéaire
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49.5 kgl/cm?
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Jusqu'a 75 kg/cm? (pression d’essai), le comportement est élastique. Les pre-
miéres fissures apparaissent a 85 kg/cm? dans la zone de convergence des turbines.
A cette pression, on remarque lapparition de fortes tractions entre les cavités
externes et aux angles du ceeur, zones fissurées dés 103 kg/cm2. A 117kg/cm?,
la contrainte de traction entre les cavités internes est proche de la rupture; la fissura-

tion au niveau des turbines continue a se propager. De 129 a 133 kg/cm?,

on

observe entre les cavités internes un début de fissuration qui se propage et tend
finalement 4 désolidariser la dalle supérieure du reste de la structure. A I'extérieur,
la fissuration a presque achevé d’isoler une zone de la paroi dont I'équilibre



M. PAQUET, B. REBORA, TH. ZIMMERMANN

o J

+#W€*+
1 S
—-—-X//////,-k—k

o

TAT)

X1

. COUPE HORIZONTALE N 11 -~ = - '///,#///-///“/]/-'% —
A 9l [F W - gy +

: < o | - i+

’ e B == - BB~

f Py w H = =} » .

: »J:&E g 2 2k X B m%\?%; N

el

wai em Twan Cwa ol Cwe owS Twn Cww ek ww e

Z
COUPE VERTICALE N2 3

COUPE HORIZONTALE N 8

:
s= ?
H + = Y x4 R TR T T )
. —
y 7 i = X ¥ ¥ ae F okl
i ' “ %
% 2] KX XA I e
’ =N
1 £+ %% X B'e —i s +
R ML MM M
COUPE HORIZONTALE N2 7 2 =2 ® o e
TN G [P i o] o 2l —|<:
2
\ \ o\ b1 e SO A )
— : —1 :
\s \7 1} Ealem < ® ¢ ok o3 *;
- < % % % R B
-
R S S H
R 1
2} X "I‘ 7L %:
H Yox H
BN
1) X L]
' P e :
: ; S wo X ¥ ¥ EF ot xp
H .0" l‘*"‘* s alen + ]
L L F RN e e | T T T e ot ol ok e |
) £ nae e L ry - -ﬁ no - b iLE ) 1e.. mo - e ors e wu -m ZX" -rn Lo ] s e are®
COUPE HORIZQNTALE N2 1 COUPE VERTICALE N2 1

Fig. 2.



ETUDE ET ESSAIS SUR MODELE D'UN CAISSON DE REACTEUR 15

n’est désormais plus assuré que par les cables annulaires. La fissuration horizon-
tale dans la dalle inférieure continue a se propager (fig. 2).

a)

L’analyse des résultats met en évidence les trois mécanismes suivants (fig. 3):
Séparation de la dalle inférieure au niveau des axes des turbines. Cette rupture
semble principalement due a la concentration de charge dans la zone de
convergence des cavités horizontales. On notera toutefois que la modélisation
utilisée altére le comportement réel de cette zone (en augmentant le nombre de
turbines, on augmente la charge).

Rupture entre les cavités externes et la paroi externe.

A 133 kg/em?, il se forme un prisme vertical qui tend a se désolidariser de la
structure. Les cables de précontrainte continuent a résister seuls a la pression
interne.

Rupture entre les cavités internes puis séparation de la dalle supérieure.

L’action des cbles verticaux ne s‘oppose que partiellement a la désolidarisation
de cette zone.

Coupe B-B COUPE VERTICALE DEVELOPPEE A TRAVERS LES PODS INTERNES

4

13 5 ordre d'apparition des fissures

Coupe A-A tas

VUE EXTERNE DEVELOPPEE DU FUT
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SCHEMA DE FISSURATION ULTIME Fig. 3.

4. Discussion des résultats

Remarquons tout d’abord qu'aucune non-linéarité en compression n’apparait,

ni sous précontrainte seule, ni dans I'analyse jusqu’a la ruine. Au moment ou la
divergence du calcul signale la rupture, la fissuration est également avancée dans
les trois mécanismes détectés. L’affaiblissement de la zone des turbines par une
modélisation imparfaite n’a donc pas d’influence significative.

L’apparition du schéma de ruine dépend par contre fortement de la résistance

a la traction et on peut prévoir qu’il aurait été retardé notablement avec la
résistance effective au jour de I'essai. La valeur de la charge de ruine dépend, elle,
surtout des cables de précontrainte.
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PARTIE III

Essai sur modéle d’un caisson en béton précontraint a cavités multiples

R. FAVRE, professeur, M. KOPRNA, adj. scient., J.-P. JACCOUD, ingénieur
Centre d’étude du béton armé et précontraint de ’Ecole polytechnique fédérale de Lausanne, Suisse.

1. Introduction

Le but du présent article est de présenter I'essai sur modele d’'un caisson de
centrale nucléaire en béton précontraint a cavités multiples, essai qui fut réalisé
au Centre d’étude du béton armé et précontraint (CEBAP) de 'EPF-Lausanne.
Le mandat confi¢ au CEBAP comprenait la construction du modéle de caisson
a Téchelle 1/20 (fig. 1) et la réalisation de différents programmes de mesures
sous charge de pression intérieure uniforme dans toutes les cavités en vue de:

a) déterminer la pression et les mécanismes de rupture, afin de pouvoir en déduire
la sécurité globale;

b) déterminer la limite du comportement €élastique du modele;

c) observer le comportement du modele sous la pression de service, sans toutefois
tenir compte des effets thermiques ou des effets de fluage et retrait du béton.

Le délai total, y compris la planification de I'essai, la construction du modg¢le,
les tests et mesures ainsi que la livraison du rapport final, n’a pas dépassé une année.

2. Construction du modéle

Le modé¢le fut réalisé en microbéton dont le diameétre des agrégats ne dépas-
sait pas 6 mm; il consistait en un bloc cylindrique massif de 2,40 m de diamétre
et de 1,95 m de hauteur (fig. 1). Pour un volume brut d’environ 8,8 m?, le modéle
comprenait 40 évidements d’un volume total égal 4 1,4 m?> et répartis comme suit:

a) 28 cavités principales (fig. 2 et 3), simulant les cavités du réacteur (au centre),
des turbines (horizontales sous le réacteur) et des refroidisseurs, récupérateurs,
etc. (verticales autour du réacteur);

b) 12 cavités plus petites, simulant certaines galeries de liaison entre les cavités
principales; elles n’ont été totalement représentées que dans un tiers du modele,
appelé «zone de faiblesse».

Le modé¢le est précontraint tridimensionnellement au moyen d’un triple systéme
de cibles verticaux, annulaires et radiaux, ces derniers au niveau des turbines
uniquement (fig. 2 et 3). Les cébles, au nombre de 254, sont des monotorons
non injectés. A lextrémité libre des cavités, les poussées dues a la pression
intérieure sont transmises aux cébles par I'intermédiaire de bouchons métalliques.

Vu ses dimensions et son poids importants (environ 20 tonnes), le modéle fut
construit et bétonné en place dans la halle d’essais du CEBAP (fig. 1). La multi-
plicité des taches a réaliser dans un délai relativement court nécessita la mise en
ceuvre de moyens considérables. Outre la participation du personnel du CEBAP,
on doit mentionner I'aide de nombreux instituts ou laboratoires de 'EPF-Lausanne
ainsi que la participation de I'industrie suisse, notamment en ce qui concerne la
réalisation des cavités en t6le d’acier inox, de la précontrainte et des bouchons.
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Fig. 1. Vue du modéle dans la halle du CEBAP.
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Fig. 2. Coupe schématique du modéle lors de sa Fig. 3. Vue de P'intérieur du modéle lors de la
construction. pose des cavités et cables de précontrainte.
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Les cavités et les cibles de précontrainte radiaux et verticaux furent mis en place
dans un coffrage en bois supporté par un étayage métallique (fig. 2 et 3). Pour
leur positionnement et afin d’assurer leur stabilité vis-a-vis des pressions du béton
frais au moment du bétonnage, les cavités et cibles verticaux furent fixés et mis
légérement sous tension entre le fond du coffrage et une plate-forme supérieure
(fig. 2).

Le bétonnage du modéle s’effectua en une seule étape d’un jour; environ 8 m3
de microbéton furent mis en ceuvre par le haut du modéle au moyen de gou-
lottes (fig. 2).

La mise en place des cables de précontrainte annulaire et la mise en tension de
tous les cables s’effectua par €tapes, environ un mois apres le bétonnage.

3. Caractéristiques des matériaux

3.1. Le microbéton

La composition et les caractéristiques du microbéton furent définies lors
d’essais préliminaires effectués par les soins du Laboratoire d’essais des matériaux
pierreux (LMP) de 'EPF-Lausanne. Cette composition fut la suivante:

435 kg/m?> de ciment CPA HTS Lafarge;
222 kg/m? d’eau;
1693 kg/m?> d’agrégats roulés répartis en 3 classes (0/1, 1/3 et 3/6 mm).
Lors des essais proprement dits, soit environ cinq mois apres le bétonnage,

les valeurs moyennes mesurées sur éprouvettes prismatiques 12 x 12 x 36 cm étaient
les suivantes:

résistance a la compression sur cube: B =653 kg/cm?
résistance a la traction par flexion: Byz = 109 kg/cm?
module d’élasticité instantané: Ep, = 380000 kg/cm?
retrait spécifique: gs = —470-10°°
effet de la précontrainte verticale (o, = — 49 kg/cm?)
raccourcissement €lastique: gy = — 109-10°°
raccourcissement dii au fluage: g = —160-107°

3.2. La peau d’étanchéité

La peau d’étanchéité des 40 évidements (fig. 2 et 3) fut réalisée en tole
d’acier inox X5CrNil8 9 d’épaisseur 4 mm pour la cavité centrale et 2 mm pour

toutes les autres cavités. Les propriétés mécaniques mesurées de cette tole étaient
les suivantes:

limite apparente d’élasticité: Oo2 = 28 kg/mm?
contrainte de rupture: B, =67 = 70 kg/mm?
allongement de rupture: As =55+ 60%

module d’élasticité: E = 16000 kg/mm?
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Les roles que devait assumer cette peau d’étanchéité étaient multiples:

a) elle servait de coffrage des évidements, au moment du bétonnage;

b) elle devait assurer une parfaite étanchéité des cavités a I'eau, ceci afin de per-
mettre leur mise en pression jusqu’a la pression maximale de rupture du caisson;
elle devait notamment étre apte a continuer d’assumer son role en cas de
fissurations et déformations importantes du caisson.

Les essais ont montré que la peau d’étanchéité a parfaitement rempli son role
jusqu’a la rupture du modéle.

3.3 Les cdbles de précontrainte

Le mode¢le fut précontraint au moyen d’un triple systétme de cables (fig. 1)
dont les caractéristiques sont les suivantes:

— 159 torons VSL 0.5” (section du céble: 93 mm?) pour la précontrainte verticale.
— 59 torons VSL 0.6” Dyform (section 163 mm?) pour la précontrainte annulaire.
— 36 torons VSL 0.5” Supa (section 99 mm?) pour la précontrainte radiale.

Les tétes d’ancrage avec douille sertie sur le toron furent construites spéciale-
ment pour cet essai. Des essais préliminaires effectués a I'Institut des métaux et des
machines (IMM) de 'EPF-Lausanne démontrérent le comportement satisfaisant de
ces ancrages; ces essais ont d’autre part mis en évidence le glissement du fil central
dans les ancrages de ce type dés que les contraintes atteignent 0.7 f3,.

Pour diverses raisons techniques, la précontrainte annulaire du modele fut
réalisée au moyen de cables indépendants, contrairement au caisson réel ou elle
sera vraisemblablement réalisée au moyen de fils continus. Ce choix n’était cependant
pas sans inconvénient, notamment en ce qui concerne les pertes par frottement.
Grace a de nombreux essais préliminaires, on put déterminer trés exactement ces
pertes et, d’autre part, les diminuer et les égaliser de manieére optimale par des
dispositions techniques et constructives appropriées. Les cables annulaires, graissés
avec du Spec. Moly. Grease, furent placés sur une tole d’acier d’épaisseur 1 mm;
ils furent mis en tension en tirant simultanément leurs 2 extrémités. On détermina
ainsi un coefficient de frottement p égal a 0.09. La précision atteinte dans les forces
de précontrainte ne fut nulle part inférieure a + 2,5%.

La mise en précontrainte du modéle s’effectua en deux étapes et débuta un mois
aprés le bétonnage; chaque cable fut mis en tension en une seule étape a une
valeur moyenne correspondant a 0.67 §,.

4. Dispositifs d’essais

Les essais de charge du modéle eurent lieu dans la halle d’essai climatisée
du CEBAP. La variation de la température étant négligeable on a pu utiliser un
cadre de référence (pour fixation des capteurs de déplacement) indépendant, fixé
directement sur la dalle d’essai (fig. 4); ceci facilita énormément le dépouillement
des résultats de mesure.

Les mesures enregistrées furent effectuées au moyen de différentes sortes de
capteurs électriques, répartis sur le modele en 168 points et groupés essentiellement
dans la «zone de faiblesse ».
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On été employés:

— des jauges de déformation (déformation relative > 20%,0) collées d’une part sur
la peau d’étanchéité, d’autre part sur la surface du béton. Quelques difficultés,
posées surtout par la protection des jauges intérieures et leurs cablages (danger
d’une amorce de fissuration) et par la pression intérieure anormalement élevée,
furent surmontées d’une maniére satisfaisante grace a de nombreux essais préli-
minaires; ;

— des capteurs inductifs de déplacement (course de +5 mm a +50 mm) fixés
sur un cadre de référence indépendant (voir fig. 4); cette solution simple s’est
aveérée satisfaisante; _

— des capteurs de force (systtme a jauges de déformation — portée nominale
de 20 t et 30 t) pour mesurer la variation de la précontrainte, montés sur les
cébles lors de leur mise en place (voir fig. 4); ,

— des capteurs de pression (systéme & jauges — portée nominale de 200 kg/cm?
et 500 kg/cm?) pour des mesures précises de la pression introduite; -

— des thermorésistances, destinées a mesurer les éventuelles variations de tem-
pérature.

A part les capteurs susmentionnés, certaines cavités sélectionnées furent équipées
de manométres mécaniques afin de pouvoir d’une part contrdler la pression interne
visuellement, d’autre part détecter, le cas échéant, la cavité dont la peau d’étan-
chéité aurait cédé.

A titre d’essai, un capteur de bruit (signal amplifi¢é enregistré sur un
oscilloscope a mémoire) fut utilisé dans le but d’essayer de capter le bruit da
a la fissuration (I’expérience était assez concluante).

L’acquisition des valeurs mesurées s’effectuait par 'intermédiaire d’une chaine
de mesures automatique, la sortie étant imprimée et simultanément enregistrée sur
une bande perforée (fig. 6). Cette bande était ensuite traitée sur l'ordinateur a
partir d’'une console de télétype, ce qui a permis de livrer les résultats traités
presque immédiatement.

Le systtme de mise en pression comprenait en principe un agrégat de pompes
avec mainteneur de charge (pression maximale de 380 bars), complété par un
vérin (changeur de pression et de milieu) et un réseau de distribution équipé de
vannes permettant, le cas échéant, de court-circuiter les cavités ayant des pertes
de pression dues & une rupture locale prématurée de la peau d’étanchéité. La mise
en pression du modéele s’effectua au moyen d’une émulsion d’eau avec 2% d’huile
soluble.

Lors de cycles de rupture, le comportement du modéle (surtout la fissuration)
dans la zone de faiblesse fut observé a distance au moyen de 3 caméras de
télévision et enregistré simultanément sur 3 magnétoscopes (fig. 6).

5. Programme d’essais

Les essais préliminaires avaient pour but de contrdler (sous une faible pression
ne dépassant pas 20 kg/cm?) les parties principales du modéle, les capteurs, la
chaine de mesure et la chaine de mise en charge.
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A HISTOGRAMME DES ESSAIS
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Les essais proprement dits comportaient 7 cycles de charge. On y distingue
3 phases essentielles (fig. 5):
a) cycles 1, 2, 3: observation du comportement du modéle sous la pression de
service;
b) cycles 4, 5: observation du comportement du modéle dans I'état limite d’utilisa-
tion et au-dela (pour déterminer le début de la fissuration et de la plastification);
c¢) cycles 6, 7: essai de rupture.

Fig. 6. Vue de I’ensemble des chaines de sollicitation et de mesures lors des essais.

Pendant les cycles 2, 4 et 5, on a procéde aux essais de longue durée, pour
examiner le comportement du modele sous une pression constante.

Les paliers de charge étaient de 5 kg/cm? pendant les cycles et de 10 kg/cm?
au début et a la fin de ceux-ci, a I'exception des cycles de rupture ou I'on a choisi
¢galement des paliers de valeurs plus ¢levées. La durée d’un palier était de
quinze minutes.

Les essais ont duré deux mois et il a ¢té accompli au total 250 lectures sur
168 points de mesure, non comprises celles faites lors des phases de test.

6. Résultats et commentaires des essais

Lors des essais, les résultats numériques des mesures furent livrés immeédia-
tement apres chaque cycle. Ces résultats furent ensuite complétés par des repré-
sentations graphiques (fig. 7 a 10): les courbes montrent les variations de défor-
mations spécifiques, de déplacements ou de forces dans les cables de précontrainte
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en fonction de la pression. Sur chacun de ces graphiques, la courbe en trait plein
représente les valeurs mesurées en fonction des pressions atteintes pour la premiére
fois, 'autre, en traitillé, représente le dernier cycle de charge au complet.

Les résultats ont montré que le comportement global du modéle était linéaire
jusqu’a une pression intérieure de I'ordre de 120 a 130 kg/cm?. Lors des essais de
longue durée, aucun phénomene particulier n’a en outre €t€ observe.

Une image de la déformation globale du modéle est donnée a la figure 11.
Les mesures n’ont montré aucune déformation significative de la dalle inférieure.
Les déformations maximales mesurées a la rupture furent de 12 a 19 mm a
mi-hauteur de la face verticale et de 5 4 6 mm pour la dalle supérieure.

Les premieres fissures détectables sont apparues sur la face latérale a mi-hauteur
du modéle dés que la pression dépassa 120 kg/cm?. Elles devinrent nettement
visibles & partir de 150 kg/cm?; tout d’abord, la fissure horizontale 3 mi-hauteur
puis des fissures verticales, une au droit de chaque cavité verticale périphérique
(fig. 12). Sous la pression de rupture, 'ouverture maximale de la fissure horizontale
a mi-hauteur était de 10 a 15 mm.

La pression maximale atteinte a la rupture fut égale a 240 kg/cm?2. La rupture
se manifesta extérieurement par de grandes déformations et des fissures largement
ouvertes, par la rupture d’'un céble annulaire et par des fuites importantes dues a
une rupture de la peau d’étanchéité de deux cavités verticales périphériques
(rupture provoquée par la fissuration et les mouvements importants du béton;
cf. fig. 14).

Des coupes du modeéle (fig. 13 4 15), effectuées par sciage au fil, montrent de
maniere ¢loquente la fissuration a l'intérieur de celui-ci. Elles montrent notamment
le mécanisme d’éjection qui se développa a la périphérie des faces verticales du
modgle (fig. 14), 1a fissuration des dalles supérieure et surtout inférieure (fig. 13 et 14),
quoique aucune fissure de celles-ci ne fiit visible au cours des essais. On remarquera
également le réseau de fissures verticales reliant les différentes cavités (fig. 15)
et la manieére remarquable dont travailla et se déforma la peau d’étanchéité en
tole d’acier inox.

En conclusion, il faut relever le fait que I'essai a permis de vérifier, outre la
grande réserve par rapport a la ruine, un comportement relativement ductile
du modg¢le. Bien qu’il ft dépourvu d’armatures intimement liées au béton (cables
non injectés et absence d’armature passive), la fissuration et la déformation ont
évolué de maniere trés progressive, ce qui est de grande importance pour la qualité
de service du caisson.
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PARTIE IV

Synthése des calculs et des essais sur modéle

R. LAFITTE, sous-directeur, B. SAUGY, ingénieur, F. VUILLEUMIER, ingénieur principal
chez Bonnard & Gardel Ingénieurs-conseils S.A.

1. Introduction

Il convient de comparer les résultats obtenus par le calcul non linéaire du
comportement du modele du caisson, & 'aide d’'un modele mathématique, et les
essais sur modéle physique a I'échelle 1/20, et d’en tirer des conclusions quant au
caisson réel. Pour cela, les trois phases successives du comportement du mode¢le
sont examinées:

— comportement globalement élastique; la limite de ce comportement est atteinte
lorsque les déplacements deviennent non linéaires et irréversibles;

— phase de fissuration: elle est considérée comme achevée lorsque le réseau des
fissures dans le béton est formé et quapparaissent les mécanismes entrainant
la ruine du caisson;

— phase de ruine.

2. Comportement globalement élastique

Pour le modéle mathématique, la limite du comportement élastique se situe
aux environs de 85 kg/cm? de pression intérieure, au moment ou les premiéres
fissures apparaissent dans la zone de convergence des turbines.

Pour le modéle physique, la ‘limite du comportement globalement élastique
apparait a partir de 120 kg/cm?. Les cibles de précontrainte n’ont pratiquement
pas subi d’augmentation de tension. La valeur maximale de la tension des cables
les plus sofficités est estimée a 0,63 B, (Bz étant la contrainte de rupture de 'acier).
La peau d’étancheéité qui suit la déformation du béton est encore peu sollicitée.

La part de pression, de 120 kg/cm?, reprise par la peau, varie comme suit:

— cavité centrale: 7%:;

— turbines: 11%:;

— cavités périphériques: 12%;

— cavités périphériques extérieures: 16%.

En raison de la modélisation imparfaite dans la zone des turbines, 'analyse
numérique surestime de 10% environ les forces qui agissent sur la dalle inférieure.
Les caractéristiques du béton, prises en compte dans le calcul, sont plus faibles
que celles réalisées sur le modéle physique (46 kg/cm? de résistance a la traction,
au lieu de 65 kg/cm? au moment de l'essai). Si 'on introduit dans le modéle
mathématique des caractéristiques de matériaux identiques a celles du modéle
physique, la limite du comportement élastique est atteinte pour une pression de
115 kg/cm?, donc trés proche de celle résultant de I'essai.
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3. Phase de fissuration

Pendant cette phase, le réseau des fissures se développe. La participation du
béton a la reprise des efforts de traction diminue jusqu’a s’annuler, les charges
étant progressivement reprises par les aciers de peau d’étanchéité et de précontrainte.

L analyse numérique prend fin pour une pression de 133 kg/cm?, par I'impos-
sibilit¢ de reprendre les efforts une fois le béton fissuré dans de larges zones.
Cette valeur marque donc bien la limite de la participation du béton a la résistance.

Pour le modéle physique, la phase de fissuration, qui a débuté a 120 kg/cm?,
prend fin dés 165 kg/cm?. A ce stade, le réseau principal des fissures apparait
clairement: fissure horizontale au milieu du fit et fissures verticales au droit des
cavités périphériques. On commence & noter une augmentation de tension dans les
cables, notamment annulaires, qui atteint en moyenne 0,65 Bz.

Il est malaisé de connaitre de fagon précise la pression reprise par la peau
d’étanchéité; des plastifications locales peuvent fausser l'interprétation des valeurs
fournies par les jauges de contraintes qui sont en nombre limité. On peut cependant
estimer comme suit la part de pression reprise par la peau:

— cavité centrale: 7%;

— turbines: 13%;

— cavités périphériques: 20%:;

— cavités périphériques exterieures: 21%.

L’écart entre les résultats des modéles mathématique et numérique provient,
d’une part, de la différence des valeurs de rupture en traction du béton (la résistance
du béton du modeéle physique étant plus élevée que prévu), et, d’autre part, du fait
que le réseau de calcul retenu ne prend pas en considération I'influence de la peau
d’étanchéité lorsque la fissuration devient importante. Mais, si 'on ajuste la valeur
fournie par le modéle mathématique en introduisant la valeur réelle de la résistance
a la traction du béton, et la participation de la peau, la limite de fissuration atteint
la valeur de 160 kg/cm?.

4. Phase de ruine

Ainsi que nous 'avons vu précédemment pour le modéle mathématique, le calcul
ne peut étre poursuivi qu'en introduisant la rigidité des aciers, ou manuellement,
sur la base du schéma de ruine qui est parfaitement déterminé. On constate que la
rupture des cibles de précontrainte annulaires et des peaux d’étanchéité intervient
pour une pression de I'ordre du 200 kg/cm?.

A partir de 165 kg/cm?, on constate que le modéle physique se déforme rapi-
dement et que la peau d’étanchéité est fortement sollicitée. Elle se plastifie dans
les cavités des turbines et les cavités périphériques extérieures, aux environs de
180 kg/cm?. La tension dans les cibles annulaires du f(it augmente rapidement.
A partir de 210 kg/cm?, les efforts engendrés par I'augmentation de pression sont
intégralement repris par les aciers. Dés lors, et jusqu’a la rupture, le modéle se
comporte latéralement comme une structure, composée d’'un assemblage de blocs de
béton dissociés, frettée par des éléments métalliques (cAbles et peau). La ruine
survient par la rupture d’'un cible annulaire 4 238 kg/cm?, suivie de la rupture -
de la peau d’étanchéité des deux cavités périphériques extérieures a 240 kg/cm?.
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Dans la comparaison des deux moyens d’analyse, mathématique et physique,
on peut noter la remarquable correspondance des réseaux de fissures obtenus
par le calcul (fig. 3 de la 2° partie de I'exposé concernant le calcul non linéaire),
et par I'essai sur modele (photographies N° 13, 14 et 15 de la 3° partie concernant
les essais). C’est cette identité qui permet d’effectuer le calcul manuel des mécanismes
de ruine, et de juger de I'influence des composantes de la structure sur la pression
ultime.

5. Transposition des résultats au caisson réel

La limite du comportement élastique du caisson réel va se situer au-dessous
de celle relevée sur le modéle physique, en raison de la résistance a la traction
plus faible du béton. Cependant, la résistance plus grande de la dalle inférieure
et la présence d’armatures passives permettent de réduire I'écart. On peut estimer
que la limite du comportement €lastique du caisson réel est voisine d’une pression
intérieure de 110 kg/cm?. Rapportée a la pression de test de 75 kg/cm?, cette valeur
correspond a un coefficient de sécurité de 1,5.

Dans la phase de fissuration, U'influence de différences sur la résistance a la
traction du béton tend a diminuer; la limite de la phase de fissuration dépend,
par contre, de la présence plus ou moins grande d’armatures passives. Nous avons
vu dans I'examen du probléme de similitude que, dans les sections les plus
sollicitées, la quantité d’acier était pratiquement identique dans le modele physique
et dans le caisson réel. On doit cependant remarquer que, dans ce dernier, I'acier
est mieux réparti dans la masse du béton, en raison de la présence des armatures
passives, ce qui répartit la fissuration et retarde le développement des mécanismes
de ruine. La limite de la phase de fissuration du caisson réel se situe donc au-dessus
de celle déterminée par le modéle. On estime a4 175 kg/cm? la pression correspon-
dante, soit un coefficient de sécurité de 2,3 par rapport a la pression de test.

Dans la phase de ruine, le caisson réel est une structure enti¢rement fissurée,
dans laquelle le réseau des fissures est fortement ramifié, du fait de la présence
des armatures passives et de l'ancrage de la peau d’étanchéité. Les mécanismes
de ruine n’apparaissent pas avec autant de clarté que dans les mode¢les. Le caisson
se comporte comme une structure plus plastique dont les déformations croissent
plus rapidement. On estime que la ruine du caisson par rupture des cables ou de
la peau d’étanchéité, moins résistante dans le caisson réel, devrait survenir pour une
pression un peu inférieure a celle enregistrée lors de I'essai sur modéle. Elle serait
de lordre de 220 kg/cm?, ce qui représente un coefficient de sécurité de 2,9 par
rapport a la pression de test.

6. Conclusions générales

6.1. Les études et essais sur modele ont confirmé que la structure en béton
précontraint d’un caisson a cavités multiples, particuliérement complexe, était
réalisable avec la sécurité voulue.

6.2. La sécurité a la rupture admissible, rapport de la pression entrainant
la ruine du caisson (rupture de cdbles de précontrainte et perte d’étanchéité)
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a la pression de test (pression maximale dans le circuit d’hélium majorée de 15%),
¢tait fixée a 2,5. Les calculs et essais ont montré que le caisson projeté avait une
sécurité de 2.9.

6.3. Trois phases dans le comportement du caisson réel ont pu étre distinguées:

— comportement globalement ¢élastique, jusqu’a une pression intérieure de
110 kg/cm?, égale a 1,5 fois la pression de test (75 kg/cm?);

— phase de fissuration jusqu’a une pression de 175 kg/cm?, égale a 2,3 fois la
pression de test;

— phase de ruine se terminant par la rupture du caisson pour une pression de
220 kg/cm?, égale a 2,9 fois la pression de test.

6.4 La limite du comportement globalement élastique du caisson est fonction,
principalement, de la résistance a la traction du béton.

On constate que I'on peut agir sur la fin de la phase de fissuration en modifiant
la quantité d’armatures passives.

Enfin, on dispose d’une certaine liberté d’action sur le coefficient de sécurité
a la rupture en modifiant la quantité de précontrainte annulaire. Cette marge, a
'intérieur de laquelle les résultats de la présente étude sont garantis, est estimée
a +10%.

6.5 La rupture du modéle s’est produite dans le fiit du caisson par éjection
des éléments du béton entre cavités extérieures, éléments qui se trouvaient dans
un milieu tendu dans toutes les directions. Cette rupture est intervenue dans la
zone du caisson dont le comportement est le mieux connu, ce qui est satisfaisant
pour la conception du projet final.

6.6 Les calculs manuels des mécanismes de ruine effectués sur le caisson de
référence ont conduit 4 un résultat qui s’est trouvé globalement confirmé par les
modeles. On notera surtout la remarquable correspondance entre le réseau de
fissures calculé a laide du modéle mathématique et celui obtenu sur le modéle
physique. Ce résultat valorise fortement le modéle mathématique comme moyen
de démonstration de la sécurité d’un caisson.
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Résumé

Afin de démontrer que la structure en béton précontraint d’un caisson a cavités
multiples d’une centrale nucléaire est réalisable avec une sécurité suffisante, par
rapport a la pression de test p, une ¢tude comportant un essai sur modéle a
Péchelle 1/20 et une analyse numérique non linéaire par éléments finis tridimen-
sionnels a été réalisée.

Le comportement du caisson est globalement élastique jusqu’d une .pression
intérieure de 110 kg/cm2 (1,5 p) et il se rompt a une pression de 220 kg/cm? (2,9 p).

Les schémas de ruine obtenus par le calcul et par le modé¢le sont remarquable-
ment semblables; ce résultat confirme la validité du modéle mathématique comme
moyen de démonstration de la sécurité du caisson.

Cette étude montre 'intérét d’'une collaboration étroite entre le projeteur, le
laboratoire d’essais et les analystes.

Zusammenfassung

Zum Beweis, dass ein von zahlreichen Hohlriumen durchsetztes Reaktordruck-
gefdss aus vorgespanntem Beton fiir ein Kernkraftwerk, bezogen auf den Versuchs-
druck p mit geniigender Sicherheit ausfithrbar ist, wurde eine Studie an einem
Modell im Masstab 1:20 und eine nichtlineare numerische Berechnung mittels
dreidimensionaler finiter Elemente durchgefiihrt.

Es zeigte sich, dass das Druckgeféss bis zu einem Innendruck von 110 kg/cm?
(1,5 p) elastisch ist und bei einem Druck von 220 kg/cm? (2,9 p) zu Bruch
geht.

Die durch Rechnung und am Modell erhaltenen Versagensdiagramme zeigen
sehr gute Ubereinstimmung; dieses Resultat bestitigt die Giiltigkeit des mathe-
matischen Modells fiir den Sicherheitsnachweis des Druckgefésses.

Die vorliegende Untersuchung zeigt die Bedeutung einer engen Zusammen-
arbeit zwischen Projektersteller, Versuchslaboratorium und Berechner.

Summary

To prove that the prestressed concrete structure of a pressure vessel with
multiple cavities of a nuclear plant is feasible with a sufficient safety in relation
with the test pressure p, a study including a model test at a scale 1:20 and a
non-linear numerical analysis with tridimensional finite elements has been achieved.

The behaviour of the vessel is mainly elastic up to an inside pressure of
110 kg/cm? (1.5 p) and rupture happens for a pressure of 220 kg/cm?2 (2.9 p).

The rupture patterns computed and obtained by the model are remarkably
similar; this result confirms the validity of the mathematical model as a mean to
demonstrate the safety of the pressure vessel.

This study shows the interest of a close collaboration between the designer, the
tests laboratory and the analysts.



Stiffness and Strength Design of Multistory Frames
Criteres de rigidité et de résistance pour les cadres étagés

Steifigkeits- und Festigkeitskriterien beim Entwurf von Stockwerkrahmen

F. CHEONG-SIAT-MOY LE-WU LU
Post-doctoral Research Associate, Professor of Civil Engineering,
Lehigh University Lehigh University
Special Chapter

Subassemblage methods of analyzing unbraced multistory steel frames, although
approximate in nature, have been proved to be simple and economical alternatives
to conventional second-order elastic-plastic methods. One of the limitations of
existing subassumblage techniques, however, is their inability to readily analyse the
lowest story in a frame where the column bases are fixed. They also do not con-
sider proportional loading cases.

The proposed treatment, which is based upon the subassemblage stiffness
concept, develops simple algebraic expressions for representing the stiffnesses of
both the intermediate and the lowest stories. By considering strength as a function
of deteriorating stiffnesses, the entire elastic-plastic load-deformation characteristics
of a story under proportional and nonproportional loadings can be generated.
It is thus possible to determine the stiffness and strength of a story by the one
approach. '

As a design tool, the present technique eliminates the need for assuming
sways and collapse mechanisms at failure, a feature generally present in existing
subassemblage methods of design. Instead, it predicts the sway at collapse and
chooses the mode of failure of a story. It, therefore, does not involve any
iterations before the final design is reached.

The one important feature of the design method is that, from a preliminary
design, it modifies the beams to satisfy strength. After selecting the beam sizes,
the moments and axial loads on the columns are known. Consequently, these
can be selected so as to force the story stiffness to become either negative or
zero when hinges appear in them. In this way, it is possible to ensure that all
stories fail at approximately the same pre-selected load factor, resulting in a frame
which is not over-designed. Further, the stories have the same general load-
deformation characteristics.
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Following the proportioning for strength, the frame may be modified to satisfy
stiffness constraints, again using the same basic stiffness equations. A typical design
example is given to illustrate the principles involved. It is noted that, in agreement
with previously observed trend, frames which are designed to meet stiffness constraints
fail at load factors higher than those proportioned for strength only.

Introduction

Recognition of the fact that unbraced multistory steel frames are complex and
highly redundant structures has led to the development of relatively simple plastic
methods of analysis and design based upon the subassemblage concept. In these
methods, a story unit is the basic substructure which is analyzed or designed
without giving regard to the stress states of the other stories in the frame.
Consequently, they are only approximate in nature.

Subassemblage techniques can be arbitrarily classified into 2 categories namely
one which consists essentially of analytical methods and one which deals mainly
with design. Obviously, analytical methods can be adapted to design. Those in the
first group range from a pure manual method [ 5] to sophisticated computer systems
[13]. The manual method [5] has since been simplified [3, 5], automated [7]
and associated with optimization routines [14, 16]. The methods proposed by
WRIGHT [ 15] and by PoweLL and HAFEz [ 3] also belong to the first class.

The second category of subassemblage techniques include those by HAFEz and
PoweLL [ 8] and by EMKIN and LiTLE [9, 10]. Failure mechanisms and sways are-
generally assumed in the design process, and several iterations may be necessary
before calculations converge to the sway consistent with the idealized mechanism.

Purpose

This paper presents an alternative approximate method for analyzing and
designing unbraced multistory steel frames. Its versatility is brought about by the
use of algebraic expressions for describing elastic and inelastic behavior. As an
analytical technique, it removes some of the shortcomings existing in current
subassemblage methods such as their inability to investigate readily the strength
of the lowest story in a frame.

In contrast to existing plastic design methods [5, 7, 8, 9, 10], the proposed
treatment does not follow the usual procedure of assuming sway values and failure
mechanisms. This obstacle is overcome by considering story stiffness as the prime
variable. Once the stiffnesses have been evaluated, other dependent variables such
as sways and moments can be readily found.

Apart from omitting the need for estimating sways and for idealizing failure
mechanisms, it eliminates the use of auxiliary techniques to satisfy both stiffness
and strength requirements, since strength is considered as a function of deteriorating
stiffness. Besides, the story to be designed can be controlled to fail at pre-selected
load-factors. Consequently, a balanced frame with no over-designed or under-
designed stories results.
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Atwo-stagedevelopment is presented. After introducing the story stiffness concept,
the power of the method as an analytical tool is demonstrated. Comparison with
a conventional, second-order, elastic-plastic method is carried out to indicate the
degree of accuracy to be expected. Principles developed in the analysis part are
subsequently employed in the design phase.

Assumptions

The following major assumptions are made herein. Only the in-plane behavior
of rigidly-jointed frames with regular geometry is considered. All members are
perfectly elastic-plastic and are initially straight. Bending is about their major axes.
No story eccentricities exist. Panel zone deformations are neglected. Although
applied loads can increase non-proportionally, only the proportional case is
considered. Note that such a loading case has not been considered in any sub-
assemblage techniques developed so far.

Basic Concepts

A typical load-deformation relationship for a story under proportional loads
is shown in Figure 1 in which A =load factor by which all loads are multiplied
and A =sway. Also shown is the load-stiffness curve; the story stiffness St =&
Instead of studying story behavior from the A — A relationship, it is convenient
to study the A — St characteristic. The critical load-factor A¢ corresponds to the
highest point on the A — S; curve. After failure, a lower load factor, such as Ag,
is necessary for maintaining equilibrium. Note that at a load factor greater than
A, equilibrium cannot be satisfied and the computed story stiffness will be negative.
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Fig. 1. Story Load-stiffness Characteristic.

The moments which are induced in a story can be approximated by two
componnts, one caused by pure gravity loads and one by sway, P — A effect,
Figure 2 (a). Gravity moments at the beams’ ends are conservatively taken as the
fixed-end moments, FEM = wL?/12, which are shared equally by the columns at the
top and at the bottom. Moments generated by sway are calculated once the story
stiffness has been evaluated.
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The story stiffness Sy is the sum of the stiffnesses, s, of the subassemblages
whose number equals that of the columns in the story. Figure 2 (b) shows some
typical subassemblages in an intermediate story. Each consists of one column and
of one or two restraining beams. Points of inflection are assumed to develop at
the centres of the members under sway conditions so that each subassemblage can
be represented by the restrained column in Figure 2(c) — case (a). Cases (b) and (c)
which are also depicted in Figure 2(c) refer to the columns of the lowest story in
which points of inflection do not occur at mid-heights.

/2 P
M
Q—’
L _t11 1 A + B+ *c
|1
= + "
a. Load - Components -y h
Case a.
A n B A _ B _ € B . C
anlection PON {:Ih
Exterior , Interior Exterior Case b.
b. Subassemblages c. Restrained Columns

Fig. 2. Idealized Story Behavior.

Story Stiffness

The load-deformation relationships of these subassemblages can be derived
algebraically as described in detail in Refs. 3 and 4. Briefly, these expressions
are obtained in the following manner. Simple integration shows that the moment
M, in the columns is

M, = A sin (Kx) + B cos (KXx) (1)

in which A and B =constants of integration, K2 ZEII)’ P = column axial load,

E = Young’s Modulus, and I. = column inertia. Denoting the rotational stiffnesses
of the restraining beams in a subassemblage by C =X (6El,/L,) and satisfying
compatibility of slope at the column’s upper end, 0 =g, the stiffenesses of the
restrained columns are obtained:

Q P G
C f=—= ——
ases (a) and (¢): s A=LI=G (2)
Kh Kh Ph
in which G = —cot (——) _Ukh (3
2 2 2C
sin (Kh)

Case (b):s = % =P [ —h+A,— A, cos (Kh)]_1 (4)

K
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A, = [1 — cos (Kh) + % sin (Kh)] [K sin (Kh) + I—Jéli cos (Kh):|_1 (5)

One other quantity needed for case (b) is the moment M, at the base,

M. =A,Q (6)

In the above equations, the quantity U is the ratio of moments generated
in the restraining beams to the column upper end moment. Based upon some
simplifying assumptions, the following results have been obtained [ 3, 4]. For case
(a), U =2; for case (b), U is given by Eq. 7; and for case (c) U = 3/2,

4 — 4 cos (Kh)

U= 2
2~ 2 cos (Kh) — P(KC)Lsin (KB)

(7)

By using the first two terms in the expansion series of the trigonometric
functions, the stiffness equations can be considerably simplified with only a minor
loss of accuracy [ 3, 4].

Q 12EI, P

Case (a) - Slmpllﬁed S = K = m— E (8)
o Q 12EI 3+¥% P
Case (b) - lified: s = — = — 9
ase (b) — simplified: s A PR SpTT 9
12E1, P
Case (c) — simplified: s = Q (10)

A B(4+15¥) h

The relationship between the load factor A and the sway A is obtained by
multiplying all Q’s and P’s by A. For example, for case (a),

12EI, AP
Q—[h3(1+2‘1‘) B F] (11)
. Ioi Loz . oI Tees2 . I Ip2=0 . In=0 Ire
foo I I, I,

@ - Plastic Hinge
Fig. 3. Reduction in Member Stiffness.

It is convenient in this study to consider the story stiffness St as AZQ/A where
2 Q = total wind loads on the story.

The quantity W in Eqgs. 8-11 is a measure of the ratio of column stiffness to
restraining beam stiffnesses,

I
P = f

h [E&LJFILZ] (12)
Lbl Lb2
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in which I,; and I, are the beam inertias, and Ly, and Ly, are their respective
lengths. In an exterior subassemblage, either I,; or I, =0. At the formation of
plastic hinges, column inertias and beam inertias will change. Figure 3 illustrates
the rules employed to evaluate these quantities for a given subassemblage.

Elastic Analysis
Deflections
The analytical aspect of the present treatment will be demonstrated on Frame A

shown in Figure 4 and described in Table 1. For elastic deflections taking into
account P — A effects, two sets of calculations are performed. First, the relative

54
kips ; Frame A Frame B 3.8 !
kips
Roof Load
3 Live =30psf 30 psf 3
b Dead = 40psf 40 psf |
m‘:' Floor Load l I ' I
for 5 Live =75psf 40pst | | |
Other I | Dead = 50 psf 55 psf
Stories | | Wall Lood °
| : : 18 kips/story 9.5kips/story
25 Story Height ] |
— L L A =L
12 Feet 9.5 Feet n
FRAME B
27 Bay Width
30 Feet 20Feet
Beam_Yield Stress
X - Note: 1 Foot = 0.305 Meter
29 36 ksi 36 ksi I ksi = 6900 kN/m
Column_Yield Stress | psf =479 N/m?
| kip =445 kN
J 50 ksi 50 ksi
L 4 4y
FRAME A (See Table | for Member Sizes) Fig. 4. Frames Studied.
FRAME A Table 1: Members for frames in figure 4. FRAME B
Colums Columns
Level Beam Level Ext: Int: Level Beam Level Ext: Int:
1 W21 x 44 1-3 W10 x 54 W10 x 33 1-2 W12 x 22 1-3 w8 x 13 w8 x 13
2-4 w21 x 55 3-5 Wih x 68 Wl4 x 68 34 W4 x 22 3-5 w8 x 20 w8 x 20
5 W24 x 61 5-7 Wl4 x 95 W14 x 95 5-8 Wl4 x 26 57 w8 x 28 w8 x 28
6 -7 W24 x 68 7-9 W4 x 119 W4 x 127 9 - 10 W16 x 26 7-9 W8 x 35 w8 x 35
8 -~ 10 W24 x 76 9 -11 W14 x 142 W14 x 158 9~ 11 W8 x 40 W8 x 40
1 - 12 W24 x 84 1 - 13 Wl4 x 167 Wl4 x 193
13 - 14 W27 x 84 13 - 15 W14 x 193 W14 x 219
15 - 17 W27 x 94 15 - 17 Wi4 x 219 Wl x 246
18 - 21 W30 x 99 17 - 19 Wl4 x 246 W14 x 287

22 - 24 W30 x 108 19 - 21 W14 x 287 W14 x 314
25 - 30 W30 x 116 21 - 23 W14 x 314 W14 x 342
23 - 25 W14 x 342 W14 x 398
25 - 27 W14 x 370 W14 x 426
27 - 29 Wi4 x 398 W14 x 455
29 - 31 W14 x 500 W14 x 550
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story sways are calculated using Eq. 8 and Eq. 9. These deflections are then used
to calculate the moments and shears at the beams’ ends. Additional sways [1]
caused by axial deformations are subsequently evaluated.

Some results are plotted in Figure 5 together with those obtained from a
conventional second-order, elastic-plastic method [ 12]. Good agreement is observed
between the two methods.

' /
Without Cofumn

Shortening With Column

Shortening
/‘\ Exact Analysis, Ref. 12

m Present Method

STORY LEVEL
3
|

2l —

26 —

31 1 1 | 1
5 10 15 20

SWAY, in. (lin =254¢cm)

Fig. 5. Load-deformation Relationship of Frame
aat A=1.0.

Increase In Member Sizes

The story stiffness concept was used in Refs. 3 and 4 to provide simple guidelines
for improving frame stiffnesses. It was explained why increases in beam sizes has a
more significant effect than column sizes in reducing lateral sway in conventional
multistory frames in which ¥ > 0.5. However, column axial shortening was not
considered. To fill the gap, some further examples are given.

The relative sway index, including the effects of column deformations, of the
story below Level 26 of Frame A (Fig. 4 and Table 1) is 0.0041 at A =1.0.
When all the columns are changed to W14X500, the sway index becomes 0.0039.
Thus, a 50% increase in column inertias causes only a 5% decrease in sway. On
the other hand, when the beams are changed to W33X130, the deflection index
improves to 0.0029, i.e.,, an increase in beam inertias of about 35% causes a sway
decrease of about 30%. Note that when W is not much larger than 0.5, increasing
both column and beam sizes may be more desirable [ 3, 4].
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In the upper stories where column shortening has a more pronounced influence,
similar results are obtained. For example, when the columns in the story below
level 4 of Frame A are changed to W14X68, Ic increases by 35% and the sway
decreases by 10%. Note that an increase in column area will ensure a reduction in
chord drift, but this is only a minor component in the sway of unbraced frames.

Bending Moments

Other quantities which are of interest to the designer are the bending moments
which occur at working loads. In an intermediate story, the moment M¢ which acts
at the top of a column is the sum of moments caused by the sway and beam

gravity loads,
_PA Qh (FEM),

M, — 4 14
2 * 272 (19

Since Q = sA, Eq. 14 can be simplified to
6ELA _ (FEM). (15)

“Th’(1+2¥) 2

in which (FEM), = resultant beam fixed-end moments on the joint. Similarly, the
moments My which occur at the beam’s ends are

12EL.A
=R — 2" 4+ FEM 16
b h%(1+2¥) ~ (16)

in which R =ratio of stiffness I,,/L,, of the leeward beam to the total beam

) I I . .
stiffnesses —— + LLZ. In an exterior subassemblage, R = 1. When calculating the
b1 b2

above quantities, A to be used is the relative sway excluding column shortening
influence. Moreover, in an interior subassemblage, beam moments are calculated
for the leeward beam only.

Table 2 shows typical results obtained for Frame A. Comparison of bending
moments with the second-order, elastic-plastic method [ 12] shows good agreement.
The discrepancy in the upper levels arises partly because gravity beam moments
are over-estimated and partly because the columns do not bend in exact double
curvature.

Table 2: Comparison between present and exact methods at working loads.

Beam Leeward-end Moments Column Maximum Moments
kip-in kip-in
A-B B~C A B C
Level Present | Ref.12 Present | Ref.12 Present| Ref.12 Present | Ref.12 Present | Ref.12
4 3740 3341 3657 3313 726 492 -923 ~940 -1870 | -1700
15 6992 6393 7034 7056 -900 | -731 - =3936 | -4387 ~3496 | -3612
26 10198 9610 10546 10051 -2503 [-2542 -6915 {-7337 -5099 |-5115

Note: 1 kip-in = 113N-M
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Axial Loads

Provided the bending moments at the beams’ ends are known with sufficient
accuracy, column axial forces can be predicted with a reasonable degree of precision.
However, since bending moments change as the load factor increases, prediction
of column forces appears complicated. To simplify design, idealizations are necessary.

Some column forces for Frame A are shown in Figure 6. They vary almost linearly
with A even in the inelastic range. Note that at A = 1.35 there are 24 hinges present
and that at A = 1.40, 48 hinges have developed. Similar studies made on the frames
of Ref. 11 show that the deviation from linearity is small especially when plastic
hinges appear less in the columns. At collapse, however, there is a sudden
unloading in the windward columns and a corresponding loading in the leeward
columns. For design purposes, the nonlinearity may be neglected.

15—

Column A c B

LOAD FACTOR A

05 p— o Exact Analysis
4 Present Method
Level 20-Frame A

l l | | L

(o} 0.5 1.0 1.5 20 25
AXIAL LOADS, x |03 kips
(1kip = 4.45 KN)

Fig. 6. Prediction of Column Loads.

With this idealization, the following relationship may be postulated,

in which P, = column load at a load factor A, and Pw = column load at A =1.0.
Shown in Figure 6 are some values of Py obtained using the present technique
and the P — A distribution of Frame A given by the “exact” analysis [12]. The
good agreement reached suggests that it is sufficiently accurate to employ Eq. 17
provided Py is known. This procedure finds an important use in design where
axial forces have to be predicted quickly and with sufficient accuracy.

Inelastic Behavior
Intermediate Stories

Prediction of the formation of a hinge at the leeward end of a beam in an
intermediate story is carried out using the following expressions:
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12E 2 I zP

St= ) — (A i 18
=8| |-t (19

A-Z
5= 1 =Q (19)

St

12EI

M R——"° 8A+3\MFEM= 20
Ae = A, + S) 21)

in which 6A = sway increment caused by a load factor increment 6, A, = load factor
in previous cycle =zero in the first cycle, A, =load factor in present cycle,
(My), = total moment on the beam in previous cycle =zero in first cycle, and
R = beam stiffness ratio which changes according to the hinge formation, Figure 3.

The procedure works in the following manner. Assume that there are no hinges
present in the story. Set (M), = A, = 0 for all beams. Substitute Egs. 18 and 19 into
Eq. 20 and calculate 8A as the load factor increment required for a hinge to form in
each beam. The smallest 8A corresponds to the first hinge in the story. Calculate
dA from Eq. 19. The increment in the leeward moment in each beam 3M, caused
by 6A is calculated,

12EI
SMp=R ————"_3A + A FEM 22
R ST T (22

Add 6M, to (M,), of the previous cycle to give the actual total moment of the
beam. Recalculate beam stiffnesses and repeat above process.

Hinges forming in the windward ends of the beams are predicted in a similar
way except that FEM has to be re-determined when a leeward hinge exists and a
negative sign must be associated with it. Furthermore, the right hand term in Eq. 20
is the lesser value of M, or M,,,

wL? [/ 16M,\"/?
N A .

Collapse occurs when St < 0.
Formation of hinges in the columns is calculated in a similar way, but with
Eq. 20 replaced by Eq. 24 and Eq. 22 by Eq. 25,

GEI, S\ P
M), + ————8A + — (FEM), = 1. 1= vl (24
(Moo + 1717 2y 02 + 7 (FEM) = L18 (M) [1 (Ap + 84) Py] (24)
6EI, 5A &\
SM,= —— 4+ —(FEM), 25
Rir2e 2 CEM ()

in which (M,), = total moment applied to column in previous cycle = zero in
first cycle, (M), = full plastic moment of column, P, =column yield load and
OM, = increment in column moment caused by dA. A test is always made in the
calculations to determine whether hinges form in the beams or in the columns and
subassemblage stiffnesses are changed accordingly.
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Frame A was analyzed by the method of Ref. 12 and the weakest story was
found to be the one below level 26. This story was then analyzed by the present
technique. Comparison Of results in Figure 7(a) shows good agreement. In order to
investigate the effect of omitting column shortening in the present treatment, the
story below level 26 was deliberately strengthened using W14X500 columns, and
the story below level 4 weakened using W10X66 columns and W21X44 beams.
Results of analyses are shown in Figure 7(b). If is observed that column shortening
effects may be neglected when Computing ultimate strength. A similar Observation
was made by Parikh [12].

15

Present Exact Ref. 12 Exact Ref. 12
xact Ref Present No Axial
Shortening !7\/ Present - Double Curvature
10 ith Column Assumption
6 ' Shortening >
Present
05 =
Frame A Frame A Frame B
Story Below Story Below Lowest Story
Level 26 Level 4
(a) b.)
0.5 0 0.4 0 0.4 0.8 1.2

SWAY, in. (lin. 2,54 cm.)

Fig. 7. Comparison of Methods.

Lowest Story

Expressions similar to Eqs. 18-24 can be derived for the lowest story. However,
a Computer program was written to remove the tediousness associated with keeping
track of hinge formations and changing member stiffnesses. Note that a hinge will
form at the fixed base of a column before appearing at the top since ML > Mc,
and that when the hinge has formed, the subassemblage stiffness is no longer given
by Eg. 9, but by Eq. 10. The lowest story of Frame B which is described in Table 1
and Figure 4 was analyzed and the results are plotted in Figure 7(c). The con-
servativeness which follows from assuming exact double curvature bending in the
lower columns is also demonstrated in Figure 7(c).

It must be remarked that when the number of bays is few and when ¥ > 1.0, Eq. 9
tends to be unconservative in the elastic range, but sufficiently accurate in
predicting ultimate strengths.

Design

It has been demonstrated how relevant quantities such as bending moments,
sway and axial forces can be evaluated yp to the collapse load factor once story
stiffnesses have been computed. It has also been shown that changes in column sizes




















































































































































































































































































































































































































































































