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Objectives of the lecture

• Motivation to study plate stability

• Introduce the theoretical background to estimate plate:
• Linear elastic buckling loads

• Post-buckling behavior

• Look into design applications:
• Section classification

• Stiffened plates

• Class 4 cross-section resistance

• Concentrated loading

• Post-critical web resistance

• Shear links in EBFs

• … 



3Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Objectives of the lecture

• Motivation to study plate stability

• Introduce the theoretical background to estimate plate:
• Linear elastic buckling loads

• Post-buckling behavior

• Look into design applications:
• Section classification

• Stiffened plates

• Class 4 cross-section resistance

• Concentrated loading

• Post-critical web resistance

• Shear links in EBFs

• …



4Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Motivation
Additional background to part 2

[Hansen, 2006]

Department of Civil Engineering

Thomas Hansen

Theory of Plasticity for Steel Structures
- Solutions for Fillet Welds, Plate Girders and Thin Plates

BYG • DTUP
H

D
 

T
H

E
S

I
S

T
h
o
m

a
s H

a
n
sen

T
h
eo

ry o
f Plasticity fo

r S
teel S

tru
ctu

res –
 S

o
lu

tio
n
s fo

r Fillet W
eld

s, Plate G
ird

ers an
d
 T

h
in

 Plates
2
0
0
6

Report no R-146
ISSN 1601-2717
ISBN 87-7877-218-4



5Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Motivation
Additional background to part 2

[Hansen, 2006]

APPENDIX H 

 232 

APPENDIX H 
 
Location of Strain Gauges on Girder Specimens 
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Photos of Girder G3 
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Deformation plots from Aramis – Girder G3 
 

 
Load: 138.2 kN 

 
 

 
Load: 172.7 kN 

 

 
Load: 189.9 kN 

 

 
Load: 206.3 kN 

 
 
 
 



6Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Applications
Concentrated loading without stiffeners – Failure modes

POUTRES MÉTALLIQUES 331

Cependant, lorsque des charges concentrées mobiles sollicitent directement la poutre métallique, il
n’est pas possible de prévoir des raidisseurs d’âme pour introduire ces charges dans la structure por-
teuse. Cette situation se présente, par exemple, pour des poutres supportant un pont roulant (TGC vol.
11, § 15.5.4) ou lorsque la charpente métallique d’un pont est mise en place par lancement (§ 7.5.4).
Dans ce deuxième cas, ce n’est pas la charge concentrée qui se déplace mais la poutre qui avance sur ses
appuis (anglais: patch loading). Pour des positions de la charge concentrée sans raidisseur d’âme, la
poutre doit alors être capable de supporter cette charge concentrée, sans ruine locale par plastification ou
par instabilité prématurée de l’âme.

12.5.1 Résistance aux charges concentrées mobiles
Le comportement d’une poutre à âme pleine sollicitée par une charge concentrée dépend de nombreux
paramètres dont le principal est l’élancement de l’âme. La figure 12.17(a) représente les types de ruines
possibles de l’âme d’une poutre et la figure 12.17(b) montre schématiquement l’influence de l’élance-
ment de l’âme hf /tw sur la résistance FR.
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Fig. 12.17  Ruines possibles de l’âme d’une poutre sans raidisseur dues à l’introduction d’une charge concentrée.
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4.6.2             Critères de résistance pour l’introduction des forces sans raidisseurs

4.6.2.1          La valeur de calcul de la résistance FRd résultant de la plastification de l’âme engendrée par une force
 introduite par l’aile dans l’âme sans raidisseurs, est:

                    FRd = (ss + 10 tf) t                                                                                                                                         (14)
                    
                    ss     largeur de la charge
                    t       épaisseur du matériau de l’élément détérminant (voir figure 10).

                    Cette vérification doit être effectuée aussi bien pour l’âme que pour l’élément d’attache, selon la figure 10.
En outre, dans le cas de sollicitations en traction, le cordon de soudure doit également être vérifié en
 utilisant la longueur efficace (ss + 10 tf). Dans des cas spéciaux, il faut procéder à une vérification selon 
le chiffre 4.3.5.4.

4.6.2.2          Dans le cas de plaques intermédiaires ou de profilés superposés, on suppose une diffusion de la charge
selon une inclinaison de 1:1 (voir figure 11).

4.6.2.3          Pour les structures porteuses des voies de roulement des ponts roulants et les autres éléments de construc-
tion sollicités de façon analogue, les critères pour déterminer la résistance ultime engendrée 
par l’introduction d’une force sont indiqués au chiffre 5.8.2.

                    Figure 10: Diffusion des efforts dans la liaison entre l’aile et l’âme

           

Vérification de l’âme de la poutre: ss = tA; t = tw                  Vérification de l’élément d’attache: ss = tw; t = tA

                    Figure 11: Largeur de diffusion des efforts ss dans le cas de plaques intermédiaires 
et de profilés superposés

4.6.3             Critères de stabilité pour l’introduction des forces sans raidisseurs

4.6.3.1          Si la rotation locale des ailes et le déplacement latéral sont empêchés selon le chiffre 4.6.1.3, la valeur de
calcul de la résistance FRd résultant des critères de stabilité, en cas d’introduction de forces concentrées
selon la figure 12, est donnée ci-dessous:

                    charge agissant d’un seul côté:   FRd =       0,5 t 2w fy             b1 b2 b3 b4                                                                                      (15)

                    charge agissant des deux côtés: FRd =       3 t 2w fy                b1 b3 b4                                                           (16)

34 SIA 263, Copyright © 2013 by SIA Zurich
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                    Dans les formules (15) et (16), les influences suivantes sont prises en compte avec les coefficients b
 respectifs:

                    –   élancement de l’aile:                                                             b1 =                            mais b1 9 1,25

                    –   élancement de l’âme (charge unilatérale):                            b2 =                            mais b2 0 1,0

                    –   longueur de l’introduction de la force ss:                               b3 = 1+                      mais b3 9 1,5

                    –   contraintes longitudinales de compression sx,Ed à la liaison
                         entre aile et âme, dues à la sollicitation globale:                 b4 = 1,5 –                   mais b4 9 1,0

                    Figure 12: Forces agissant d’un seul côté et des deux côtés

4.6.3.2          Si le point d’introduction des forces est situé à l’extrémité de la poutre, la valeur de calcul de la résistance
FRd doit être réduite de moitié; à partir d’une distance h/2 de cette extrémité, on peut admettre sa valeur
totale. Pour les positions intermédiaires, on peut procéder à une interpolation linéaire entre les deux valeurs.

4.6.3.3          Pour des calculs plus précis, en particulier pour les éléments plans avec des raidisseurs, voir SN EN 1993-1-5.

4.6.4             Cisaillement

                    Si deux forces de sens opposés sont introduites dans l’âme d’un profilé en double té par les ailes d’un autre
profilé en double té soudé au premier, par ex. dans le cas des nœuds de cadres, on peut prendre en  compte
les sollicitations de cisaillement dans l’âme de ce premier profilé selon le chiffre 6.6.3.

4.6.5             Raidisseurs

4.6.5.1          Les raidisseurs servant à l’introduction de forces concentrées doivent être vérifiés du point de vue du
 flambage et des instabilités locales.

4.6.5.2          Pour la vérification au flambage d’un raidisseur, on peut admettre une largeur efficace de l’âme de 25 tw, ou,
dans le cas de raidisseurs situés à une extrémité, de 12 tw. La longueur de flambage LK doit être au moins
égale à 75% de la hauteur (h– tf).

4.6.5.3          Les instabilités locales doivent être examinées selon les critères pour les largeurs efficaces selon le chiffre
4.5.3.

4.7            Fatigue

4.7.1             Généralités

4.7.1.1          Par une prise en compte adéquate de la fatigue lors de la conception, de l’analyse structurale et du dimen-
sionnement, il faut assurer que les charges d’exploitation n’affecteront pas la résistance ultime de la
 structure pendant la durée d’utilisation prévue.

SIA 263, Copyright © 2013 by SIA Zurich 35
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With 𝛽, 

• 𝛽$ - Flange slender coefficient

• 𝛽& - Web slenderness coefficient

• 𝛽) - Diffusion width of load introduction

• 𝛽* - Compressive, in-plane stresses
due to global loading

𝛽$ =
! 𝑏/2
5𝑡(

≤ 1.25

𝛽& =
+,-"
./-#

≥ 1.0

𝛽) = 1 + 0$
./-#

≤ 1.5

𝛽* = 1.5 − 1%,'(2)*

(+
≤ 1.0
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336 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT

Le dimensionnement d’un raidisseur placé au droit d’une charge concentrée peut s’effectuer selon le
même modèle de flambage que pour un raidisseur situé au droit d’un appui intermédiaire. Il doit égale-
ment satisfaire aux conditions d’élancement des tôles dont il est constitué.

12.6.3 Raidisseurs d’appuis d’extrémité
Aux extrémités de la poutre, un raidissage constitué d’un seul raidisseur, au droit de l’axe de l’appui, ne
permet pas de remplir les hypothèses à la base de la théorie post-critique concernant la résistance à
l’effort tranchant (sect. 12.3). En effet, à l’extrémité de la poutre, la condition concernant l’ancrage de la
bielle tendue dans le panneau adjacent ne peut pas être satisfaite car ce panneau n’existe pas. Deux pos-
sibilités pour assurer la résistance à l’effort tranchant à l’extrémité des poutres peuvent être considérées:

• un seul raidisseur transversal, disposé symétriquement par rapport à l’âme, ayant pour rôle la
délimitation du panneau d’extrémité et l’introduction de la réaction d’appui (raidissage souple),

• un double raidisseur à l’extrémité de la poutre (fig. 12.20) ayant pour rôles ceux définis ci-dessus
plus l’ancrage de la diagonale tendue (raidissage rigide).

Raidissage souple
 Ce type de raidisseur d’appui est dimensionné comme les raidisseurs d’appuis intermédiaires. Pour ce
cas, les conditions d’ancrage de la bielle tendue étant insuffisantes, on doit alors appliquer la formula-
tion (12.56) pour définir la résistance à l’effort tranchant du panneau d’extrémité:

(12.72)

l   =

σ

ϕ

h

t Vσ1

ea

(a) Disposition du raidissage rigide

(b) Flexion du montant
  de remplacement

Ht

3
k 4

VEd

25 t

h

t

f

(c) Stabilité du raidisseur d’appui

w

w

hf

3
16 H  ·hft f

4

hf

Ht

s

θ

Fig. 12.20  Ancrage de la bielle tendue à l’extrémité d’une poutre.

VR 0.9 τy τ⋅ cr Aw τy Aw≤⋅=

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]

In cases where stiffeners are used for load 
introduction, SIA263 asks that two things are 
checked:

1. Effective widths of the stiffeners comply 
with SIA263 requirements (Eq. 23 – Part 1 of 
lecture; §4.5.3 – SIA263);

2. Column buckling resistance of an equivalent 
section is checked with a cruciform cross-
section and a buckling length of 75% the 
distance between flange center-lines



11Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Applications
Shear resistance of web panels

320 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT

de la diagonale tendue. A partir de cette représentation, différents modèles ont été développés. Ils se dif-
férencient essentiellement par les hypothèses concernant la manière dont les bielles de traction sont
ancrées (dans les semelles, les raidisseurs et les panneaux adjacents) et par le mécanisme de ruine du
système.

La théorie développée par Basler [12.4] repose sur l’hypothèse que la bielle tendue est ancrée uni-
quement dans les panneaux d’âme adjacents, les semelles sont jugées trop flexibles pour ancrer les biel-
les de traction. D’autres théories font intervenir les semelles comme élément d’ancrage; ces théories se
différencient par le mécanisme de ruine adopté (fig. 12.12). Signalons le modèle Prague-Cardiff déve-
loppé par Rockey et Skaloud [12.5]; ce modèle est basé sur de nombreux essais établissant l’influence
de la rigidité des semelles sur l’inclinaison, la largeur et la position de la bielle tendue. Le mécanisme lié
à ce modèle est celui de la figure 12.12(a) avec comme particularité que l’inclinaison de la bielle est
égale à celle de la diagonale du panneau d’âme. Un développement plus récent de ce modèle, se basant

q

cloquediagonale tendue raidisseur transversal

hf

(a) Poutre à âme pleine avant voilement des panneaux d’âme

a

(b) Treillis de remplacement après voilement des panneaux d’âme

(échelle verticale déformée)

Fig. 12.10  Comportement au cisaillement dans le domaine post-critique.

A B

DC

Vσ Vσ h

a

s

σt

ϕ

f

raidisseur

semelle

semelle

Fig. 12.11  Représentation schématique de la diagonale tendue dans le panneau d’âme d’une poutre composée-soudée.

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]
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From Part 1 of this lecture series we briefly mentioned how to estimate limit points 
(linear elastic loss of stability) in cases of shear loading.

TGC10, §12 - [Hirt et al., 2011]

Boundary 
conditions

Normal stresses Shear stresses
(approximate formulas) However, much like uniaxial loading, there 

can be significant post-buckling reserve 
capacity in plates under shear loading. In 
general shear capacity can expressed as 
decomposition of two terms:

𝑉! = 𝑉34 + 𝑉1 (40)

where, 𝑉34 is the limit point resistance, and 
𝑉1 the post-buckling resistance
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Also like uniaxial plate loading, the shear capacity in Eq. 40 should be assessed 
considering the relative weight of the yield stress with respect to the critical shear 
stress. For example, if the critical shear stress is 10 times higher that of the yield stress, 
we can be sure that shear capacity is dominated by inelastic loading of the plate and not 
its stability.  

To this end, we can draw a parallel to the reduced slenderness of Eq. 18, and define 
resistance as a function of,

𝜆̅% =
𝜏'
𝜏34

(41) with, 𝜏' =
(+
)

and   𝜏34 = 𝑘(𝛼) ? 5,6

$& $/7,
-#
."

,
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• Case 1 :  𝜆̅% ≤ 0.9

with,  𝐴% = ℎ(𝑡%𝑉! = 𝜏'𝐴%

• Case 2 :  0.9 ≤ 𝜆̅% ≤ 1.12

𝑉34 = 𝜏34,49"𝐴%,   with 𝜏34,49" = 0.8𝜏'𝜏34

• Case 3 :  𝜆̅% ≥ 1.12

𝑉34 = 𝜏34𝐴%

The TGC 12 [Lebet and Hirt, 2009] recommends dividing shear capacity into three cases:

Note: The SIA263 has similar, but slightly different, limits for these cases – cf. Annex F
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de la diagonale tendue. A partir de cette représentation, différents modèles ont été développés. Ils se dif-
férencient essentiellement par les hypothèses concernant la manière dont les bielles de traction sont
ancrées (dans les semelles, les raidisseurs et les panneaux adjacents) et par le mécanisme de ruine du
système.

La théorie développée par Basler [12.4] repose sur l’hypothèse que la bielle tendue est ancrée uni-
quement dans les panneaux d’âme adjacents, les semelles sont jugées trop flexibles pour ancrer les biel-
les de traction. D’autres théories font intervenir les semelles comme élément d’ancrage; ces théories se
différencient par le mécanisme de ruine adopté (fig. 12.12). Signalons le modèle Prague-Cardiff déve-
loppé par Rockey et Skaloud [12.5]; ce modèle est basé sur de nombreux essais établissant l’influence
de la rigidité des semelles sur l’inclinaison, la largeur et la position de la bielle tendue. Le mécanisme lié
à ce modèle est celui de la figure 12.12(a) avec comme particularité que l’inclinaison de la bielle est
égale à celle de la diagonale du panneau d’âme. Un développement plus récent de ce modèle, se basant

q

cloquediagonale tendue raidisseur transversal

hf

(a) Poutre à âme pleine avant voilement des panneaux d’âme

a

(b) Treillis de remplacement après voilement des panneaux d’âme

(échelle verticale déformée)

Fig. 12.10  Comportement au cisaillement dans le domaine post-critique.
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Fig. 12.11  Représentation schématique de la diagonale tendue dans le panneau d’âme d’une poutre composée-soudée.
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[Hansen, 2006]
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sur le mécanisme de la figure 12.12(b) et sur des hypothèses plus élaborées concernant l’inclinaison des
bielles tendues, a abouti à la méthode de Cardiff [12.6]. Ostapenko et Chern [12.7] considèrent eux,
dans leur théorie, un mécanisme de cadre (fig. 12.12(c)) et étendent la largeur de la diagonale tendue. Il
existe encore d’autres modèles décrits avec de nombreuses références dans [12.8]. Par la suite, nous
développons plus en détail le modèle de Basler, qui est celui sur lequel se base la norme SIA 263, ainsi
que le modèle de Cardiff.

Modèle de Basler

Dans sa théorie, Basler fait l’hypothèse que les bielles de traction ne peuvent se développer que si les con-
ditions aux limites le permettent. D’une part, ce sont les raidisseurs transversaux qui constituent les mon-
tants du treillis et, d’autre part, les semelles constituent les membrures du treillis. Basler admet que la
rigidité de flexion verticale des semelles ainsi que la rigidité horizontale des raidisseurs sont faibles. Par
conséquent, la bielle de traction ne peut s’ancrer que dans les panneaux d’âme adjacents, considérés
comme des éléments rigides, et ne mobilise pas les semelles en flexion. La figure 12.13 illustre le principe
du modèle de Basler au moyen d’une diagonale tendue de largeur constante, délimitée par deux droites
passant par les angles du panneau. Les efforts de traction T2 de la diagonale oblique dans deux panneaux
adjacents s’équilibrent et les efforts de traction T1 doivent être ancrés dans les triangles ABC du panneau
d’âme. La décomposition de l’effort T1 en une force horizontale H et une force verticale Fs définit la force

(a) Modèle Prague-Cardiff (b) Modèle Cardiff (c) Modèle Ostapenko-Chern

rotule plastique sc

st

Fig. 12.12  Mécanismes de ruine pour les panneaux d’âme des poutres composées-soudées.
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Plastic hinge

Prague-Cardiff model
[Rockey and Skaloud, 1972]

Cardiff model
[Rockey et al., 1978]

Ostapenko-Chern model
[Ostapenko and Chern, 1969 ]
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Transverse stiffener

The Basler [1969] model – implemented in SIA263 
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Transverse stiffener

The Basler [1969] model

Assumptions underlying the model:

1. Post-buckling behavior of beams 
follows a Prat Truss;

2. Prat truss diagonals (tension) 
effectively load rigid transverse 
stiffeners that perform as the 
struts of the truss. This condition is 
often coined as “anchoring” the 
diagonals. This depends on the 
stiffness of adjacent panels – cf. 
triangle ABC;

3. Flexural contributions of flanges 
and transverse stiffeners are 
ignored
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de compression Fs qui sollicite le raidisseur transversal. Les hypothèses à la base du modèle de Basler ont
été confirmées à plusieurs reprises par les observations effectuées lors des essais [12.9].

La bielle de traction qui se forme dans chaque panneau d’âme permet de reprendre un supplément
d’effort tranchant Vσ . Ce dernier peut être défini en effectuant une coupe I-I verticale à travers l’âme
d’une poutre sollicitée par un effort tranchant constant (fig. 12.14(a)). Il se compose d’une part de la
composante verticale Vσ1 de l’effort de traction développé dans la bielle de traction et d’autre part de la
contribution 2Vσ2 de l’effort tranchant dans les deux triangles d’âme adjacents rigides et constituant les
ancrages de la bande oblique (fig. 12.14(b)):

(12.45)

Selon les notations de la figure 12.14, la composante verticale Vσ1 de l’effort de traction T  agissant
dans la diagonale est exprimée au moyen de l’équation suivante:

(12.46)

L’inclinaison  de la bande oblique peut être calculée en admettant que Vσ1 est maximale lorsque la
résistance ultime au cisaillement est atteinte. On calcule cette inclinaison avec la condition suivante:
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Fig. 12.14  Résistance au cisaillement dans le domaine post-critique selon le modèle de Basler.
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𝑉1 = 𝑉1$ + 2𝑉1& (42)
𝑉1$ = 𝑇 ? sin𝜑 = 𝜎- ? 𝑡% ? 𝑠 ? sin 𝜑 =

= 𝜎- ? 𝑡%? ℎ( cos𝜑 − 𝑎 sin𝜑 ? sin𝜑 (43)
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:;/*
:<

= 0 ⇒ tan 2𝜑 =
.#
=
= $

>
= tan 𝜃 ⇒ 𝜑 = ?

&
(44)

Inclination 𝜑 computed at the point the 𝑉1$ is maximal:   



21Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Applications
Shear resistance of web panels – post-buckling

322 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT
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𝑎 ? 𝑉1& =
𝑎
2
tan𝜑𝐻 ⟺

Moment Equilibrium at point B
Triangle ABC in shear panel 

⟺ 𝑉1& =
𝐻
2
tan𝜑

Since,

𝐻 = 𝜎- ? 𝑡% ? 𝑎 ? sin 𝜑 cos𝜑

Then,

𝑉1& =
𝜎- ? 𝑡% ? 𝑎 ? sin 𝜑 &

2
(45)
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Taking Eq. 43 and Eq. 45 and substituting in Eq. 42,
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The only variable left to define is the stress in the diagonal 𝜎-. This stress can be 
computed by considering that,

1. The web panel is already loaded with a pure shear component equal to 𝜏34
along the xy-plan of the web panel;

2. We are searching for an increment in panel loading that will lead to yielding 
of the panel at stress 𝑓';

3. Rotating all stress along  the diagonal,

𝜎@ − 𝜎A & + 3𝜏@A& = 𝑓B&

𝜎@ = 𝜏34,C' sin 2𝜑 + 𝜎- 𝜎A = −𝜏34,C' sin 2𝜑 𝜏@A = 𝜏34,C' cos 2𝜑

Then, we can use the von Mises criterion,
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𝜎- can then be expressed as,

𝜎- = 𝑓'& − 𝜏34& 3 +
3
2
sin 2𝜑

&
−
3
2
𝜏34 sin 2𝜑 (47)

To simplify the Eq. 47, Basler [1969] 
proposes to:

1. Consider only cases where 𝜏34
contributes maximally to the 
diagonal tie (i.e. 2𝜑 = 45°);

2. Simplify the quadratic nature of 
Von Mises criterion to a linear 
relation in principal stress space

b)

c)

2

. .L::tV=qbt.cos¢. sin cJI

b)

[Basler, 1969]
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𝜎- can be expressed as,

𝜎- = 𝑓'& − 𝜏34& 3 +
3
2
sin 2𝜑

&
−
3
2
𝜏34 sin 2𝜑 (47)

Eq. 47 then becomes,

b)

c)

2

. .L::tV=qbt.cos¢. sin cJI

b)

[Basler, 1969]

𝜎- = 𝑓' 1 −
𝜏34
𝜏'

=

= 3 𝜏' − 𝜏34 (48)
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And so finally, assuming that prerequisites in slide 18 for the Basler model are 
fullfilled, the post-buckling shear resistance can be computed as:

𝑉! = 𝑉34 + 𝑉1 (40)

𝑉! = 𝜏34𝐴% +
3
2
?
𝜏' − 𝜏34
1 + 𝛼&

? 𝐴% =

= 𝜏34 +
3
2
?
𝜏' − 𝜏34
1 + 𝛼&

? 𝐴%=

= 𝜏! 𝐴% (49) and so for design, 𝑉!" =
𝜏!
𝛾#$

𝐴% (50)
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Having derived the post buckling resistance for cases where the prerequisites in slide 
18 are fullfilled, it is interesting to discuss cases where they are not; more specifically, 
cases where «anchoring» of the tension diagonals is not possible. 

Anchoring of the tension diagonals fundamentally depends of the stiffness of adjacent 
panels to load effectively the transverse stiffeners. This can be called into question 
when there are:

1. Flexible web panels at the beam extremities. In this case the TGC 12 [Lebet
and Hirt, 2009] suggest limiting the resistance to;

2. Flexible intermediate stiffeners;

3. No transverse stiffeners throughout the length of the beam, except at the 
extremities (anchored ends). Here, the TGC 12 recommends (based on 
experimental data of [Höglund, 1993]) that Eq. 49 be used for 𝛼 = 3.

𝑉! = 0.9 𝜏'𝜏34 ? 𝐴% (51)
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To ensure that we don’t have flexibility at the extremities, we have to employ some
special detailing:

336 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT

Le dimensionnement d’un raidisseur placé au droit d’une charge concentrée peut s’effectuer selon le
même modèle de flambage que pour un raidisseur situé au droit d’un appui intermédiaire. Il doit égale-
ment satisfaire aux conditions d’élancement des tôles dont il est constitué.

12.6.3 Raidisseurs d’appuis d’extrémité
Aux extrémités de la poutre, un raidissage constitué d’un seul raidisseur, au droit de l’axe de l’appui, ne
permet pas de remplir les hypothèses à la base de la théorie post-critique concernant la résistance à
l’effort tranchant (sect. 12.3). En effet, à l’extrémité de la poutre, la condition concernant l’ancrage de la
bielle tendue dans le panneau adjacent ne peut pas être satisfaite car ce panneau n’existe pas. Deux pos-
sibilités pour assurer la résistance à l’effort tranchant à l’extrémité des poutres peuvent être considérées:

• un seul raidisseur transversal, disposé symétriquement par rapport à l’âme, ayant pour rôle la
délimitation du panneau d’extrémité et l’introduction de la réaction d’appui (raidissage souple),

• un double raidisseur à l’extrémité de la poutre (fig. 12.20) ayant pour rôles ceux définis ci-dessus
plus l’ancrage de la diagonale tendue (raidissage rigide).

Raidissage souple
 Ce type de raidisseur d’appui est dimensionné comme les raidisseurs d’appuis intermédiaires. Pour ce
cas, les conditions d’ancrage de la bielle tendue étant insuffisantes, on doit alors appliquer la formula-
tion (12.56) pour définir la résistance à l’effort tranchant du panneau d’extrémité:

(12.72)

l   =

σ

ϕ
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t Vσ1

ea
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(b) Flexion du montant
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w

w

hf

3
16 H  ·hft f

4

hf

Ht
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Fig. 12.20  Ancrage de la bielle tendue à l’extrémité d’une poutre.

VR 0.9 τy τ⋅ cr Aw τy Aw≤⋅=

𝐻- = 𝜎-𝑡%𝑠 cos𝜑

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]

From Eq. 48 and given that 2𝜑 = 𝜃,

𝐻- = 3 𝜏' − 𝜏34 𝑡% ?
ℎ(
2

Using Eq. 49, it can also be shown 
that,

𝐻- = 𝜏! − 𝜏34 1 + α&𝐴% (52)
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VR 0.9 τy τ⋅ cr Aw τy Aw≤⋅=

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]

If in the limit we have a flexible 
end-stiffener, then from Eq. 51 we 
can take 𝜏34 = 0.9 𝜏'𝜏34, and so 
Eq. 52 can become,

𝐻- = 3 𝜏' − 0.9 𝜏'𝜏34 𝑡% ?
ℎ(
2
(53)

Which is the SIA 263 definition. 



30Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Applications
Shear resistance of web panels – post-buckling

To ensure that we don’t have flexibility at the extremities, we have to employ some
special detailing:

336 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT

Le dimensionnement d’un raidisseur placé au droit d’une charge concentrée peut s’effectuer selon le
même modèle de flambage que pour un raidisseur situé au droit d’un appui intermédiaire. Il doit égale-
ment satisfaire aux conditions d’élancement des tôles dont il est constitué.

12.6.3 Raidisseurs d’appuis d’extrémité
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• un double raidisseur à l’extrémité de la poutre (fig. 12.20) ayant pour rôles ceux définis ci-dessus
plus l’ancrage de la diagonale tendue (raidissage rigide).

Raidissage souple
 Ce type de raidisseur d’appui est dimensionné comme les raidisseurs d’appuis intermédiaires. Pour ce
cas, les conditions d’ancrage de la bielle tendue étant insuffisantes, on doit alors appliquer la formula-
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VR 0.9 τy τ⋅ cr Aw τy Aw≤⋅=

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]

And so, to conclude we need to 
design the end member to resist:

1. In flexure

2. And locally for the concentrated 
load, taking into account what 
was discussed in slide 10, For the 
total support reaction 𝑉6"

𝑀!" =
3
16
ℎ(

𝐻-
𝛾#$

(54)
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With respect to the intermediate stiffeners, we must ensure that they:
1. Are sufficiently stiff; 
2. Can resist the unbalanced component 𝐹0, since at ultimate load the web 

is fully yielded

TGC 12 - [Lebet and Hirt, 2009]

To ensure sufficiently stiff intermediate 
transverse stiffeners, the TGC 12 
recommends that the stiffener’s inertia 
𝐼0 (as measured from the middle plane 
of the web), respect the following 
condition,

322 ANALYSE ET DIMENSIONNEMENT

de compression Fs qui sollicite le raidisseur transversal. Les hypothèses à la base du modèle de Basler ont
été confirmées à plusieurs reprises par les observations effectuées lors des essais [12.9].

La bielle de traction qui se forme dans chaque panneau d’âme permet de reprendre un supplément
d’effort tranchant Vσ . Ce dernier peut être défini en effectuant une coupe I-I verticale à travers l’âme
d’une poutre sollicitée par un effort tranchant constant (fig. 12.14(a)). Il se compose d’une part de la
composante verticale Vσ1 de l’effort de traction développé dans la bielle de traction et d’autre part de la
contribution 2Vσ2 de l’effort tranchant dans les deux triangles d’âme adjacents rigides et constituant les
ancrages de la bande oblique (fig. 12.14(b)):

(12.45)

Selon les notations de la figure 12.14, la composante verticale Vσ1 de l’effort de traction T  agissant
dans la diagonale est exprimée au moyen de l’équation suivante:

(12.46)

L’inclinaison  de la bande oblique peut être calculée en admettant que Vσ1 est maximale lorsque la
résistance ultime au cisaillement est atteinte. On calcule cette inclinaison avec la condition suivante:

 d’où l’on obtient:

  (12.47)

Vσ Vσ1 2Vσ2+=

B

a·tanϕ

aa

a·sin ϕ

a

a·tan ϕ H

ϕ

A

ϕ

Vσ2

Vσ2θ

σV
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BA

C

V  =  V    + 2Vσ1 σ 2σ
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H
sF T1

T2 T2 T

σt

σV

Vσ2

Vσ 2

s C
Vσ1

I

I

hf

H

Fig. 12.14  Résistance au cisaillement dans le domaine post-critique selon le modèle de Basler.

Vσ1 σt tw s ϕ σt tw ϕ h f ϕ a ϕsin–cos( )sin⋅ ⋅=sin⋅ ⋅ ⋅=

ϕ

dVσ1 dϕ⁄ 0=

2ϕtan
h f
a
----- 1

α
--- θtan= = =

𝐼0 ≥
ℎ(
50

*

𝜂$
)/& (55)

with, 𝜂$ =
(+"
('0

, the ratio between web 
and stiffener yield stresses 
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With respect to the intermediate stiffeners, we must ensure that they:
1. Are sufficiently stiff; 
2. Can resist the unbalanced component 𝐹0, since at ultimate load the web 

is fully yielded

SIA263 - [SIA, 2013]

As for the resistance to the unbalanced load 𝐹0, we
must ensure that the stiffener area 𝐴0 be, 

𝐴0 ≥ 1 −
𝜏34
𝜏'

𝛼
2
−

𝛼&

2 1 + 𝛼&
𝐴%𝜂$𝜂&𝜂) (56)

with, 𝜂& - the eccentricity coefficient 

𝜂) =
;'(
;0(

- a demand reduction factor, if the                       

demand does not reach the capacity 

                    Figure 50: Effet de l’excentricité des raidisseurs transversaux

                 

Coefficient d’excentricité h2 Extrémité du raidisseur transversal du côté de la semelle
tendue
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Abréviations des organisations représentées dans la Commission SIA 263

CFF Chemins de fer fédéraux suisses
EPFL École Polytechnique Fédérale de Lausanne
ETHZ Eidgenössische Technische Hochschule Zurich
HES CH Haute École Spécialisée
SZS Centre suisse de la construction métallique

h2 = 1

h2 = 1,8

h2 = 2,1
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To take into account the interaction between bending moment and shear we can
decompose the bending moment resistance into a part carried by the flanges and 
another by web. For example, considering the effective properties of a bi-symmetric I-
girder, this leads to,

𝑀6" ≤ 𝑀!",; = 𝑀!"
( +𝑀!",;

% = 𝑏9((𝑡(ℎ(
𝑓'
𝛾#$

+𝑊9((,%9E 1 −
𝑉6"
𝑉!"

& 𝑓'
𝛾#$

(57)
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EBF Link: Behaviour Without Stiffeners

Image courtesy of Prof. Englelhardt
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𝑒 ≤ 1.6 𝑀𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 / 𝑉𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘
𝑠 𝑠 𝑠 𝑠 𝑠

Link Length = 𝑒

𝑠 ≤
30 𝑡𝑤 −

𝑑
5 𝑓𝑜𝑟 𝛾𝑝 = 0.08 𝑟𝑎𝑑𝑠

52 𝑡𝑤 −
𝑑
5 𝑓𝑜𝑟 𝛾𝑝 = 0.02 𝑟𝑎𝑑𝑠

interpolate for 0.02 < 𝛾𝑝 < 0.08𝑟𝑎𝑑𝑠
𝑡𝑤 = link web thickness            𝑑 = link depth

Short Link Stiffeners (Shear Yielding Links)
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Short Link Stiffeners: Illustration

Figures courtesy of Prof. Tremblay & Christopoulos



37Prof. Dr. Dimitrios G. Lignos and Dr. Albano de Castro e Sousa  
Civil-369-“Structural Stability” : Plate Buckling

RESSLab
Resilient Steel Structures Laboratory

Long Link Stiffeners (Flexural Yielding Links)

Link Length = 𝑒

1.5 𝑏! 1.5 𝑏!

𝑏𝑓 = link flange width

3𝑀𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 / 𝑉𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 < 𝑒 < 5𝑀𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 / 𝑉𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘
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Long Link Stiffeners: Illustration

Figures courtesy of Prof. Tremblay & Christopoulos
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Link Length = 𝑒

1.5 𝑏! 1.5 𝑏!

𝑠 𝑠 𝑠 𝑠

𝑠 ≤

30 𝑡𝑤 − 𝑑 /5 for  𝛾𝑝 = 0.08 𝑟𝑎𝑑𝑠

52 𝑡𝑤 − 𝑑 /5 for  𝛾𝑝 = 0.02 𝑟𝑎𝑑𝑠

interpolate for 0.02 < 𝛾𝑝 < 0.08 𝑟𝑎𝑑𝑠

1.6 𝑀𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 / 𝑉𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 < 𝑒 < 3𝑀𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘 / 𝑉𝑝, 𝑙𝑖𝑛𝑘

Intermediate Link Stiffeners (Shear & Flexural Yielding Links)
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Intermediate Link Stiffeners: Illustration

Figures courtesy of Prof. Tremblay & Christopoulos
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