
1 INTRODUZIONE 

Le travi tralicciate miste acciaio-calcestruzzo rappre-
sentano una tipologia strutturale sempre più larga-
mente adottata nell’industria delle costruzioni edili-
zie grazie ai numerosi vantaggi economici, 
prestazionali e di rapidità di messa in opera derivanti 
dalla parziale prefabbricazione delle travi e dalla lo-
ro capacità autoportante in fase I, ovvero nella fase 
operativa precedente al getto di calcestruzzo che 
viene invece realizzato in cantiere. Le travi Prefab-
bricate REticolari Miste (PREM) oggetto del presen-
te studio sono caratterizzate dalla presenza di due 
principali componenti: un traliccio metallico a barre 
inclinate realizzato in stabilimento, saldato inferior-
mente ad un fondello di acciaio liscio da carpenteria 
e un nucleo di calcestruzzo collaborante gettato in 
opera (Fig.1).  

Tale tipologia strutturale è stata ampiamente in-
dagata negli ultimi decenni con riferimento alla sua 
applicazione all’interno di telai sismoresistenti (Co-

lajanni et al. 2015) e con lo scopo principale di stu-
diare i problemi relativi alla resistenza a flessione e 
taglio (Chisari & Amadio 2014, Campione et al. 
2016, Monaco 2016, Monti & Petrone 2015, Cola-
janni et al. 2017a), alla capacità delle connessioni 
(Colajanni et al. 2014a, Colajanni et al. 2017b, Cola-
janni et al. 2015b) e alle modalità di crisi per     
geometrie di diversa scala (Ballarini et al. 2017). 

Gli attuali riferimenti normativi non contengono 
specifiche prescrizioni per la progettazione delle tra-
vi PREM e, pertanto, il calcolo viene condotto adat-
tando i modelli esistenti relativi ad altre tipologie 
strutturali, quali le travi in cemento armato e travi 
composte. 

All’interno di questo ambito, il presente studio ri-
guarda la modellazione del comportamento a taglio 
delle travi PREM, presentando una sintesi dei prin-
cipali contributi attualmente disponibili nella lettera-
tura scientifica inerenti modelli di calcolo analitici e 
ad elementi finiti per la previsione della capacità 
portante della trave soggetta a taglio.  
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In particolare, vengono presentati quattro modelli 
analitici di previsione: il modello a traliccio ad incli-
nazione variabile dedotto dall’Eurocodice 2 per il 
calcolo della resistenza a taglio delle travi in c.a. 
(CEN 2004); due modelli specificatamente concepiti 
per le travi PREM (Monti & Petrone 2015; Campio-
ne et al. 2016); un modello basato sulla definizione 
di campi di tensione ad inclinazione variabile in travi 
in c.a. con armatura trasversale con doppia inclina-
zione (Nielsen 1999; Colajanni et al. 2014b). 

Tra i due modelli analitici specifici per le travi 
PREM, quello proposto da Campione et al. (2016) è 
basato su un approccio di tipo additivo in cui il con-
tributo resistente dell’acciaio si somma a quello del 
calcestruzzo, il quale, a sua volta, è computato attra-
verso la definizione di due contributi legati rispetti-
vamente all’effetto arco e all’effetto trave. Il modello 
analitico di trave PREM proposto invece da Monti & 
Petrone (2015) è formulato assumendo che la capaci-
tà a taglio dipende dal numero di coppie di barre in-
clinate capaci di snervarsi prima che il calcestruzzo 
entri in crisi. 

I modelli analitici vengono messi a confronto 
evidenziandone i punti di forza e di debolezza, che 
dipendono dalle ipotesi di base di ciascuna formula-
zione, e mettendo comparativamente in evidenza 
l’efficacia della previsione. Infine, i modelli vengono 
validati attraverso un ampio numero di risultati spe-
rimentali e numerici disponibili nella letteratura 
scientifica (Chisari & Amadio 2014, Monaco 2016, 
Colajanni et al. 2017a), risultati che tengono conto di 
un vasto range di parametri caratteristici della tipo-
logia di trave esaminata. I risultati ottenuti vengono 
discussi al fine di sottolineare l’influenza delle di-
verse ipotesi-chiave adottate negli approcci analitici 
e numerici. 
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Figura 1. Elementi costituenti / Characteristic elements. 

2 MODELLI ANALITICI 

2.1 Modello a traliccio per travi in c.a. 

Secondo il recente approccio europeo, la resistenza a 
taglio di elementi in cemento armato con armature 
trasversali è valutata attraverso una apposita modifi-
ca del modello a traliccio di Ritter-Mӧrsh che, nella 
prima formulazione era caratterizzato da una incli-
nazione predeterminata 45  del puntone di calce-
struzzo. Il modello aggiornato proposto 
nell’Eurocodice 2 (CEN 2004) è caratterizzato dal 
trascurare il contributo fornito dal calcestruzzo teso 
e consentire una appropriata inclinazione del punto-

ne di calcestruzzo compresso nel range 1 cot 2.5  . 
In accordo alla teoria della plasticità, l’inclinazione 
del traliccio di calcestruzzo può essere scelta al fine 
di massimizzare la resistenza a taglio dell’elemento. 
Quest’ultima si assume pari a quella che produce la 
crisi dell’elemento più debole del meccanismo resi-
stente, cioè la resistenza del calcestruzzo compresso 
(VRc) o quella dell’armatura trasversale (VRs). Esse 
sono rispettivamente espresse come: 
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Nell’Eq. (1a),  0.6 1 250cf   è il coefficiente 
di softening che tiene conto dello stato tensionale 
biassiale del calcestruzzo; c =1 per elementi non 
compressi; d è l’altezza utile della trave; fc la resi-
stenza a compressione del calcestruzzo; bw la lar-
ghezza della trave. Nell’Eq. (1b) Asw è l’area 
dell’armatura trasversale disposta a passo s mentre 
fyw è la tensione di snervamento. 

Quando l’Eq. (2) fornisce un valore di cot con-
tenuto entro il range di variazione, si verifica la crisi 
contemporanea di calcestruzzo e staffe e le Eqq. (1a) 
e (1b) forniscono lo stesso valore di resistenza a ta-
glio. Se l’Eq. (2) fornisce cot 2.5  , allora la crisi 
delle armature trasversali è anticipata rispetto a quel-
la del calcestruzzo e la resistenza può essere valutata 
attraverso l’Eq. (1b) in cui si assume cot 2.5  . Al 
contrario, se l’Eq. (2) restituisce cot 1  , allora la 
crisi si verifica nel calcestruzzo e la resistenza a ta-
glio si ottiene attraverso l’Eq. (1a) assumendo 
cot 1  . 

2.2 Modello tirante-puntone per travi PREM 

Questo modello presenta un approccio basato su una 
formulazione additiva in cui la resistenza a taglio 
della trave PREM è valutata come quella di una tra-
ve in c.a. assimilando gli elementi diagonali del tra-
liccio in acciaio alle armature trasversali tipicamente 
presenti nelle travi in c.a. Inoltre, lo schema resisten-
te tiene anche conto del contributo a taglio del fon-
dello metallico. Il contributo del calcestruzzo è valu-
tato considerando l’effetto arco e l’effetto trave 
illustrati in Figura 2. Nella letteratura scientifica, ap-
procci simili sono stati adottati per tipologie struttu-
rali differenti come ad esempio travi in calcestruzzo 
ad alta resistenza (Campione et al. 2014). 
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Figura 2. Effetto arco ed effetto trave nella luce di taglio (Cam-
pione et al. 2014) / Beam and arch effects in the shear span 
(Campione et al. 2014). 
 

Con riferimento allo schema mostrato in Figura 2, 
la forza di compressione C del corrente superiore è 
fornita sia dal calcestruzzo compresso (Cc) che dalle 
barre superiori del traliccio metallico (Cup).  

Similmente, la forza del fondello inferiore (Tp) e 
quella delle eventuali barre inferiori aggiunte (Tb), 
contribuiscono alla trazione T nel corrente inferiore. 
Dunque, l’area totale As del corrente inferiore teso si 
ottiene come somma dell’area del piatto, Ap, e 
dell’area delle nb barre d’armatura aggiunte, aventi 
area Ab. 

L’equilibrio entro la luce di taglio a si può espri-
mere in funzione del momento flettente M(x), del ta-
glio Vc(x), della forza di trazione longitudinale T e 
del braccio della coppia interna jo(x)d, attraverso la 
seguente espressione: 
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L’Eq. (3) evidenzia il ruolo dell’effetto arco V1, 
con braccio di coppia interno jod, variabile e l’effetto 
trave V2, con jod costante. Una stima appropriata del-
la trazione T e del braccio di coppia jo(x)d consente 
di valutare il contributo dovuto ai due effetti V1 e V2 
come segue: 
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Nell’Eq. (4) Tb e Tp sono rispettivamente la forza 
di trazione nelle barre inferiori aggiunte (se presenti) 
e nel fondello. Nell’Eq. (5) Di è il diametro di cia-
scuna barra longitudinale; *

wb  la larghezza effettiva 
del piatto e Twi l’effetto spinotto dovuto a ciascuna 
delle i-esime barre diagonali d’anima; nw il numero 
delle diagonali; nb il numero di barre longtudinali in-
feriori. Infine, qres,b e qres,p sono rispettivamente le 
tensioni residue di aderenza che si sviluppano attor-
no alle barre longitudinali e sul piatto.  

Le forze Tb, Tp e Tw sono valutate come segue: 
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con fyb, fyp e fyw rispettivamente le tensioni di sner-
vamento delle barre aggiunte, del piatto e 
dell’armatura trasversale. Quest’ultima è costituita 
da barre diagonali di area Asw, inclinate di un angolo 
 rispetto all’asse longitudinale della trave e  nel 
piano della sezione trasversale.  

Nelle Eqq. (5) e (7) vengono utilizzate la funzio-
ne gradino unitario ( )iu x x e la sua derivata 

( )ix x   (Delta di Dirac) per modellare il salto della 
forza di trazione nel fondello dovuta all’effetto spi-
notto Twi esplicato da ciascuna barra diagonale ad es-
so saldata. 

Infine, nell’Eq. (8) il termine r rappresenta il rap-
porto fu/fyw tra la resistenza ultima fu quella di sner-
vamento fyw delle barre diagonali (Campione et al. 
2016). Va sottolineato che il contributo di resistenza 
dovuto all’effetto arco e trave secondo l’Eq. (3) è 
limitato dalla crisi del puntone compresso secondo la 
procedura descritta in dettaglio da Campione et al. 
(2016). Infine, il contributo resistente dovuto alle 
diagonali d’anima, intese come traliccio metallico, è 
calcolato come segue: 

sin sinsw sw ywV A f    (9) 

in cui  and sono gli angoli di inclinazione delle 
barre diagonali indicati in Figura 2. 

La resistenza a taglio VR viene infine calcolata 
come nell’Eq. (10) e cioè attraverso la somma delle 
Eqq. (3) e (9), usando le Eqq. (4) e (5) compatibil-
mente con le Eqq. (6)-(8) e con il limite di resistenza 
del calcestruzzo compresso: 

 1 2R c sw swV V V V V V      (10) 

2.3 Modello meccanico di resistenza a taglio 

Monti & Petrone (2015) hanno proposto un modello 
per la valutazione della resistenza a taglio delle travi 
PREM basato su numerose analisi agli elementi fini-
te. Gli autori hanno individuato un meccanismo di 
crisi caratterizzato dallo snervamento di n coppie di 
barre diagonali d’anima che si attiva prima dello 
schiacciamento del calcestruzzo. Viene dunque iden-
tificato un modello staticamente indeterminato di ti-
po tirante-puntone nel quale le bielle di calcestruzzo 
hanno dimensione incognita. Gli altri parametri 
geometrici che caratterizzano in maniera completa il 
meccanismo resistente sono le dimensioni della se-
zione traversale e il diametro e il passo delle diago-
nali inclinate. La dimensione del traliccio in calce-



struzzo viene valutata mediante minimizzazione 
dell’energia di deformazione per unità di rigidezza 
del meccanismo resistente, una volta che le forze in-
terne che agiscono in ogni elemento sono valutate 
con il metodo delle forze. Su questa base, viene de-
rivata una procedura analitica per la valutazione del-
la resistenza a taglio. Inoltre, gli autori hanno propo-
sto una ulteriore procedura semplificata, assumendo 
che sia la rigidezza del calcestruzzo piuttosto che la 
resistenza ad incrementare la resistenza a taglio della 
trave. Più in particolare, la procedura semplificata 
viene ottenuta assumendo che il puntone di calce-
struzzo sia in grado di sopportare l’incremento di 
forza interna generato dalla perdita di rigidezza che 
si verifica a partire dallo snervamento della prima 
coppia di diagonali d’anima fino a che una seconda 
coppia di barre si snerva. Di conseguenza, è possibi-
le derivare la seguente espressione in accordo con le 
normative per la stima della resistenza a taglio: 
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Nell’Eq. (12) nt e ns rappresentano, rispettivamen-
te, il numero totale di barre e il numero di barre che 
si snervano; inoltre si assume p = 0 oppure p =1 a 
seconda che il carico sia applicato, rispettivamente, 
al di sopra o al di sotto della trave. 

2.4 Modello a campi di tensione a inclinazione 
variabile 

Colajanni et al. (2014b) hanno formulato un modello 
per la stima della capacità a taglio di travi in c.a. con 
armature trasversali a doppia inclinazione, introdu-
cendo una generalizzazione del classico modello 
plastico di Nielsen (1999) il quale si basa sul metodo 
dell’equilibrio con approccio a campi di tensione ad 
inclinazione variabile.  

Nel modello vengono considerate due serie di 
staffe disposte secondo due differenti inclinazioni 1 
e 2; le staffe possono essere soggette sia a trazione 
che a compressione, a seconda dell’inclinazione. 

La resistenza a taglio della trave viene dedotta 
analizzando le condizioni di equilibrio che si hanno 
all’attivazione del meccanismo di rottura, facendo ri-
ferimento allo schema di Figura 3 che consiste in: 

- un corrente superiore costituito dal calcestruzzo 
e dall’armatura compressi;  

- un corrente teso inferiore costituito dalle arma-
ture longitudinali;  

- l’anima della trave, che porta l’azione di taglio, 
principalmente costituita da calcestruzzo e staffe.  

Le forze interne nell’anima della trave vengono 
modellate attraverso tre campi di tensione uniformi 

di cui uno rappresentativo dell’azione del calcestruz-
zo compresso inclinato di un angolo  e gli altri due 
rappresentativi dell’azione dei due ordini di staffe 
inclinate. L’effetto arco viene trascurato; di conse-
guenza, la validità del modello è limitata alle cosid-
dette B-regions (regioni di Bernoulli).  

Le equazioni di equilibrio vengono scritte secon-
do le seguenti ipotesi: 

- le staffe sono soggette a sforzo assiale semplice; 
- il passo fitto tra le staffe consente la modella-

zione della loro azione mediante campi di tensione 
uniformi inclinati di 1 e 2 (Fig. 3b);  

- il campo di tensione nel calcestruzzo nell’anima 
della trave è inclinato di un angolo  rispetto all’asse 
longitudinale e la capacità tagliante si raggiunte per 
valori di ctg variabili nel range 1 ≤ ctg ≤ (ctg)max, 
assumendo generalmente (ctg)max = 2.5 (CEN 
2004);  

- effetto spinotto e ingranamento degli inerti ven-
gono modellati assumendo inclinazioni delle dire-
zioni principali dei campi di tensione orientate di un 
angolo  rispetto all’asse della trave, diverso da 
quello della direzione originaria delle fessure;   

- il contributo del calcestruzzo teso è trascurato. 
 

 
a) 

 
b) 

Figure 3. Modello a campi di tensione: a) layout delle armature 
trasversali; b) campi di tensione di due diverse inclinazioni Co-
lajanni et al. (2014b) / Stress field model: a) web reinforcement 
layout and b) stress fields of two different inclinations Colajan-
ni et al. (2014b). 

 
Nella scrittura delle equazioni di equilibrio si as-

sume la seguente simbologia: Atw1, stw1 e Atw2, stw2 
sono l’area e il passo delle armature d’anima inclina-
te rispettivamente di 1 e 2; Alw è l’area delle arma-
ture longitudinali, Atwi l’area del generico rinforzo; 
bw e h sono rispettivamente la larghezza e l’altezza 
della sezione trasversale; fyd la resistenza di calcolo 
dell’acciaio e f’cd la resistenza a compressione di 
calcolo ridotta del calcestruzzo che tiene conto dello 
stato di sforzo biassiale nell’anima della trave 



(f’cd = ’ fcd , essendo fcd la resistenza a compressione 
di calcolo e ’ ≤1 un coefficiente di efficacia). Infi-
ne, i rapporti meccanici di armatura twi con i = 1,2 
sono definiti come 
twi = Atwi/(bw stwi sin i)×(fyd/f’cd) .  

Le equazioni di equilibrio vengono dunque rica-
vate (Colajanni et al. 2014b) con riferimento a tre 
differenti tratti di trave individuati secondo tre diver-
se inclinazioni parallele rispettivamente alla direzio-
ne del campo delle tensioni nel calcestruzzo o a 
quella di uno dei due campi di tensione dei due ordi-
ni di staffe: 
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Nelle Eqq. (13)-(17), 
1tw  e 

2tw  sono i valori 
adimensionali di tensione ( twi twi ydf ) dei campi 
dei due ordini di staffe; 

cw  la tensione adimensiona-
le (    cw cw cdf nell’anima di calcestruzzo, 
 C x  and  T x  le forze nei correnti superiori e in-

feriori adimensionalizzati rispetto a bw z f’cd (essen-
do d e z rispettivamente l’altezza utile della sezione 
e il braccio della coppia interna z = j d); m(x)il mo-
mento flettente adimensionale. 

La resistenza a taglio della trave viene valutata 
come il massimo tra i valori ottenuti dalle Eqq. (13)-
(15) verificando le condizioni di equilibrio 
[Eqq. (13)-(17)] in cui i valori adimensionali di ten-
sione e delle forze interne sono scelti nel range: 

 1 20 , , 1cw tw tw     (18) 

( ) sT x  ' '( ) /s sC x        (19) 

Nell’Eq. (19) =x/z rappresenta l’affondamento 
adimensionale dell’asse neutro, ’s=’s / (bw z f’cd) 

es=s / (bw z f’cd) i rapporti meccanici 
dell’armatura longitudinale compressa (’s) e tesa 
(s) rispettivamente.  

Riformulando le Eqq. (13)-(15), (18), (19) è pos-
sibile derivare la seguente condizione di ammissibi-
lità plastica per i campi di tensione delle staffe: 

2 2

1 1 1 2 2 2

2 2

sin sin
0 1

sin sin

tw tw tw tw     

 
    (20) 

L’Eq. (20) rappresenta l’interazione tra i campi di 
tensione delle staffe e del calcestruzzo originati dalla 
presenza di due ordini di armature trasversali con di-
versa inclinazione. 

La resistenza a taglio della trave deve essere de-
terminate massimizzando la funzione (x) 
dell’Eq. (13) (o nelle Eqq. (14) e (15)) facendo va-
riare

1tw ,
2tw e ctg  secondo la limitazione espressa 

nell’Eq. (18). 

3 DATI SPERIMENTALI E NUMERICI DI 
RIFERIMENTO 

Nella letteratura scientifica sono presenti risultati di 
prove sperimentali (Chisari & Amadio 2014, Cola-
janni et al. 2017a) e numeriche condotte col metodo 
degli elementi finiti (FEM) (Monaco 2016) che ven-
gono qui impiegati per validare l’efficacia dei mo-
delli analitici considerati. 

Il primo set di risultati sperimentali utilizzato è 
quello ottenuto da Chisari & Amadio (2014), i quali 
hanno indagato gli effetti di differenti configurazioni 
e soluzioni tecniche sulla resistenza a taglio delle 
travi PREM. In particolare, sono stati considerati tre 
diversi layout in cui è stato impiegato un fondello di 
spessore 16 mm. Le sezioni trasversali dei campioni 
sono riportate in Figura 4: esse differiscono per il 
numero di monconi longitudinali saldati inferior-
mente al fondello metallico. Nei campioni delle tipo-
logie denominate A, B e C sono state aggiunte ri-
spettivamente nessuna, tre o cinque barre 
longitudinali. Tali barre vengono aggiunte con lo 
scopo di incrementare l’aderenza tra il calcestruzzo e 
il piatto metallico. A tal riguardo, viene inoltre inda-
gata l’influenza della finitura superficiale delle barre 
testando tre differenti tipologie di campione: nella 
prima, il corrente superiore e le diagonali del tralic-
cio sono entrambi nervati (campioni A1, B1, C1); 
nella seconda, le diagonali sono in acciaio liscio 
mentre il corrente superiore è nervato (campioni A2, 
B2, C2); nella terza tipologia il corrente superiore è 
liscio mentre le diagonali del traliccio sono nervate 
(campioni A3, B3, C3). In tutti i campioni le barre 
d’anima hanno diametro 16 mm mentre i correnti 
superiori e inferiori hanno diametro 40 mm. Attra-
verso test preliminari sono state ottenute le resisten-
ze dei materiali: fsy = 479 MPa e fsy = 551 MPa per 
l’acciaio B450C delle barre di diametro 40 e 16 mm, 
rispettivamente; fsy = 413 MPa, fsy = 402 MPa, e 



fsy = 397 MPa per l’acciaio di tipo S355 rispettiva-
mente per le barre di diametro 40 mm, 16 mm e per 
il fondello. La resistenza media a compressione del 
calcestruzzo è risultata pari a fcm = 38.83 MPa. 

Sono stati eseguiti test di flessione su tre punti su 
travi in semplice appoggio secondo lo schema di ca-
rico di Figura 4, con carico asimmetrico. Le prove 
sono state condotte in controllo di spostamento. 

I principali risultati hanno mostrato che un ruolo 
fondamentale nel meccanismo resistente è svolto 
dall’aderenza tra calcestruzzo e fondello della trave, 
che non può essere assicurata esclusivamente da 
connessioni o piatti di estremità. Al contrario, è pos-
sibile raggiungere una piena resistenza a taglio qua-
lora l’aderenza sia garantita dalla presenza di barre 
longitudinali saldate al fondello metallico. 

   

 
Figura 4. Sezioni trasversali e condizione di carico dei campio-
ni (Chisari & Amadio 2014) / Specimen cross-sections and load 
conditions (Chisari & Amadio 2014). 
 

Un secondo gruppo di risultati sperimentali di 
prove di flessione su tre punti è disponibile in Cola-
janni et al. (2017a). Sono state considerate due di-
verse condizioni di carico: il primo gruppo di cam-
pioni (serie A) è stato sottoposto a momento flettente 
positivo, mentre il secondo gruppo (serie B) a mo-
mento negativo, cioè in quest’ultimo caso il campio-
ne è stato capovolto in modo da applicare un carico 
che mette in compressione il fondello della trave. 

Le sezioni trasversali dei campioni sono mostrate 
in Figura 5. Sono stati utilizzati barre d’anima e cor-
rente superiore in acciaio B450C e fondello in       
acciaio S355. Dalle prove di trazione standard su 
barre da 12 e 16 mm è stata ricavata una tensione di 
snervamento di fsy = 508.81 MPa e fsy = 489.10 MPa, 
rispettivamente; la tensione di snervamento del fon-
dello è risultata pari a fsy = 395.44 MPa.  

Le armature-base del traliccio sono costituite da 
tre barre superiori, da un fondello di spessore 5 mm 
e da diagonali d’anima di 12 mm ad esso saldate. In 
tutti i campioni sono state aggiunte quattro ulteriori 
barre al corrente superiore e nei campioni A2-1 e 
A2-2 due ulteriori barre anche nel corrente inferiore. 

La resistenza a compressione di progetto del cal-
cestruzzo è pari a 25 MPa (calcestruzzo tipo 1).   
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Figura 5. Campioni testati da Colajanni et al. (2017a): a) sezio-
ne trasversale di A1, B1 e B2; b) sezione trasversale di A2-1 
and A2-2; c) sezione longitudinale e schema di prova / Tested 
specimens in Colajanni et al. (2017a): a) A1, B1 and B2 cross-
section; b) A2-1 and A2-2 cross-section; c) longitudinal section 
with the scheme of the test execution. 

 
Successivamente, in fase di getto è stata aggiunta 

dell’acqua alla miscela per migliorare la lavorabilità 
e le effettive proprietà meccaniche del calcestruzzo 
sono state ottenute attraverso prove di compressione 
uniassiale su campioni del calcestruzzo realizzato 
con aggiunta di acqua (calcestruzzo tipo 2) e si è ot-
tenuta una resistenza a compressione media di circa 
16 MPa.  

I campioni A1 e B1 sono stati realizzati con il 
calcestruzzo di tipo 1 mentre gli altri campioni con il 
calcestruzzo di tipo 2. 

I risultati sperimentali hanno evidenziato una rot-
tura fragile a taglio in quasi tutti i campioni, provo-
cata dalla crisi del puntone di calcestruzzo. Inoltre, è 
stato osservato che, nei campioni realizzati con il 
calcestruzzo con proprietà meccaniche superiori, la 
crisi del puntone è stata ritardata, consentendo alle 
armature metalliche di fornire duttilità al sistema  
prima del raggiungimento del carico di picco; dopo-
diché, successivamente al raggiungimento del picco, 
quando interviene la crisi del puntone di calcestruz-
zo, gli elementi in acciaio (fondello e barre inferiori) 
sono in grado di fornire una resistenza residua alla 
trave fino a grandi valori di spostamento.  

Come accennato prima, tali test sperimentali sono 
anche stati riprodotti mediante simulazioni FEM 
(Monaco 2016) in cui tutti i componenti (cioè barre, 
piatto e blocco di calcestruzzo) sono stati modellati 
utilizzano elementi solidi. Inoltre, in tale modello, 
l’interfaccia tra barre d’armatura e calcestruzzo è 
stata riprodotta attraverso un approccio coesivo per 
modellare il comportamento non-lineare di aderenza. 



Per simulare il legame costitutivo del calcestruz-
zo è stato adottato un modello di danno plastico. 

Per la simulazione del comportamento 
dell’acciaio invece è stato impiegato un classico mo-
dello di plasticità di metalli duttili, adottando una 
legge elasto-plastica bilineare. 

I casi simulati sono rappresentativi dei campioni 
di entrambe le serie A e B (Fig. 6) e sono stati gene-
rati per valori di resistenza a compressione del calce-
struzzo pari a 16, 20 e 25 MPa. Dunque, i campioni 
delle simulazioni sono identificati con la sigla A16, 
A20, A25 e B16, B20, B25, rispettivamente. 

 

 

 
  

Figura 6. Mesh e condizioni di carico per campioni serie A 
(M+) e serie B (M-) (Monaco 2016) / Mesh of the elements and 
boundary conditions for Series A (M+) and Series B (M-) tests 
(Monaco 2016). 

4 RISULTATI E DISCUSSIONE 

I modelli analitici descritti in precedenza sono stati 
utilizzati per riprodurre i dati sperimentali e numeri-
ci di riferimento ottenendo la previsione del valore 
teorico di resistenza a taglio Vtheo. I valori sperimen-
tali e numerici di riferimento sono invece indicati 
come Vexp. In Tabella 1 vengono riportati i risultati 
ottenuti applicando ciascun modello. 

La stima della resistenza mediante l’approccio a 
campi di tensione è stata condotta introducendo le 
seguenti ipotesi semplificative: il braccio della cop-
pia interna è stato posto pari a 0.9d e sono state con-
siderate due possibili inclinazioni per il campo di 
tensione del calcestruzzo, l’una corrispondente a 
ctgmax= 2.5 e l’altra corrispondente a ctgmax= 3. 
Per applicare tale modello, la sezione critica è stata 
individuata come quella sezione in cui si ha massi-
mo momento flettente associato a massima forza ta-
gliante, escludendo le regioni disturbate. 

Per l’applicazione dei modelli ai risultati ottenuti 
da Monaco (2016), si è fatto riferimento ai soli mo-
delli FEM generati con approccio coesivo per la mo-
dellazione dell’aderenza. Infatti, in Monaco (2016) è 
presentato anche un confronto con i risultati ottenuti 
da una modellazione semplificata in cui si adotta 
l’ipotesi di perfetta aderenza acciaio-calcestruzzo. 
Da tale confronto emerge che il modello FEM forni-

sce un risultato complessivamente più accurato 
quando si adotta un’interfaccia coesiva, sebbene tale 
parametro non influenzi in maniera significativa la 
resistenza a taglio della trave. L’autore sottolinea 
inoltre che il risultato di tale confronto testimonia il 
fatto che l’interfaccia non subisce un danneggiamen-
to significativo e, di conseguenza, dissipa un quanti-
tativo di energia limitato rispetto a quello che si dis-
sipa a seguito del danneggiamento dovuto alla 
plasticizzazione dei materiali. 

I risultati riportati in Tabella 1 mostrano che, 
quando viene applicato il modello a campi di tensio-
ne, il valore di ctgmax non è influente per i campioni 
di Colajanni et al. (2017a) e Monaco (2016) poiché 
in tali campioni il collasso è dovuto alla crisi del cor-
rente teso (vedi Eq. (17)). Per i campioni testati da 
Chisari & Amadio (2014) invece, risulta più efficace 
assumere ctgmax= 3. Inoltre, i risultati mostrano che 
l’approccio a campi di tensione e il modello di Cam-
pione et al. (2016) sono entrambi molto efficaci, 
dando luogo a valori medi del rapporto Vtheo/ Vexp 
prossimi all’unità, con basse percentuali del coeffi-
ciente di variazione. 

Considerazioni simili possono essere fatte per il 
modello proposto da Monti & Petrone (2015) che è 
in grado di fornire una buona previsione della capa-
cità a taglio nonostante il modello sia concepito pre-
valentemente per travi soggette a carichi distribuiti. 

Infine, per quanto concerne il modello 
dell’Eurocodice 2 (CEN 2004), i risultati mostrano 
previsioni di resistenza a taglio abbastanza in accor-
do con i valori sperimentali ottenuti da Colajanni et 
al. (2017a) e Monaco (2016); viceversa, il modello 
fornisce una significativa sottostima della capacità a 
taglio dei campioni testati da Chisari & Amadio 
(2014). In effetti, Chisari & Amadio (2014) nel loro 
studio hanno osservato che tale fenomeno è dovuto 
al fatto che la resistenza del calcestruzzo rappresenta 
un contributo significativo nella resistenza totale del-
la trave, mentre nella formulazione del modello se-
condo l’Eurocodice 2 (CEN 2004) tale contributo ha 
un peso più limitato. 

5 CONCLUSIONI 

Lo studio proposto riguarda un’analisi comparata di 
modelli per la previsione del comportamento a taglio 
delle travi PREM presentando una sintesi dei princi-
pali contributi attualmente disponibili nella letteratu-
ra scientifica.  

I risultati hanno mostrato che, il modello a campi 
di tensione con inclinazione variabile (Colajanni et 
al. 2014b) e il modello tirante-puntone (Campione et 
al. 2016) sono i più efficaci nella previsione della re-
sistenza a taglio, dando luogo a valori medi del rap-
porto Vtheo/Vexp prossimi all’unità e a basse percen-
tuali del coefficiente di variazione.  

 



Tabella 1. Confronto tra risultati numerici e sperimentali / Comparison between theoretical and experimental results. 

   Vtheo/Vexp 

 
ID 

Vexp 
[kN] 

Eurocode 2 
(CEN 2004) 

Colajanni et al. (2014b) 
(ctgmax= 2.5) 

Colajanni et al. (2014b) 
(ctgmax= 3) 

Campione et al. 
(2016) 

Monti & Petrone 
(2015) 

C
h

is
ar

i 
&

 A
m

ad
io

 
(2

0
1

4
) 

A1 538.88 0.54 1.00 1.00 0.85 1.06 
A2 541.38 0.39 0.87 0.97 0.72 0.77 
A3 535.75 0.55 1.01 1.01 0.86 1.06 
B1 674.69 0.43 0.83 0.98 0.98 0.84 
B2 581.44 0.37 0.81 0.95 0.95 0.72 
B3 582.69 0.50 0.96 1.14 1.00 0.98 
C1 655.92 0.45 0.86 1.01 0.99 0.87 
C2 610.23 0.35 0.77 0.91 0.97 0.68 
C3 642.77 0.46 0.87 1.03 0.97 0.89 

C
o

la
ja

n
n

i 
et

 
al

. 
(2

0
1

7
a)

 A1 288.87 0.77 0.87 0.87 0.85 0.64 
A2-1 211.15 1.03 1.04 1.04 1.00 0.88 
A2-2 230.65 0.95 0.95 0.95 0.92 0.81 
B1 259.77 0.74 0.96 0.96 0.97 0.72 
B2 167.97 1.14 1.15 1.15 1.13 1.11 

F
E

M
 M

o
n

ac
o

 
(2

0
1

6
) 

A16 180.19 1.09 1.06 1.06 1.01 0.91 
A20 207.14 0.93 1.06 1.06 1.01 0.80 
A25 230.44 0.84 0.98 0.98 1.05 0.71 
B16 182.36 0.93 1.05 1.05 1.00 0.90 
B20 208.52 0.81 0.99 0.99 1.00 0.79 
B25 232.58 0.73 0.89 0.89 1.04 0.71 

Avg. 0.699 0.950 0.999 0.964 0.842 
CVr 0.370 0.104 0.072 0.093 0.159 

 
Il modello di Monti & Petrone (2015), pur essen-

do concepito per travi soggette a carichi distribuiti, 
fornisce risultati abbastanza accurati. 

Infine, il modello a traliccio dell’Eurocodice 2 
(CEN 2004) consente di ottenere previsioni più ac-
curate nei casi in cui la resistenza del calcestruzzo 
non costituisce un contributo prevalente nel mecca-
nismo di resistenza a taglio della trave.  
This study proposed a comparative analysis of exist-
ing models for the prediction of the shear behavior 
of hybrid steel-trussed beams. 

The results showed that the compression stress 
field approach (Colajanni et al. 2014b) and the strut-
and-tie model (Campione et al. 2016) are more ef-
fective, providing average values of the ratio 
Vtheo/Vexp close to one, and small values of the coef-
ficient of variation.  

The model proposed by Monti & Petrone (2015) 
provides quite well predictions even if it is primarily 
conceived for beams subjected to distributed loads. 

Finally, Eurocode 2 (CEN 2004) provides good 
predictions in those cases in which the concrete 
strength does not represent a preeminent shear resist-
ing contribution. 
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