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Dans les fondations profondes la caractérisation du
contact entre le sol et I’élément structural, le pieu, joue
un réle majeur dans la définition des conditions de
stabilité de I'ouvrage.

Nous présentons dans ce travail une analyse numérique
par la méthode des éléments finis du comportement
mécanique de fondations profondes isolées sous charge
axiale. Une attention particuliére est consacrée a la
modélisation du contact sol granulire — pieu —interface),
et a la définition d’éléments de contact spéciaux,
capables de reproduire les traits essentiels du
comportement d’interface.

La formulation d’une loi de comportement
élastoplastique d’interface appropriée (modéle MEPI) est
d’abord présentée. Sa validation est réalisée sur des
essais de cisaillement d’interface. Cette loi, intégrée
dans le conde aux éléments finis CESAR-LCPC, est
utilisée ensuite pour la simulation des essais de
chargement d’un pieu modéle en chambre d’étalonnage.

ABSTRACT

FINITE ELEMENT MODELLING OF SOIL-PILE INTERACTION

Stability analysis of deep foundations depends, to a
large extent, on the mechanical characterisation of the
interface between the soil and the structural element
(i.e. the pile).

The work presented herein addresses the problem of the
limite element analysis of a compression test on a
vertical pile. To reproduce the basic features of the
interface behaviour, an interface model is formulated
and special contact elements are proposed.

The formulation of the elastoplastic interface model
MERPI is first presented. Model capabilities are verified on
a series of interface tests results. Then, to simulate
compression tests on vertical model piles in calibration
chamber, MEPI model has been implemented in the
CESAR-LCPC finite element computer code. The
computed piles responses are proved to be satisfactory,
and corroborate the validity of the proposed modelling
approach.

L’accord satisfaisant entre les résultats expérimentaux

et le simulations numériques réalisées par la méthode FieLD: Engineering Sciences.
des éléments finis a permis de vérifier la pertinence de

I’approche proposée.

DomaINE : Sciences de l'ingénieur.

INTRODUCTION

Lorsque I'on considere 'interaction de deux solides en contact avec des caractéristiques de
déformabilité tres différentes, la rupture est tres souvent accompagnée de la formation, a I'interface,
dans le solide le plus déformable, d’une zone de faible épaisseur orientée dans la direction de la
surface de contact. Cette zone, appelée interface sol-structure, siege d’une importante localisation de
la déformation, joue le rdle d’une discontinuité cinématique caractérisée par des gradients de
déformations tres élevés. Nombre de structures de génie civil sont en contact avec les sols. C'est le
cas, par exemple, de l'interaction sol-écrans, sol-tirants d’ancrage, sol-pieux ou micropieux ou encore
sol-renforcement dans le cas de la « terre armée » et des sols cloués. La rupture est observée au sein
de cette zone, lieu de transmission des contraintes et des déformations. La description du
comportement, en termes de frottement mobilisé par une structure rigide dans un sol, doit par
conséquent nécessairement passer par la modélisation de cette région fortement sollicitée.

Dans ce travail, notre attention a été concentrée sur les fondations profondes et, plus
particulierement, sur la caractérisation du contact entre un sol granulaire et un pieu. L’analyse du
comportement mécanique des fondations profondes isolées sous charge axiale montre que l'interface
sol-pieu joue un role majeur dans la définition des conditions de stabilité de 1'ouvrage (voir par
exemple [1-5]). Il est donc nécessaire de tenir compte de son comportement, tant lors d'un calcul de
dimensionnement que dans la modélisation numérique par éléments finis. La présente étude
concerne la définition d’éléments de contact spéciaux, ainsi que la formulation d’une loi de
comportement d’interface appropriée (modele MEPI¥).

* MEPI (Modele ElastoPlastique d'Interface).
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On présente d’abord le cadre général de I'étude sur la modélisation de l'interaction sol-pieu par la
méthode des éléments finis, et on décrit comment les problemes de contact sont résolus a l'aide de
cette méthode. On définit par la suite le modele rhéologique MEPI pour la description du
comportement élastoplastique de I'interface entre un sol granulaire et une structure rigide (rugueuse
ou lisse). On montre comment ce modele a été intégré dans le code aux éléments finis CESAR-LCPC
[6]. Enfin, on valide cette approche, via I’analyse numérique des résultats expérimentaux obtenus en
utilisant des essais de chargement d'un pieu en chambre d’étalonnage.

RESOLUTION DES PROBLEMES DE CONTACT
PAR LA METHODE DES ELEMENTS FINIS

Dans la résolution de problémes avec conditions aux limites intégrant les interfaces, 1'utilisation des
éléments finis pour la modélisation du contact avec des éléments habituels pose des problemes, car
le mouvement relatif des solides en contact n’est pas, a priori, compatible avec la condition de
continuité du déplacement requise aux nceuds des éléments adjacents.

L’interaction sol-pieu est un exemple typique de probléme comportant une interface. On souligne
qu’une difficulté particuliere existe dans le cas des pieux : il s’agit de la définition de I'état initial dans
le sol et a I'interface, probléme loin d’étre résolu, vu les difficultés de simulation correcte de la mise
en place des pieux (simulation du battage, du forage, etc.).

Les « méthodes traditionnelles » de calcul d'un pieu sont fondées sur des corrélations empiriques
conduisant a la détermination de la capacité portante limite [3, 7, 8]. Dans la plupart des cas, une
attention relativement moins importante est donnée a la détermination des caractéristiques de
déformation qui correspondent a la phase de service d’un pieu. Cependant, les récentes
recommandations de conception et de calcul des fondations profondes au niveau Européen
(Eurocode 7-1, adopté en mars 2004), suggerent le calcul des tassements et des déplacements
horizontaux car des valeurs excessives de ceux-ci peuvent affecter le fonctionnement de la structure
[5, 8]. Parmi I’ensemble des méthodes analytiques ou numériques permettant d’analyser le
comportement des pieux, et qui prennent en compte le comportement en déformation du sol, trois
méthodes ont connu des développements importants, a savoir : la méthode des éléments finis, la
méthode des équations intégrales aux frontiéres et la méthode des fonctions de transfert de charge
(t-z ou p-y). Le présent article concerne la méthode des éléments finis.

Modélisation numérique du contact par la méthode des éléments finis

Les principes de base de la méthode des éléments finis et son application a la solution des problemes
tels que le calcul du comportement des pieux ont été proposés par un certain nombre d’auteurs au
cours des trente dernieres années (voir par exemple [9-22]). Plusieurs méthodes de modélisation du
comportement discontinu a I'interface sol-structure ont été proposées :

> l'utilisation d’éléments de liaison sans épaisseur (« zero-thickness elements » dans la littérature
anglo-saxonne) a deux nceuds ot I'on considere comme active uniquement la connexion entre les
neceuds opposés [23-26] ;

> l'utilisation d’éléments finis bidimensionnels ou tridimensionnels de faible épaisseur type
« couche mince » (« thin-layer elements » dans la littérature anglo-saxonne) en affectant a ceux-ci des
lois de comportement dérivées de la théorie de I'élastoplasticité [27] ;

> les méthodes « hybrides » ou sol et structure sont modélisés séparément et liés ensuite par des
équations de compatibilité de différentes natures pour les forces et les déplacements [28-30].

Avec les éléments « sans épaisseur », la continuité des déplacements a l'interface est assurée par
I'application d’'une méthode de pénalisation ou d’adaptation de la rigidité [24] et la condition de
glissement relatif est controlée par le critere de Mohr-Coulomb. Une famille d’éléments de ce type a
été programmeée dans le module TCNL du code CESAR-LCPC [6, 31].

Dans le cas des éléments « couche mince » 2-D, le probléeme du contact est modélisé en utilisant des
éléments finis isoparamétriques rectangulaires, caractérisés par un rapport de forme (rapport de la
plus grande dimension de 1'élément sur sa plus petite dimension) relativement élevé et des lois de
comportement adaptées a la mécanique de la zone de contact. L’avantage de cette méthode est que
I'on peut utiliser des éléments finis standard. Dans la présente étude, on a utilisé des éléments
isoparamétriques a huit nceuds pour la modélisation du contact sol-pieu.
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Fonctionnement d’un élément « couche mince »

Le recours a des éléments de type « couche mince » est justifié par la nécessité d’avoir une description
du comportement de I'interface qui soit valable aussi bien dans la direction parallele au cisaillement
que dans la direction perpendiculaire, défaut souvent associé aux éléments « sans épaisseur » [32].

Afin de pouvoir adapter des éléments finis isoparamétriques bidimensionnels a la description du
comportement mécanique de l'interface, deux conditions sont nécessaires : d'une part, I'élément doit
permettre de simuler le mécanisme de cisaillement en considérant uniquement les contraintes
normale et de cisaillement agissant sur l'interface et, d’autre part, la loi de comportement associée a
I'élément doit permettre de relier ces contraintes a l'interface aux déplacements associés.

La définition d’un rapport de forme optimal pour les éléments est un aspect essentiel de la
modélisation de l'interaction sol-structure a l’aide de la méthode des éléments finis. Pour des
éléments finis standard, il est en général conseillé de considérer des rapports de forme L/t compris
entre 3 et 10 [33]. Pour un élément de type « couche mince », une estimation correcte des
déplacements relatifs d’interface est obtenue pour des valeurs du rapport de forme comprises entre
10 et 100, avec une forte dépendance de ce rapport vis-a-vis de la loi de comportement adoptée a
I'interface [27, 34, 35].

Dans le cas d"un probleme bidimensionnel, une schématisation possible de l'interface par un élément
quadrangulaire a 8 nceuds est présentée sur la figure 1. Dans le repére local (m, n), la plus grande
dimension de I’élément, L, est paralléle a la direction de I'axe m, sa plus petite dimension (épaisseur)
est égale a t. L’élément est incliné d'un angle o par rapport a la direction de I’axe x; du repere global.
Les contraintes locales o,, et T (tangentielle) s’exercant sur une facette parallele a la direction de
l'interface peuvent étre calculées a partir de la connaissance des composantes en contraintes
exprimées dans le repére global [25, 36]. Si (5711, 5oy, 119) " est le pseudo-vecteur (composantes du
tenseur écrites comme un vecteur) des contraintes dans le repére global et (6,,, )" le pseudo-vecteur
des contraintes dans le repére local, la relation entre les contraintes locales et globales est donnée par :

O . .
On 1 sin o cos® o —2sIin . cos ol
T = TG 622 ; TG = . . 2 .0 (1)
. —cosasing cososin® cos” o—sin” o
12

D’une maniére analogue, si (€11, €, Y12) " représente le pseudo-vecteur des déformations dans le
repére global, et (g, v) " le pseudo-vecteur des déformations dans le repere local, la relation entre les
déformations locales et globales est donnée par :

€11 - 2 2 .
€4 sin” o Ccos” d, —sino.cosa.
= TS €99 15 TS = . . 5 .9 (2)
¥ —2cososin®  2cosgsin®  cos”a—sin“ o
12

Dans le code de calcul CESAR-LCPC, les relations (1) et (2) sont utilisées pour décrire le
comportement d"un massif continu a critere de plasticité « orienté », en se fondant sur la formulation
donnée par Frank et al. [25]. I convient toutefois de signaler que ce critére correspond plutét a la
représentation d’un massif a forte densité de discontinuités, et nécessite une adaptation afin de
modéliser une surface de contact isolée telle que I'interface [35-37].

En suivant les procédures classiques de la méthode des éléments finis, pour I'élément sur la figure 1,
dans son repere local, le pseudo-vecteur des déformations peut étre exprimé en fonction des
déplacements aux nceuds sous la forme matricielle suivante :

ui
€mm Vi
£ |=B : |;: B=LN 3)
Ymn ug

Vg

La matrice L est I’opérateur de dérivation, la matrice N contient les fonctions de forme (ou
d’interpolation) N; = N;(§, n) aux nceuds de 1’élément, u; et v; (pour i =1,8) sont les déplacements
nodaux de I'élément, respectivement dans les directions x; et x,. Les fonctions N; étant définies dans
le repere (&, n) de I'élément de référence, pour obtenir la matrice de dérivation B en (3), il est
nécessaire d’introduire la matrice jacobienne J d’un élément rectangulaire de longueur L et
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d’épaisseur t (cf. Fig. 1), permettant la transformation géométrique entre I'élément réel et I'élément
de référence [38-40]. A I'issue des substitutions dans la relation (3), les déformations de 1’élément
seront fonction des déplacements nodaux, des fonctions d’interpolation Ni et des dimensions de
I'élément (t et L). En réduisant I'épaisseur de I’élément (t — 0), les termes de la matrice B en (3) qui
contiennent le rapport t/L (I'inverse du rapport de forme de I’élément) deviennent négligeables. Pour
I'élément montré sur la figure 1, en admettant pour simplifier les calculs o. =0, on montre que les
déformations moyennes dans 1'élément s’écrivent (voir détails du calcul en annexe) :

€mm =0
- 8 ON; vi [ug]
gqn =2) —1 L =11 (4)
" E{ m ot ot

- 8 ON; u;  [un]
52 1 1 m
Tmn lé om t t

ou [u,] et [u,,] sont les déplacements relatifs de 1’élément d’interface dans la direction normale (n) et
tangentielle (m). Ces déplacements sont fonctions de I’ensemble des déplacements de 1'élément
calculés sur chacun des c6tés perpendiculaires a la direction n (cf. Fig. 1). Par conséquent, avec des
éléments ayant un rapport de forme élevé, les déformations calculées aux nceuds de 1’élément
traduisent le mode de déformation caractéristique de l'interface. La présence du parametre t dans
I'équation (4) est essentielle afin de pouvoir relier les contraintes a 'interface aux déplacements
relatifs correspondants, en accord avec les hypotheses cinématiques introduites pour décrire le
comportement mécanique de l'interface sol-structure. En effet, en supposant que le comportement
de l'interface est décrit en considérant le déplacement relatif tangentiel [u,,,] et le déplacement relatif
normal [u,] de l'interface comme variables d’état, et la contrainte de cisaillement t mobilisée a
I'interface et la contrainte normale o, a I'interface comme variables associées (voir aussi paragraphe
suivant), le comportement local (élastique ou élastoplastique) s’écrit :

|:d6nn } _ {Ku Klz} [d [un ]} i {Kn K1 } {dsnn } _kt |:d8nn } 5)
dTimn Ka; Kpp || du] Ko; Koz || dYmn dYmn
ot les éléments K;; sont des modules locaux, ayant la dimension d'une rigidité (kPa/m). Ainsi, la loi

de comportement local pour1’élément d’interface peut toujours s’exprimer via la matrice constitutive
donnant la relation contraintes-déformations (matrice K" dans I’équation (5)).

L’approche proposée par Frank et al. [25] dans CESAR-LCPC (« critére orienté », module MCNL)
utilise, pour reproduire le contact, le critére de plasticité de Mohr-Coulomb avec une regle
d’écoulement associée ou non-associée ; I’élasticité est de type linéaire avec un module d"Young E et
un coefficient de Poisson v. A la lumiére des observations précédentes, si aucune hypotheése n’est
faite sur la dimension de 1’élément d’interface et sa loi de comportement, on peut considérer ce
dernier comme un élément classique, capable de reproduire le comportement particulier d'un milieu
ou il y a beaucoup de discontinuités. La zone d’interface est donc considérée plutét comme une zone
remaniée. La base de la formulation du critere orienté a été donc reprise et modifiée pour I’adapter
aux problemes d’interface en considérant un comportement élastoplastique.

I
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MODELISATION DU COMPORTEMENT
DE L INTERFACE SOL-STRUCTURE

Les études expérimentales sur le comportement des interfaces sol-structure ont mis en évidence
I'importance des phénomeénes de déformation (contractance-dilatance) qui se développent dans cette
zone et l'effet qu’ils peuvent avoir sur la mobilisation du frottement [41-45]. La définition des
mécanismes de base qui caractérisent l'interface, notamment sa cinématique, a fourni des éléments
indispensables pour une modélisation correcte de son comportement. L’ensemble de ces mécanismes
est résumé sur la figure 2a pour un essai a contrainte normale constante, ot sont tracées, en fonction
du déplacement relatif tangentiel [u;], les évolutions typiques du frottement mobilisé p = t/5,, et du
déplacement relatif normal [u,,] a I'interface (t est la contrainte de cisaillement mobilisée a I'interface
et o, la contrainte normale a l'interface).

On constate d’abord une augmentation progressive du frottement mobilisé jusqu’a la condition
de rupture (pic ou palier). La présence d’un pic de résistance au cisaillement se produit pour des
densités élevées (ou pour des contraintes normales faibles). Du point de vue volumique, on
remarque 'existence du phénomene de contractance-dilatance. Dans les essais d’interface a
contrainte normale constante, le déplacement relatif normal est initialement décroissant (phase
contractante), puis croissant jusqu’a une pseudo-stabilisation de la pente du diagramme [u,,] : [u]
(phase dilatante), parfois suivie d’une lente diminution pour les grands déplacements relatifs
associée par certains auteurs a une dégradation liée a la rupture des grains [46-47]. Dans les essais
a volume constant ou a rigidité constante, la contractance initiale se traduit par une diminution
de la contrainte normale. Par la suite, la dilatance, pour les grands déplacements relatifs
tangentiels, se traduit par une augmentation de la contrainte normale (dilatance empéchée, voir
[48])-

Le modéle MEPI

Les interfaces ont fait 1’objet d’importants travaux théoriques et numériques, cela étant déi au
caractere tres particulier de leur comportement. Le matériau d’interface a été supposé élastique
linéaire ou non linéaire avec une relation contraintes-déformations de type hyperbolique dans les
directions normale et tangentielle a la déformation [27]. Des modeéles plus complexes, incorporant les
concepts de dilatance-contractance et d’endommagement, ont également été proposés en s’appuyant
sur l’analogie avec le comportement des joints rocheux [49]. D’autres approches font référence aux
principes propres a la théorie de 1’élastoplasticité [15, 26, 36, 43, 50-52], ou aux modeles
incrémentaux [1, 43].

Enfin, on peut souligner les similitudes que le comportement d’interface présente avec le
comportement des sables sous chemin triaxial drainé et non drainé [43]. Ces analogies physiques,
constatées avec le comportement des milieux granulaires a I'appareil triaxial, comprennent
notamment les notions d’état caractéristique et d’état ultime. Ces deux concepts ont été utilisés par
De Gennaro et al. [53-54] pour formuler le modele de comportement MEPI pour l'interface sol-
structure, qui est détaillé brievement ci-apres.

Soit do = (doy,, dr)T, le vecteur incrément de contraintes et d[u®] = (d[urel], d[ute])T, le vecteur
incrément des déplacements relatifs élastiques. Le comportement élastique de I'interface est donné
par la relation linéaire suivante :

d—Kede-Ke—K“ 0 6
do =K"d[u"]; ‘[o KJ (6)

La matrice K€ est constituée par les rigidités élastiques de I'interface dans les directions normale (K,,)
et tangentielle (K,). Le comportement élastique ne consideére pas un couplage entre les phénomenes
normaux et tangentiels a I'interface. Afin d’exprimer 1'évolution des deux rigidités en fonction de la
contrainte normale et de 1’état de densité du matériau, on définit :

K =kn0n ; K¢ =kon 7)
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k,, k; et N sont trois parametres du modele, o,; est la contrainte normale initiale. Les deux rigidités
augmentent comme la puissance de la contrainte normale initiale, en accord avec les résultats
expérimentaux sur les sables (voir par exemple Le Tirant et Sarda qui ont mené des essais sur le sable
de Fontainebleau [55]).

Au cours du cisaillement, le coefficient L augmente progressivement et atteint a la rupture la valeur
maximale 1, (valeur au pic pour les sables denses, valeur au palier pour les sables laches ; Fig. 2), ce
qui se traduit, dans le plan (o, t) par la rotation de la droite t = uc, (Fig. 2b). Les résultats
expérimentaux montrent de plus que, pour une surface rugueuse, la condition de rupture est bien
approchée par le critere de Mohr-Coulomb. En négligeant la cohésion, et en considérant comme
positive la contrainte en compression, le critere est défini par la droite :

T, = Oy, tan &, = (8)

p
ol J, est 'angle de frottement de l'interface au pic (rupture) et p, = tan 3, est le coefficient de
frottement au pic. L’hypothese d'un coefficient p, constant dans la relation (8) est acceptable pour
des contraintes normales élevées, supérieures a 50 kPa. En revanche, la valeur de p, varie avec o,
pour des valeurs plus faibles. La fonction de charge proposée est obtenue par la généralisation du
critere de rupture de Mohr-Coulomb, avec 'hypotheése de cohésion nulle a I'interface [56-57].
L’équation de la surface de charge F adoptée est la suivante :

F=t-c,u([uf])=0 )

La fonction p ([u ]) est la fonction d’écrouissage donnant I'évolution du frottement mobilisé au
cours du processus de chargement en fonction du déplacement relatif tangentiel plastique [uy .
Dans le modele MEPI, on choisit d’écrire :

P
R(UP D = Ho +(itp ~Ho)—— 2 (10)

A(G Jt+[ P]
Po

ou L, est le coefficient de frottement a la rupture ; p, = tan §,, le coefficient de frottement mobilisé
initial délimitant le domaine élastique ; t, I'épaisseur de la couche d’interface ; A, un parametre du
modeéle (sans dimension) ; ,; la contrainte normale initiale et p, = 1 kPa, une pression de référence.

Le parametre A permet de régler 1’allure de la loi d’écrouissage (10), de type hyperbolique. Sa
réduction, ou son augmentation, génere respectivement un écrouissage prononcé ou un écrouissage
légeral’ 1nterface Les valeurs typiques de A, pour un contact acier-sol granulaire, sont comprises
entre 107 et 10, fonction notamment de la rugosité de l'interface (pour une interface lisse A
diminue). Une etude paramétrique sur l'effet de ce parametre, détaillée dans [53], a montré qu'une
variation de I'ordre de £ 10 % n’a pas d’influence. L’introduction de t dans I'équation (10) permet de
considérer une longueur interne caractéristique pour l'interface. Le rapport (6,;/p,) est introduit afin
de prendre en compte l'effet de o, sur l'allure de la courbe de mobilisation du coefficient de
frottement p. Le déplacement relatif tangentiel plastique uf est le parametre d’écrouissage du
modele.

L’évolution de la surface de charge F, réglée par [ut ], agrandit le domaine d’élasticité initial jusqu’a
atteindre la condition limite, dormee par la surface de rupture du critere de Mohr-Coulomb, définie
par I’angle de frottement &, = = tan’! (1p) (cf. Fig. 2b). Le comportement radoucissant, souvent observé
au cours des essais d’interface sur sables denses (cf. Fig. 2a), peut étre introduit en adoptant au lieu
de (10) la relation d’écrouissage suivante :

(Mp _ur)
ch{%‘l([uf]—[ufp])

ou [, est le coefficient de frottement résiduel ; A, est un parametre du modele qui regle le taux de
radoucissement (valeurs typiques comprises entre 1 et 20), son augmentation accélere le radoucis-
sement et la stabilisation a la valeur de frottement résiduel ; [u; ] est la valeur du parametre
d’écrouissage a la rupture, qui permet de définir la position du plc e résistance au cisaillement, en
alternative a une approche plus rigoureuse fondée sur la théorie de la bifurcation [58].

puf)=p, + } et [uf]>[uf,] (11)
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Interface dense :

Interface lache : p, = u,

u,”

([l 3 [uag] )

[us]

(@) (b)

O Figure 2

(a) Réponses mécaniques typiques de l'interface ; (b) Modéle MEPI : surface de charge et potentiel plastique dans le plan des
contraintes.

Le choix du potentiel plastique, Q, doit permettre de reproduire le comportement volumique
typique, observé dans un essai de cisaillement d’interface. Par conséquent, son expression doit
décrire les phénomeénes de contractance-dilatance, la transition entre les deux phases (état
caractéristique) et la condition ultime aux grands déplacements relatifs, avec la stabilisation du
déplacement relatif normal [u,]. Ces phénomenes peuvent étre pris en compte en choisissant un
potentiel plastique analogue a celui du modele Cam Clay [59-60], c’est-a-dire :

Q=1+U.0, lr{gl] (12)
ni
Les expressions (9) et (12) permettent d’écrire :
G, =0y, exp[u—] (13)
He
Les incréments plastiques des déplacements relatifs s’écrivent alors :
d[uP _
[url|_ o {uc u} (14)
d[uf] !
et la dilatance est décrite par :
d[ub
podl n]=Hc—M (15)
d[uf]

Sur la base de I’expression (15), le comportement contractant est défini par la condition
M < He (d[uE] >0) ; la dilatance est générée si p > . (d[uE] <0). L’état caractéristique est obtenu
lorsque p = . ; pour cette condition d[ug ]1=0 (points A, B et C, cf. Fig. 2b). La condition de dilatance
nulle a I'interface a I'état ultime est introduite en admettant que la valeur de . tend au cours du
cisaillement vers sa limite supérieure donnée par le coefficient de frottement p,. Cela traduit
I"accroissement du domaine contractant de l'interface, associé a son expansion (dilatance) et a
I’augmentation de I'indice des vides.
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Ce dernier, comme le confirment les résultats expérimentaux obtenus dans le cadre des études sur
I’état critique des sables [61], peut étre une variable d’état appropriée pour représenter le
comportement volumique de l'interface. Afin de simplifier la formulation, tout en gardant sa
philosophie de base, la loi d’évolution de L. a été considérée fonction du parametre d’écrouissage
uf .On a ainsi :

Be =Heo +( u_uco)D([uE ) pour uzug, (16)
avecD = D([uf ]) donnée par :

D([uP])=1- ! (17)

C .
o o]

Le parametre C, définit le taux de stabilisation de la dilatance a I'interface. Les valeurs typiques sont
comprises entre 107! (interface peu dilatante) et 1073 (interface dilatante). De maniére analogue au
role joué par Ay dans I'équation (11), I'augmentation de C, accélére la stabilisation de la dilatance a
la valeur nulle (état ultime). Il convient de signaler que la fonction D = D([uf ]), n’est pas liée a un
parametre d’état du sable, comme l'indice des vides, traduisant correctement, du point de vue
mécanique, I'évolution du domaine contractant du matériau, et donc le phénomene de stabilisation
de la dilatance aux plus grands déplacements relatifs. On trouvera cette formulation dans [53]. Par
ailleurs, le choix de faire dépendre le potentiel plastique du déplacement relatif plastique, et donc du
chemin de contrainte suivi, n’est valable que dans le cas spécifique décrit ici, ol la surface de charge
est linéaire. On note que le modele MEPI comporte douze parametres, a savoir : ky, ki, N, Mo, fp, Heor
n, A, A, Cy, tet [uf ]. La valeur de o,,; est définie a partir des conditions initiales. Les parametres
sont facilement identifiables a partir d’un ou plusieurs essais d’interface.

Vérification et validation du modéle MEPI

Le fonctionnement du modele a été vérifié par la simulation de certains essais de cisaillement sol-
structure sur divers chemins de sollicitation : a contrainte normale constante, a volume constant et a
rigidité normale constante [54]. Sont donnés ici quelques résultats des simulations des essais
d’interface entre le sable de Fontainebleau et une plaque métallique rugueuse réalisés a la boite de
cisaillement direct modifiée a contrainte normale imposée (Fig. 3) et des essais a rigidité normale
imposée sur du sable siliceux réalisés par Fakharian et Evgin [62] (Fig. 4). Le calage a été effectué sur
I'essai « SB1 » (sable de Fontainebleau, Fig. 3) et I'essai « Test 1 » (sable siliceux, Fig. 4).

80 04

03

Test SB3 (o,= 100 kPa)
[[] TestsBz (a,=50kPa)
Test SB1 (o,= 25 kPa)
Modele

60

Déplacement relatif normal, [u,] (mm)

-0.2 Test SB1 (o,= 25 kPa)
[[]  Testsez (s,= 50 kPa)

Contrainte de cisaillement, T (kPa)

-0.3 Test SB3 (o= 100 kPa)

Modéle
oth 04
0 1 2 3 4 5 6 7 8 0 1 2 3 4 5 6 7 g
Déplacement relatif tangentiel, [u,] (mm) Déplacement relatif tangentiel, [u,] (mm)

O Figure 3

Comparaisons modéle MEP! - essais, cisaillement d’interface sable de Fontainebleau (lache) — plaque métallique rugueuse, essais a
contrainte normale constante [54].
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Les parameétres utilisés pour les simulations sont présentés dans le tableau I. On peut constater un
accord satisfaisant entre les résultats des simulations et les essais, notamment en ce qui concerne la
possibilité qu’offre le modele de reproduire les phénomeénes de contractance et dilatance déja
mentionnés. On trouvera dans [53] et [54] davantage de détails sur la méthodologie de détermination

des parametres et leur influence sur la réponse du modele.

Paramétres utilisés pour les simulations des essais d’interface

Sable

ki

(m'-]1) (m-1) N Po "Ip

Hr Hco A A, Co

u t
(mm) | (mm)

Fontainebleau | 0,86.10°

Siliceux

0,37.10° | 055 0 0,78
6.10° 1.108 0 0 081

0,7 | 067 | 000045 4 | 0,05
0,6 ' 049 | 0,00006 12 | 0,05

14.10° 2
43.10% | 6

250

200

150

100

Contrainte de cisaillement, 1 (kPa)

0.80

Déplacement relatif normal, [u,] (mm)

0.00 &

O Figure 4

s0 2

O Test3{(K,=B00kPa/m)
[  Test2(k=400kPaim)
Test 1 (a,= 100 kPa)
Modéle

1 2 3 4 5 1] 7 8
Déplacement relatif tangentiel, [u,] (mm)

& Test3 (K= 800 kPaim)
[0 Test2 k=400 kPaim)
Test 1(a,_= 100 kPa)
Modéle

1 2 3 4 5 6 7 8
Déplacement relatif tangentiel, [u] (mm)

Contrainte normale, o, (kPa)

Contrainte de cisaillement, T (kPa)

300

200

100
& Test3 (K= B0O kPaim)

[0 Testz (k=400 kPaim)

Modele

-

0 1 2 3 4 5 6 7 8
Déplacement relatif tangentiel, [u,] (mm)

250

200

150

100

& >  Test3d (K= 800 kPaim)
[ Testz (k=400 kPaim)

— Modéle

2.

0 100 200 300 400 500
Contrainte normale, o, (kPa)

Comparaisons modéle MEPI - essais, cisaillement d’interface sable siliceux (dense) - plaque métallique rugueuse, essais a

contrainte normale constante (Test 1) et a rigidité normale constante (Tests 2 et 3) ([54] ; données expérimentales de Fakharian et

Evgin [62]).
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FLEMENT D’INTERFACE « COUCHE MINCE »
AVEC MODELE MEPI

Comme indiqué ci-dessus, le choix d’un rapport de forme L/t suffisamment élevé pour I'élément
d’interface est fondamental afin de reproduire correctement la cinématique de 'interface.

En élastoplasticité, les coefficients de la matrice K- dans le systéme (5) sont dérivés d’une
formulation adaptée a la description de I'interface, ainsi que del’épaisseur t de 1’élément. On a utilisé
le modéle MEPI pour introduire le comportement élastoplastique de I'interface sol-structure.

Dans la phase élastique, I'identification de K" dans le systéme (5) avec la matrice constitutive
élastique (caractérisée par E et v) permet de définir un module d"Young, E*, et un coefficient de
Poisson, v*, fictifs pour l'interface. Ces deux quantités dépendent de l'orientation de I'élément
d’interface dans le repere global (angle a sur la figure 1). Dans le modele MEP], les deux rigidités K,
et K, caractérisent le comportement mécanique de I'interface dans son domaine d’élasticité (éq. (6)) ;
par conséquent, il est simple de vérifier que, dans le cas général ou pour un probleme ayant une
symétrie de révolution, un élément d’interface horizontal (o = 0) ou vertical (a =90 degrés) est
caractérisé par un module d"Young (E*) et un coefficient de Poisson (v*) fictifs :

. K (BK, —4K)t

) SAR e 4 e Sl 18

(Ko —K0) o)

v* — (Kn _2Kt) (19)
Z(Kn _Kt)

Pour la suite, la formulation simplifiée du modele MEP]I, introduite dans CESAR-LCPC, a été utilisée.
Cette formulation simplifiée ne prend pas en compte le comportement radoucissant, décrit par
I'équation (11). Cette version du modeéle sans radoucissement comporte seulement neuf parametres :
knr 1(tr N, Mo Hpr Meo A, Co ett.

L’influence du rapport de forme sur un élément d’interface pour le modeéle MEPI simplifié est
présentée sur la figure 5. Un test a été réalisé en condition de déformation plane, avec un élément
horizontal isoparamétrique a huit nceuds, o = 0. On a considéré dans ce test K, = 2K, E* = 2K ,t, v¥ =0
(cf. équations (18) et (19)). L’élément a une longueur L = 0,01 m et une épaisseur, t, comprise entre
0,01 m et 0,00001 m. Le rapport de forme (L/t) est compris entre 1 et 1 000. Les nceuds 1, 5 et 2
(cf. Fig. 1) appartenant a la base de I'élément d’interface sont fixés dans la direction horizontale et
verticale. Les nceuds 4, 7 et 3 (cf. Fig. 1) ont été soumis au méme déplacement horizontal positif, u,,

120 200
Lit= 1000
Lit=100

180

----- Lit=50
10¢ Lit=25
— - — =5
—e— Lit=1

160

140
80

120

100 -—

60

40

Contrainte de cisaillement, T (kPa)
Contrainte normale, G, (kPa)

60 Lit = 1000
Lit=100
7 Lit =50
20 Lt=25
20 — - — L=5

—e—Lit=1

0.00 010 0.20 0,30 0.40 0.50 0.60 0.00 0.10 0.20 0.30 0.40 0.50 060
Déplacement relatif tangentiel, [uy] (mm) Déplacement relatif tangentiel, [uy] (mm)

(a) (b)

O Figure 5

Elément d’interface de type « couche mince » : (a) courbes de cisaillement a contrainte normale constante ; (b) évolution de la contrainte
normale au cours du cisaillement a volume constant et interface dilatante.
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suivant la direction m = x;. L’élément est sollicité en cisaillement soit a contrainte normale constante,
soit a déformation volumique nulle. Dans les calculs plbésentés, des conditions initiales isotropes ont
été considérées, a savoir : 6, = 6,, =, =100 kPaet t;, =1 =0. Les parametres utilisés sont donnés
dans le tableau II. Les valeurs p., = 0,40 et C, =19 permettent d’étudier une phase contractante
suivie d'une phase dilatante dans le cas de 1’élément sollicité en déformation volumique nulle (o,
décroit puis o, croit).

Paramétres utilisés pour les tests de I’élément d’interface

K, K, E* i A . t G
kPam)) | (Pam?y | (kPa) |V Ho e Hoo o m | (kPa)
1.108 0,5.108 2K, t 0 0 07 0,40 0,008 19 var. 100

Les courbes de cisaillement (u,, 7) relatives aux nceuds 8 et 6 (cf. Fig. 1), obtenues pour les différentes
valeurs du rapport de forme de 1’élément sont présentées sur la figure 5a pour le test a contrainte
normale constante. Le comportement de 1'élément sous cisaillement est sensible a la valeur de
I'épaisseur adoptée. Pour un rapport de forme faible, la courbe de mobilisation de la résistance au
cisaillement n’atteint pas la condition ultime (dans ce cas : 1, = 6, p, = 70 kPa). Cependant, a partir
d’une valeur du rapport de forme de l'ordre de 25, la valeur ultime de la résistance au cisaillement,
Tp, est toujours atteinte et 'effet de la réduction de Iépaisseur de I’élément sur la courbe de
mobilisation de la contrainte de cisaillement est moins prononcé. Avec la réduction de I'épaisseur de
I’élément, les calculs se sont déroulés sans rencontrer de problemes numériques particuliers. On peut
observer toutefois que, pour un rapport de forme tres élevé (L/t = 1 000), la courbe de mobilisation de
la contrainte de cisaillement présente une faible oscillation a la fin de la phase de mobilisation. Cela
est dii probablement a des problemes de nature numérique (blocage, « locking » en anglais) associés
al’intégration de la loi élastoplastique d’interface dans le cas d'un élément ayant un rapport de forme
trop élevé, comme cela a été montré par Hohberg et Schweiger [35].

Afin de vérifier I'influence du rapport de forme de I'élément sur 1'évolution de la contrainte normale
6, au cours du cisaillement, une deuxieme série de calculs a été effectuée en considérant un
comportement dilatant de I'interface. Les résultats sont montrés sur la figure 5b. Le comportement
typique de l'interface en termes d’évolution de la contrainte normale est bien reproduit par les
éléments avec un rapport de forme compris entre 25 et 100. On note la présence d’une phase initiale
contractante (réduction de o,,) suivie par une phase dilatante (augmentation de c,,) et une
stabilisation de la contrainte normale aux grands déplacements relatifs (état ultime). L'influence du
rapport de forme pour les valeurs L/t comprises entre 25 et 100 ne se manifeste pas sur la valeur de
o, atteinte au palier, mais uniquement sur le taux de dilatance se développant avant la condition
correspondant a I'état ultime. Pour un rapport de forme faible (L/t = 1 et 5) ou trop élevé (L/t =1 000),
I'élément ne traduit pas correctement le comportement dilatant de I'interface. On note, en particulier,
que la valeur de o, atteinte au palier n’est pas la méme. Des résultats analogues a ceux obtenus pour
o, sont obtenus pour la contrainte de cisaillement 1. Sur la base des résultats de ces calculs, on peut
conclure que des rapports de forme compris entre 25 et 100 sont adéquats pour une modélisation
correcte du comportement d’interface.

ANALYSE DU COMPORTEMENT MECANIQUE D'UN PIEU
EN CHAMBRE D'ETALONNAGE

Le dispositif d’essai en chambre d’étalonnage permet la reconstitution d'un massif de sol de forme
cylindrique (diametre 524 mm, hauteur 680 mm) [63-64]. Avec un sol granulaire (sable de
Fontainebleau dans cette étude), la reconstitution du massif est effectuée a une densité donnée par
pluviation. Dans le cas d'un pieu « moulé », le modeéle est installé au préalable, avant la pluviation.
Le massif est donc reconstitué autour du pieu [53]. Cela permet de s’affranchir des effets dus a
I'installation (cet aspect est abordé dans [65]). La configuration de la chambre d’étalonnage avec le
pieu installé, avant chargement, est montrée sur la figure 6. Grace a un systeme permettant
I'application simultanée et indépendante d’une pression verticale et horizontale aux frontieres du
massif, il est possible de recréer au sein du volume de sol des conditions de consolidation isotrope
ou anisotrope.
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Manchon de mesure

O Figure 6 180 mm du frottement latéral
Configuration de la chambre s
d’étalonnage avec le pieu modeéle installé
avant 'essai de chargement. 200 mm
! 680 mm
SABLE
120 mm 1
| |
180 mm ‘ Capteur de pointe
* ¢
L] L]

524 mm

Le pieu instrumenté a un diametre B = 20 mm et une hauteur totale de 830 mm. Le dispositif permet
de réaliser des mesures de charge totale en téte, ainsi que des mesures découplées de résistance en
pointe et frottement latéral (Fig. 6). On a retenu les résultats de I'essai CE12a, réalisé sur un pieu
«moulé » ayant un élancement B/D = 25 (D est la fiche du pieu). L’essai a été conduit pour un massif
de sable de Fontainebleau moyennement lache, avec un indice de densité I = 0,46 (e =0,75) et
consolidé de maniere isotrope a un niveau de contrainte de 100 kPa (o, = o}, = 100 kPa).

Modélisation du massif de sable, du pieu modeéle et de I'interface sable-pieu

Deux types de modélisations ont été réalisés : en attribuant au sable un comportement élastique
linéaire isotrope ou un comportement élastique parfaitement plastique (Mohr-Coulomb) avec
élasticité linéaire isotrope. Les parametres des modeles ont été déterminés a partir des résultats
d’essais triaxiaux drainés [53]. On note que la dilatance fournie par ces essais est particulierement
élevée (¥ =12 degrés).

Le pieu modele en acier est supposé élastique, linéaire et isotrope. Les valeurs des parametres
adoptées pour le sable et pour le pieu modele sont regroupées dans le tableau III.

Pour la simulation de I'interface sol-pieu, trois modeles de contact ont été utilisés :

O des éléments de massif de type « couche mince » avec la version du modeéle élastoplastique MEPI
sans comportement radoucissant (module MCNL de CESAR-LCPC) ;

® des éléments d’interface sans épaisseur avec un critere de frottement de type Mohr-Coulomb,
(module TCNL de CESAR-LCPC) ;

© des éléments de massif de type « couche mince » avec un critere de Mohr-Coulomb « orienté »
dans la direction de 'interface (module MCNL de CESAR-LCPC).

Les valeurs des parametres ont été déterminées en utilisant les essais d’interface réalisés sur le sable
de Fontainebleau a la boite de cisaillement direct modifiée a contrainte normale constante [53], la
rugosité étant la méme que la surface extérieure du pieu modeéle (R, =0,2 mm et R, =R,/
Dgp=1). Le tableau IV décrit les parametres retenus pour les simulations. Les parametres A et C, ont
été ajustés pour pallier des instabilités de nature numérique associées a l'intégration de la loi
élastoplastique, et notamment au passage de l'intégration locale de la loi de comportement a la
résolution globale du probléme aux limites. Du point de vue pratique, pour ajuster A et C, (tous les
autres parameétres demeurant inchangés), on peut comparer la courbe de mobilisation du frottement
a l'interface sol-pieu obtenue par le calcul aux éléments finis a la courbe expérimentale
correspondante. Cela permet d’ajuster le parametre A en comparant la pente initiale « pseudo-
élastique » des deux courbes de mobilisation du frottement, et d’ajuster le parametre C, afin d’avoir,
en fonction du caractere contractant ou dilatant de l'interface, le méme palier pour le frottement
d’interface aux grands déplacements relatifs tangentiels. Pour les modeles (1) et (3). Le décollement
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Paramétres utilisés dans les calculs pour le sable de Fontainebleau et le pieu modeéle

Pieu modéle : élasticité linéaire isotrope

Module d'Young, E (MPa) = 210 000 Coefficient de Poisson, v = 0,28

Sable : modeéle élastique linéaire isotrope

Module d'Young, E (MPa) = 34 Coefficient de Poisson, v = 0,3

Sable : modéle de Mohr-Coulomb

E (MPa) v ¢’ ¢’ (degré) Y (degré)
34 0,3 0 36,5 12

Paramétres utilisés dans les calculs pour interface sol-pieu modeéle

Interface : modéle proposé (1) - MEPI sans radoucissement

kn (m') k (m) N Ho Hp Heo A Co t(mm) oni (kPa)
0,86.10° 0,37.10° 0,55 0,27 0,7 0,46 0,008 40 2 100

Interface : éléments sans épaisseur (2)

E (MPa) ¢ (kPa) dp (degré) Y. (degré) Résistance a la traction, Ry (kPa)
34 0 35 Ooul35 0

Interface : critére orienté de Mohr-Coulomb (3)

E (MPa) v ¢ (kPa) Jp (degré) Y, (degré)
34 0,3 0 35 Ooul35

(éventuel) entre le pieu et le sable est pris en compte pendant le calcul lors de 'apparition de
contraintes normales négatives (traction) a l'interface.

Avec le modele (2), I'interface est simulée a 1'aide d’éléments sans épaisseur a trois nceuds doubles
et son comportement est reproduit grace a une méthode de pénalisation en rigidité (module TCNL
de CESAR-LCPC) et un critere de frottement de Mohr-Coulomb [5]. Les parametres sont calculés a
partir des parametres définis pour le modele (1). Pour le modele (3), le comportement de I'interface
est élastique parfaitement plastique (critere de Mohr-Coulomb).

Maillages d’éléments finis utilisés

La modélisation de 1’essai de chargement a été réalisée en discrétisant le systeme chambre
d’étalonnage-pieu a I'aide d’éléments finis isoparamétriques rectangulaires a huit nceuds. Compte
tenu de la géométrie du dispositif (cf. Fig. 6), les maillages d’éléments finis ont été définis en
considérant une coupe radiale de la chambre (configuration axisymétrique). Afin d’étudier
I'influence du maillage et des conditions aux limites sur la qualité des résultats numériques, on a
considéré trois maillages avec les conditions aux limites et les dimensions indiquées sur la figure 7.
Les caractéristiques des maillages sont données dans le tableau V. Pour tous les maillages, les
éléments a proximité de la surface latérale du pieu ont une épaisseur égale a 2 mm, fixée sur la base
d’une estimation de I'épaisseur de l'interface égale a environ dix fois le diametre moyen des grains
du sable de Fontainebleau (D5( = 0,2 mm). Ces éléments ont été utilisés pour décrire le comportement
de l'interface avec le modeéle proposé et le critére orienté. Les simulations avec les éléments
d’interface sans épaisseur ont été réalisées uniquement avec le maillage 1. Dans ce cas, le pieu et le
sol ont été séparés par 10 éléments de contact (dans la direction verticale) a trois nceuds doubles.
Dans le but de vérifier I'influence sur les calculs des conditions aux limites en termes de
déplacements relatifs entre le massif de sable et les embases, les conditions de glissement parfait du
sable sur les deux embases ou d’adhérence parfaite ont également été considérées par de Gennaro
[53] (maillages 1 et 3, ¢f. Fig. 7).

BULLETIN DES LABORATOIRES DES PONTS ET CHAUSSEES - 256-257
JUILLET-A0UT-SEPTEMBRE 2005 - REF. 4552 - PP. 107-133

119



120

Caractéristiques des maillages utilisés pour la simulation numérique des essais de chargement en chambre d’étalonnage

Maillage 1
Maillage 1 (éléments sans Maillage 2 Maillage 3

épaisseur)
Nbre d'éléments de massif 190 190 120 130
Nbre d'éléments type couche mince 10 - 5 15
Nbre d'éléments sans épaisseur - 12
Nbre d'éléments du pieu 20 20 10 20
Nbre d'éléments embase inférieure 10 10 10 10
Nbre de noeuds 621 654 405 644
Rapport de forme L/t a l'interface 25 - 50 25

u=v=0
Wia
u=0
Gy = Gho
Pieu modéle
Diamétre, D = 20 mm
Hauteur, B = 500 mm MA".LAGE 2
(conditions aux limites : voir maillage 1)
u=v=20
. ’d ' R
rigide o) . = >
Oz = Ovyo
MAILLAGE 1 v=0etr=0
H=680mm=34D
R.= 262 mm=13,1D WAL LAGE S

(autres conditions aux limites : voir maillage 1)

O Figure 7
Maillages 1, 2 et 3 utilisés pour la simulation numérique des essais de chargement en chambre d’étalonnage.

RESULTATS DE L’ANALYSE AUX ELEMENTS FINIS

L’ensemble des calculs a permis notamment d’étudier l'influence de :

> la loi de comportement du sable dans le massif et a l'interface ;
> la discrétisation (maillages 1 et 2) ;
> le rapport de forme L/t (maillages 1 et 2).

Les calculs ont été effectués en deux phases, chacune correspondant a une étape de la procédure
expérimentale suivie pour réaliser 1'essai de chargement du pieu.
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On a donc modélisé :

» linitialisation de l’état de contrainte et de déformation dans le massif et a l'interface,
correspondant a ’application du confinement isotrope au massif ;

> le chargement axial en compression du pieu, par application d’'un déplacement en téte (w,,)
parallele a la direction de l'axe Z.

L’initialisation de I’état de contrainte a été réalisée par application d’une contrainte verticale
G,, = Oy, sur I'embase inférieure, et d'une contrainte horizontale ¢, = o},, sur la surface latérale du
massif (cf. Fig. 7), en négligeant les effets dus a la gravité. La validité de cette hypothése a été vérifiée
[65]. Le chargement extérieur dans le cas de la simulation de la phase de mise sous confinement du
massif, comme lors de I’expérimentation, a été réalisé avec la téte du pieu libre de se déplacer
verticalement. Le chargement en compression du pieu a été simulé en imposant un déplacement en
téte w,. Cette phase du calcul a comporté cinquante incréments successifs, en appliquant a chaque
incrément 2 % du déplacement vertical final wy,.

L’intégration numérique du probléeme mécanique en comportement non linéaire a utilisé la méthode
des contraintes initiales [66]. L’algorithme de Newton-Raphson modifié a été employé pour la
résolution du probleme itératif, avec une tolérance sur les forces résiduelles et les déplacements égale
a0,1% [67].

Initialisation de I’état de contrainte dans le massif de sol et a I'interface

Les résultats de la phase d’initialisation de I'état de contrainte sont présentés sur la figure 8. Les
calculs ont été réalisés avec le maillage 1, en considérant pour le sable la loi de comportement
élastique linéaire et le critere de Mohr-Coulomb. L’interface est simulée avec le modele MEPI.
L’analyse des résultats a la fin du chargement est effectuée en tragant :

> les zones d’isovaleurs des contraintes horizontales et verticales dans le massif de sable et a
'interface (Fig. 8a, ou seul le cas d'un sol élastique est présenté) ;

> les courbes d’évolution du coefficient K suivant trois coupes radiales a différentes hauteurs du
massif (A, B et C, Fig. 8b).

A Tl'issue de la phase de confinement du massif, le champ de contrainte dans la chambre d’étalonnage
est assez homogene. Les contraintes radiales diminuent en s’approchant des embases. Quelques
perturbations sont observées a proximité de la pointe et de la téte du pieu. La distribution des zones
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O Figure 8
Phase de confinement (maillage 1) : (a) contraintes horizontales et verticales (sol élastique) ; (b) évolution du coefficient K,
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d’isovaleurs présente une symétrie par rapport au plan moyen horizontal du massif de sable
reconstitué. Les valeurs des contraintes verticales, uniformes dans 1’ensemble du massif, se
modifient uniquement sous la pointe et a proximité de la téte du pieu, lieux de concentration des
contraintes.

L’évolution du coefficient K, témoigne de la non-uniformité du champ de contrainte dans la
chambre d’étalonnage, les calculs aux éléments finis fournissant des valeurs de K, différentes de 1
au sein du massif. Notamment, sur la surface latérale du pieu (coupe B), la valeur du coefficient
K, =Kj, est égale a environ 1,4 dans le cas d’un sol élastique linéaire, et égale a 1,25 en considérant
pour le sable un comportement élastique linéaire isotrope avec critere de Mohr-Coulomb. Les
conditions aux limites sur les embases (glissement ou adhérence) ne semblent pas modifier de
maniere significative le champ de contrainte dans le massif lors de la simulation du confinement,
notamment en ce qui concerne la distribution radiale de la contrainte . suivant la coupe radiale A
a mi-hauteur du massif (cf. Fig. 8a).

Analyse du comportement mécanique du pieu modéle
en phase de chargement

Le chargement est simulé par un déplacement imposé en téte du pieu. On présente ici les résultats
des simulations réalisées en considérant le comportement du massif de sol élastique linéaire, avec ou
sans critere de Mohr-Coulomb en plasticité non associée. Pour le sol élastique, la seule non-linéarité
du probleme est donc concentrée a l'interface, son comportement étant décrit avec le modele MEPL

Les résultats de la simulation de 1’essai de chargement sont présentés sur les figures 9 et 10. Les
mesures de frottement latéral moyen qui se mobilise sur le manchon de mesure positionné sur le pieu
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g 3 Phase de chargement (maillage 1 - sol élastique) : (a)
g s 13 mobilisation du frottement latéral, (b) évolution de la contrainte
< a .
E ® normale, (c) courbes des charges totales en téte (Q) et en pointe
5 3 (Qp). Comparaison avec les simulations, interface dilatante
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8 5
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6 | emmmea- Charge totale en painte O, (simulation)
Charge totale latérale Q, (simuiation)
Charge totale en téte Q,, (simulation)
(c)
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Phase de chargement (maillage 1 - sol élastique) : (a)
2 distribution du frottement sur la surface latérale du pieu

modéle ; (b) distribution de la contrainte normale sur la
surface latérale du pieu modéle ; (c) évolution du coefficient
de pression latérale K, pendant le chargement. Simulations
interface modéle (1) - MEPI sans radoucissement.

Coefficient de pression latérale, K|
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Deéplacement en téte, w, (mm)

sont comparées avec les résultats des simulations (cf. Fig. 6). Pour ce faire, I'évolution du frottement
mobilisé (contrainte de cisaillement 1) en fonction du déplacement en téte du pieu (wy) est tracée
pour les neeuds positionnés a la mi-épaisseur de la couche d’interface. Les courbes de mobilisation
du frottement (Fig. 9a) et I'évolution de la contrainte 6, normale a l'interface fournies par le calcul
aux €léments finis (Fig. 9b) sont en bon accord avec les résultats expérimentaux. Cela a été obtenu en
admettant une légere dilatance a I'interface (parametre C, = 40), bien que I'état de densité du massif
(Ip = 0,46) et les essais d’interface (cf. Fig. 3) suggerent un comportement plutot contractant. L’effet
d’une dilatance a l'interface, « empéchée » par la rigidité normale imposée par le massif de sable,
produit une augmentation de la contrainte normale a l'interface (environ 15 kPa, cf. Fig. 9b) et, par
conséquent, de la contrainte de cisaillement maximale. Le modele reproduit bien les traits essentiels
du comportement d’interface, notamment une phase dilatante succédant a une phase contractante et,
enfin, la stabilisation de la contrainte normale (stabilisation de la dilatance) aux grands déplacements
relatifs tangentiels de I'interface. Cette dilatance plus élevée par rapport aux résultats des essais
d’interface compense différents effets difficilement quantifiables (on peut penser a l'effet de taille ou
au niveau de confinement, par exemple).

La comparaison avec les valeurs expérimentales de charge totale en téte (Q) et en pointe (Q,) est
présentée sur la figure 9c. Bien que le probleme du poingonnement du pieu sous la pointe nécessite
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une formulation en grandes déformations, le résultat de la simulation en termes de charge totale en
pointe (Qps) montre un accord qualitatif avec I'allure de la courbe expérimentale (Q,). Cependant,
I'écart entre les valeurs mesurées et calculées est assez important. On rappelle que le mode de mise
en place du pieu fournit probablement une sous-estimation des valeurs de résistance en pointe Q,,.
Cela est d{i vraisemblablement a I’effet d’écran du pieu pendant la pluviation du sable, se traduisant
par une réduction de la densité dans la zone au-dessous de la pointe. La courbe de mobilisation de
la charge totale latérale (Qj), obtenue par intégration de la distribution de la contrainte t le long de
la surface latérale du modeéle, est proche de la courbe de charge totale en téte (Q;) obtenue
expérimentalement (cf. Fig. 9a). Par conséquent, la prévision du calcul par éléments finis de la charge
totale de frottement latéral (Qjs) est en bon accord avec les mesures ; la charge en pointe (Qp;) est en
revanche surévaluée. Les résultats du calcul indiquent une bonne uniformité de distribution des
contraintes t et 6, le long du manchon de mesure du frottement (Fig. 10a et b). On note également
des contraintes normales et de cisaillement tres élevées pres de la pointe. Ce phénomene est 1ié a la
forte concentration de contrainte au coin de la base du pieu, le dernier élément d’interface étant en
contact avec un élément du sol. Des études récentes ont montré que ce probleme peut étre résolu en
utilisant un élément souple entre I'élément d’interface et 1'élément de sol, qui est capable d’amortir
et estomper les fortes distorsions et les concentrations des contraintes typiques de ce point singulier.
II est intéressant de remarquer que, suite a la variation de la contrainte c,, normale a 'interface, la
valeur du coefficient de pression latérale K; sur la surface latérale du modele évolue pendant le
chargement (Fig. 10c). Dans le cas d'une dilatance a l'interface, avec un massif supposé élastique
linéaire, la valeur de Kj passe de la valeur initiale K, = 1,4 a une valeur finale K; = 1,55. Sur la méme
figure, est montrée 1’évolution du coefficient K; dans le cas d'une interface non dilatante. Dans les
deux cas, on peut noter une légere diminution initiale de K; en accord avec le caracteére initialement
contractant de I'interface.

Champ de déplacement autour du pieu modéle pendant le chargement

A partir des résultats de la simulation de I'essai de chargement en compression du pieu (interface
dilatante et sol élastique linéaire), on peut analyser 1'évolution du champ de déplacement calculé
autour du pieu pour le modele (1), pendant la phase de chargement (Fig. 11). Les zones d’isovaleurs
des déplacements sont relatives a quatre différentes étapes du chargement, identifiées par les valeurs
du déplacement en téte w;, imposé au pieu. L’analyse de ces résultats fournit des renseignements
intéressants concernant le processus de déformation du sol autour du pieu. Le champ de
déplacement se concentre progressivement autour du pieu au cours du chargement : a partir d'une
distribution des zones d’isovaleurs des déplacements horizontaux similaire a celle obtenue dans la
phase de confinement, on peut constater une extension progressive de la zone de compression
(déplacements horizontaux négatifs) vers la surface du pieu. Les points d’inversion des
déplacements horizontaux définissent une région d’expansion (déplacements horizontaux positifs)
au dessous de la pointe et a proximité de la surface latérale du pieu (peu visible a I'échelle de la
figure). Parallelement, il se forme un « bulbe » autour du pieu, caractérisé par des déplacements
verticaux dirigés vers le bas. Ce bulbe de déplacements verticaux se ferme progressivement autour
de l'inclusion au cours de I’enfoncement; a la fin de la phase de chargement, il est presque
completement localisé a 'interface et au dessous de la pointe. Il est intéressant de signaler que les
résultats de la simulation indiquent I’absence d’une propagation dans la masse (vers la frontiere de
la chambre) des déplacements induits par I'enfoncement du modele, en accord avec le caractere tres
localisé de la déformation générée par l'interaction entre le pieu et le sol.

Influence de la loi de comportement considérée pour le massif de sable
sur les résultats de la phase de chargement

L’influence sur les résultats des calculs du modele de comportement choisi pour décrire le
comportement du massif de sable a été étudiée en considérant un comportement élastique linéaire
isotrope avec ou sans critere de Mohr-Coulomb en plasticité non associée. Le comportement de
I'interface (dilatante) est décrit avec le modele MEPIL. La comparaison entre les résultats des calculs
(pour le nceud 160, a mi-hauteur de la chambre et a 150 mm de la pointe du pieu ; cf. Fig. 9) et les
mesures réalisées au cours de I'essai est présentée sur la figure 12.

L’allure du frottement a l'interface, au niveau du manchon de mesure du frottement latéral, est
encore en bon accord avec les mesures expérimentales. L’analyse des résultats suggere 1'existence
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O Figure 11
Phase de chargement (maillage 1 - sol élastique) : évolution des déplacements autour du pieu modele. Simulations interface dilatante
modele proposé (1) — MEPI sans radoucissement.

d’un couplage entre la dilatance de I'interface et la dilatance du massif. En effet, on peut constater
I’absence d’une stabilisation complete des valeurs de 6, dans la simulation réalisée en considérant le
comportement du sable décrit par la loi de Mohr-Coulomb non associée (¥ = 12 degrés, tableau III).
Une explication possible de ce phénomeéne peut étre donnée si 1'on considere que le sol entourant la
couche d’interface est, lui aussi, soumis a une sollicitation de cisaillement. Ainsi, a cause de son
caractere fortement dilatant, le sable impose a la couche d’interface une rigidité normale croissante
par rapport au cas d’un massif ayant un comportement purement élastique. L’augmentation
progressive de la rigidité normale autour du pieu, en accord avec le comportement prévu par la loi
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Phase de chargement (maillage 1) — influence de la loi de comportement du sol : (a) sur la mobilisation du frottement latéral ; (b) sur la
mobilisation de la contrainte normale sur la surface latérale du pieu modéle. Comparaison avec les simulations, interface modéle proposé
(1) = MEPI sans radoucissement.

de Mohr-Coulomb dans le massif, est a I’origine de ’augmentation de la contrainte radiale a
I'interface. Cette augmentation de la rigidité annule partiellement I'effet de stabilisation de c,, a la
rupture prévu par le modele MEPI et provoque une augmentation du frottement latéral.

Influence du modeéle d’interface considéré au contact sol - pieu

La réponse du modele d’interface MEPI a été comparée a celle des deux autres modeles d’interface
disponibles dans le code CESAR-LCPC (éléments sans épaisseur et contact de type « critére
orienté »). Les résultats des simulations sont présentés sur la figure 13 qui donne les courbes de
mobilisation du frottement a l'interface et les courbes d’évolution de la contrainte o, normale a
I'interface. Les calculs ont été réalisés d’abord avec un comportement non dilatant de l'interface
(Fig. 13a et b), et ont été répétés ensuite en introduisant une dilatance a I'interface pour les trois
modeles (Fig. 13c et d). Le sable a été supposé élastique linéaire ; ainsi, la seule non-linéarité du
probléme est associée au comportement de l'interface. On note que les parameétres « plastiques » (c/,
8. et W) utilisés pour simuler le comportement de l'interface (cf. tableau IV) sont les mémes (ou
équivalents) pour les trois modeéles utilisés (critere de Mohr-Coulomb). En revanche, les parametres
« élastiques » du modele MEPI ont été dérivés des relations (15) et (16), afin d’adapter la réponse du
modeéle au rapport de forme élevé de I’élément « couche mince » (L/t =25, ¢f. tableau V).

Sur la base de ces résultats, on constate que les simulations réalisées avec une interface non dilatante
fournissent, avec les trois modeles de contact, une estimation assez satisfaisante du frottement ultime
sur la surface latérale du pieu (cf. Fig. 13a). Comme il a déja été remarqué, le frottement ultime prévu
par le modele proposé est légerement sous-estimé a cause du comportement faiblement contractant
a l'interface. Les courbes de mobilisation (wy, T) obtenues avec les éléments sans épaisseur (pour le
neceud 455, a mi-hauteur de la chambre et a 145 mm de la pointe du pieu) et le critere orienté
(nceud 160, comme pour MEPI), traduisent un comportement de l'interface plus rigide (raideur
initiale des courbes plus importante). Les allures de ces courbes sont typiques d'un comportement
de l'interface de type élastique-parfaitement plastique. En ce qui concerne le modele proposé, on
peut souligner une description plus satisfaisante de la phase d’écrouissage. Les évolutions de la
contrainte normale a l'interface sont compatibles avec la condition d'un comportement d’interface
non dilatant (cf. Fig. 13b), a I'exception du calcul réalisé avec le critére orienté. Dans ce dernier cas, le
rapport de forme élevé de 1'élément, sans adaptation des parametres élastiques (15) et (16), est
probablement a l'origine de I'augmentation progressive de la contrainte normale a I'interface.

La prise en compte d'une dilatance se traduit en général par une augmentation du frottement latéral
sur le pieu (cf. Fig. 13c). Cette augmentation est liée a 'augmentation de la contrainte normale a
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O Figure 13

Phase de chargement (sol élastique) : influence du modéle de contact sur la mobilisation du frottement latéral et de la contrainte normale.
Cas (a) et (b) : interface non dilatante ; cas (c) et (d) : interface dilatante.

I'interface (cf. Fig. 13d) ; elle est faible en utilisant les éléments sans épaisseur et tres importante dans
le cas du critere orienté. La nécessité d’introduire dans le modele MEPI un mécanisme d’annulation
de la dilatance a l'interface a I’état ultime apparait tres clairement a 1’analyse de ces résultats. Si
I'interface est modélisée en utilisant un critere de rupture de Mohr-Coulomb non associé orienté, la
dilatance excessive a l'interface produit des valeurs trop élevées de la contrainte normale, conduisant
a une surestimation du frottement sur la surface latérale du pieu.

Signalons, enfin, que l'influence des conditions aux limites adoptées sur les embases (glissement ou
adhérence) s’est avérée négligeable sur la réponse du pieu au cours de la phase de chargement.

Influence du maillage

L’effet de la discrétisation utilisée dans le modele d’éléments finis a été quantifié en comparant les
résultats de la simulation réalisée avec le maillage 1 aux résultats de la simulation avec le maillage 2
(cf. Fig. 7 et tableau V). Dans les deux simulations, le sable est supposé élastique linéaire et I'interface
est simulée avec le modele MEPI (interface dilatante). La mobilisation du frottement latéral a
l'interface, a mi-hauteur du manchon de mesure du frottement latéral (Fig. 14a) et I'évolution de la
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Phase de chargement (maillages 1 et 2 - sol élastique), influence du maillage et du rapport de forme des éléments de contact : (a)
mobilisation du frottement latéral, (b) mobilisation de la contrainte normale sur la surface latérale du pieu, (c) distribution du frottement
sur la surface latérale du pieu, (d) distribution de la contrainte normale sur la surface latérale du pieu. Comparaison avec les simulations,
interface dilatante modele proposé (1) — MEPI sans radoucissement.

contrainte normale a l'interface (Fig. 14b) montrent une tres faible influence des maillages utilisés sur
les résultats du calcul. L’effet du maillage est négligeable aussi sur les distributions avec la
profondeur du frottement latéral t et de la contrainte normale o, (Fig. 14c et d), bien qu'une certaine
divergence apparaisse logiquement a proximité des points de singularité situés en téte et en pointe
du pieu.

Il est intéressant de souligner qu’en passant du maillage 1 au maillage 2, le rapport de forme des
éléments d’interface de type « couche mince » passe d'une valeur L/t = 25 a une valeur L/t = 50. Ainsi,
les résultats de ces calculs permettent de vérifier une relative indépendance des simulations vis-a-vis
du rapport de forme des éléments utilisés pour décrire le comportement de l'interface. Cet
accroissement du rapport de forme L/t est obtenu par augmentation de la longueur L de I'élément,
en gardant constante son épaisseur (t=2 mm). La comparaison qualitative avec les résultats de
I'étude paramétrique montrée sur la figure 5 indique que c’est essentiellement 1'épaisseur de
I'élément qui a une influence sur les résultats numériques.
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CONCLUSIONS

Un modele de comportement élastoplastique d’interface (modele MEPI) a été présenté. Il permet de
décrire l'interaction sol granulaire-structure avec prise en compte de 1'état caractéristique, de la
dilatance et de I'état ultime. La validation du modele a été effectuée sur les résultats expérimentaux
relatifs a un certain nombre d’essais d’interface disponibles. Le modéle fournit des prévisions
satisfaisantes du comportement de l'interface sous divers chemins de chargement. L’introduction
d’une formulation simplifiée de MEPI (sans radoucissement) dans le code CESAR-LCPC a permis de
simuler les essais de chargement axial du pieu en chambre d’étalonnage. Les comparaisons entre les
résultats expérimentaux et les simulations numériques, réalisées par la méthode des éléments finis,
ont mis en évidence une réponse satisfaisante du modele d’interface pour cet essai.

La détermination des parametres des lois de comportement utilisées pour les simulations par
éléments finis a été effectuée a partir des données expérimentales facilement disponibles. Ces
données sont relatives a des essais de laboratoire « élémentaires » : 'essai a la boite de cisaillement
direct modifiée (interface) et I'essai triaxial (sable de Fontainebleau). Les résultats obtenus en suivant
cette méthodologie montrent que, pour le probleme aux limites analysé, 1'essai sur chemin triaxial
drainé pour le sable et le cisaillement d’interface a contrainte normale constante fournissent des
renseignements suffisants en termes de données géotechniques. Cependant, un certain degré
d’incertitude est toujours associé au passage de l'intégration locale des lois de comportement a la
résolution globale du probléme aux limites. Cet aspect a pu étre vérifié au cours des calculs,
notamment en ce qui concerne la quantification de la dilatance a I'interface (influence du parametre
C,, par exemple).

Cette étude a été consacrée a I’analyse d’un essai de chargement d’un pieu modele en chambre
d’étalonnage, dans un massif de sol constitué autour de lui par pluviation. Cette configuration a
permis de s’affranchir partiellement du probleme de la définition des effets dus a la mise en place par
forage, battage, foncage, etc. La modélisation numérique de la mise en place des pieux est un vaste
domaine ; les avancées actuelles n’ont pas apporté de réponses exhaustives et méritent encore d’étre
développées.
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