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Les domaines d’application des modéles physiques en
géotechnique ne cessent de s’étendre apportant de
nouvelles questions sur les régles de similitude et la
représentativité des modeles. Les deux méthodes utilisées
pour valider les essais sur modeéles réduits centrifugés
consistent, soit a comparer les résultats obtenus avec les
données provenant d'ouvrages en vraie grandeur, soit a
effectuer des études sur des familles de modéles
(modelling of models). Ces approches ont par exemple été
récemment mises en ceuvre pour examiner les conditions
de similitude dans les cisaillements d’interface (effet de la
taille des grains), les écoulements en sols saturés, le
battage des pieux, I'état de la frange capillaire, le
comportement de fondations superficielles et profondes,
la stabilité du front de taille d'un tunnel, la consolidation
de sol lache sous poids propre. Des régles sont
proposées permettant de garantir une simulation
satisfaisante du comportement des ouvrages en vraie
grandeur. Quelques exemples d’application de la
modélisation sont également présentés permettant
d’illustrer les potentialités de la méthode.

Physical models in geotechnics
II - Validation of the models
and examples of application

Abstract

(1) Cet article reproduit la seconde
partie de la biennale Coulomb pro-
noncée par |‘auteur dans le cadre
de la Conférence Caquot (Paris,
CNIT La Défense, 3 octobre 2001).

The major progress achieved in centrifuge modelling has not
only opened new fields of application, but has also raised new
similitude issues. Experimental validations remain essential and
two methods may be used to calibrate the centrifuge models:
comparison of centrifuge tests results and data from true scale
structures or modelling of models (when data from the
prototype are not available). These two methods have been for
example used to study the scaling conditions of shear interfaces
(effect of the grain size), of water flows in saturated soils, of pile
driving, of capillary phenomena, of bearing capacity of footings
and piles, of tunnel face stability, of self-weight consolidation of
very soft clay. Rules are proposed to guarantee that the
centrifuge model will correctly simulate the behaviour of the
true scale prototype. Some examples of model studies of both
shallow and deep foundations are given to illustrate the
potential of centrifuge modelling.

Key words : physical model, scaling law, scale effect,

geotechnical centrifuge, footing, pile, suction caisson. 5
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Contributions a I'étude

des conditions de similitude

et a la validation de la modélisation
physique en centrifugeuse

Comme nous l'avons montré dans la premiére partie
de cet article (cf. n°97), les techniques expérimentales
ont beaucoup progressé ouvrant de nouveaux champs
d’application mais amenant aussi de nouvelles questions
de similitude. Nous avons conduit diverses études sur ce
sujet dont les principaux résultats sont résumeés ci-aprés.

Effet de taille dans les cisaillements
d'interface

Le probléme des interfaces se pose de facon parti-
culierement aigué pour toutes les modélisations phy-
siques (centrifugeuse, chambre d'étalonnage mais aussi
essais de cisaillement en laboratoire et in situ avec
mesure du frottement sol-inclusion) ou numérigues
(lois de contact, éléments d’interface).

Nous avons initié plusieurs programmes sur les
effets d'échelle dans les cisaillements d'interface en
coopération avec différents partenalres (Laboratoire 3S
de Grenoble, Ecole centrale de Nantes, INSA de
Rennes et université de Bochum).

Diverses approches expérimentales ont été mises en
ceuvre (cisaillement d'interface a la boite, traction sur
des inclusions dans une cellule triaxiale modifiée, essais
de torsion ou de traction sur des inclusions cylin-
driques en modeles centrifuges).

Lors d’un cisaillement d’interface, la contrainte t est
mobilisée progressivement en fonction du déplacement
relatif selon une courbe type schématisée sur la figure 1.

Différentes variables dont la dimension est une lon-
gueur (et cui vont donc étre affectées par la réduction de
taille des modeles) interviennent dans ce cisaillement

Shear strength T
N

g

Displacement 0

tp
T,: résistance maximale au pic
u, : déplacement relatif au pic
Cette courbe de mobilisation du cisaillement dépend-elle de la
taille des grains et des dimensions de 'inclusion ?

A6 4 Courbe type de cisaillement d’'interface.
Typical curve of interface shear stress mo-
bilisation.

d’interface et pourraient en particulier avoir un effet sur
les caractéristiques 7, et u_ de la réponse de I'interface :

— dimensions de l'inclusion ou de I'éprouvette (cas
des essais de laboratoire) notée B ;

— taille des particules du sol notée d ;

—rugosité de l'interface notée R.

Effet de la rugosité d'interface R

Le cas de la rugosité est plus facile & traiter et nous avons
confirmé, par des essais de cisaillement a la boite et par des
essais de traction sur des inclusions mises en place dans des
massifs centrifuges, les résultats obtenus par exemple par
Yoshimi et Kischida (1981), Kischida et Uesugi (1987), Pai-
kowski et al. (1995) ou plus récemment par Dietz (2000).

La rugosité R de la surface en contact avec le sol peut
étre normalisée en R = R/d. et tous les essais montrent
qu'il existe trois plages de rug051te La figure 2 donne les
valeurs de t_ (normalisées) que nous avons obtenues res-
pectwemcnt lors d’essais a la boite et lors d’essais de trac-
tion en centrifugeuse sur des inclusions verticales.
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(a) Cisaillement a la boite
Modifiecd shear box tests
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(b) Traction sur inclusions verticales
Centrifuge pull-out tests on vertical inclusions

.~ _A6.2 Effet de la rugosité normalisée sur la
résistance au cisaillement d’interface
obtenu sur le sable de Fontainebleau et le
sable d’'Hostun (Garnier & Konig, 1998).
Effect of normalised roughness on interface
shear strength 1, in Fontainebleau sand and in
Hostun sand.
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(a) D’apres les données de Reddy et al. (2000)
From the data of Reddy et al. 0
0.0001 0.001 0.01 0.1 1
Raf Dsg
(b) Essais de Dietz (2000)
(R/D,, : rugosité normalisée)
Dietz tests (R /D, : normalised roughness)
I #se3 Interfaces lisses — Evolution de la résistance au cisaillement a I'interface en fonction de la rugosité

normalisée R, (ou R, sur la figure 3b avec la notation de Dietz).
Smooth interfaces — Evolution of interface peak friction with normalised roughness.

Elle montre trois types d'interfaces:

a) Interface lisse. Pour les trés faibles rugosités
[Rn < 0,01) I'interface est lisse, la rupture se produit par
glissement des grains sur l'inclusion, le coefficient de
frottement est tres inférieur au frottement interne du
sable et la dilatance est nulle.

Des essais récents réalisés par Reddy et al. (2000) ou
par Dietz (2000) dans la gamme R_= 0,0005 & 0,005 sur
différents sables et différents matériaux semblent mon-
trer que le frottement maximum mobilisable a I'inter-
face dépend alors peu de la rugosité (Fig. 3). Sur la
figure 3a, les couples de points représentés par un
méme symbole correspondent a des essais sur le méme
sable au contact du méme meétal et seule la rugosité est
différente.

b) Interface rugueuse. Au contraire, lorsque R,
dépasse 0,5 ou 1, l'interface est totalement rugueuse, le
cisaillement se produit dans le sol car des grains sont
alors assez petits pour étre entrainés dans les aspérités
de l'interface. La dilatance peut étre forte si les caracté-
ristiques du sol le permettent. Il est encore tres intéres-
sant de noter que lorsque l'interface est totalement
rugueuse (R, > 1), la rugosité n'a plus d’effet sur le frot-
tement mobilisé, ce qui est logique puisque le cisaille-
ment s'opére alors au sein du sol.

c¢) Interface de transition. Cette zone correspondrait
a des rugosités normalisées R dans la plage 0,01 a 1.
Elle montre une nette croissance du frottement d’inter-
face avec la rugosité. Il est intéressant de noter que des
résultats du méme type ont été récemment obtenus lors
de travaux conduits a I'Imperial College sur des argiles
constituées de particules entre 0,001 et 1 mm et avec
des rugosités d’interface de 0,005 a 7 microns (Lemos
et Vaughan, 2000).

Dans la pratique, les interfaces prises en compte
dans les modeéles réduits sont soit lisses soit rugueuses.
11 suffit donc, pour que la simulation soit correcte, que
les rugosités normalisées R, du modele et du prototype
soient dans la méme plage. Le cas intermédiaire est

beaucoup plus complexe et n'a jamais fait I'objet, a
notre connaissance, d’étude approfondie.

R E
Effet de la taille de I'inclusion sur la résistance
au cisaillement T,

a) Interfaces totalement rugueuses (R > 1)

Pour simplifier le probléme, toutes les études qui
sont évoquées dans ce paragraphe ont été effectuées
sur des interfaces trés rugueuses (R_ > 1) de telle sorte
que la rugosité n‘ait plus d'effet.

Tous les essais réalisés sur modéles centrifugés
(traction sur des plaques ou sur des tiges et essai en
torsion de tiges verticales) montrent que si les grains
sont suffisamment petits par rapport aux dimensions
des inclusions, aucun effet de taille ne se manifeste. La
figure 4a montre un exemple de résultats obtenus sur
des plaques a différentes échelles de réduction (model-
ling of models).

Par contre, lorscque le rapport entre le diameétre B
des inclusions et celui des grains descend au-dessous
d’environ B/d., = 75, la contrainte t_ mobilisée ne reste
pas constante?Fig‘ 4h). Elle croit lorsque le diameétre B
diminue et le rapport d’amplification peut atteindre 3
pour les plus petites inclusions.

La figure 4b regroupe deux séries d’essais effectués
sur la centrifugeuse du LCPC mais totalement indé-
pendantes : ceux de Balachowski (1995) sur des inclu-
sions cylindriques de 16 mm & 55 mm de diamétre dans
du sable d'Hostun et ceux de Dano (1995) portant sur
des inclusions de 4 mm & 36 mm de diamétre dans du
sable de Fontainebleau.

Dans les résultats ci-dessus, le rapport B/d,; reste
supérieur ou égale a 20. Les essais sur des inclusions
de plus petit diamétre tel que B/d,, ~ 10 ont donné des
résultats qui s’écartent nettement des courbes préceé-
dentes. La résistance au cisaillement mobilisée est deux

/
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(a) Traction sur des plagques verticales simulant le méme
prototype

Centrifuge pull-out tests on rectangular vertical plates simulating
the same prototype
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(b) Traction sur des inclusions cylindriques de différents
diamétres B
Centrifuge pull-out tests on cylindrical rods of different diameters

‘AG.4 | Interfaces rugueuses — Effet des dimen-
sions de I'inclusion sur le frottement latéral
mobilisé 7.

Rough interfaces - Effect of inclusion
dimensions on peak friction 1, (Garnier & Konig,
1998).

& trois fois plus faible et la mobilisation est beaucoup
plus progressive. Pour des rapports B/d., inférieurs a
10 ou 15, il semble que d’autres mécanismes entrent en
jeu comme des effets de volite autour de l'inclusion
réduisant les contraintes normales qu’elle supporte et
donc le frottement d’interface.

b) Interfaces totalement lisses R < 0,01

Le cas des interfaces lisses semble nettement plus
favorable, ce qui ne serait pas trés surprenant puiscque
le cisaillement se produit alors au contact entre le sol
et l'inclusion, sans manifestation de dilatance impor-
tante. La taille relative des grains par rapport au dia-
meétre de l'inclusion n'interviendrait donc pas.

Ce résultat a été récemment obtenu par Reddy et al.
(2000) lors d’essais de traction d'inclusions cylindriques
placées dans l'axe d'une éprouvette triaxiale (Fig. 5).
Lorsque le rapport B/d., décroit de 41 a 14, le frotte-
ment latéral mobilisé au pic ne varie que de 2 a 3 %.

REVUE IRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

L]

1o wimestre 2002

1.10

0.90

Tp(B) / Tp(Bmax)

0.80

0 10 20 30 40 50
B/ds50

. mes Interfaces lisses — Effet du diamétre de
I'inclusion sur le frottement latéral mobilisé
1, d’aprés les données de Reddy et al. (2000).
Smooth interfaces — Effect of inclusion dimensions
on peak friction T, from Reddy et al. (2000) data.

s 17 1Ty

Effet de la taille de l'inclusion sur le déplacement
au pic u,

Pour l'effet des dimensions de I'inclusion sur le dépla-
cement au pic U, la situation est moins claire que pour le
cisaillement maximal. Les essais que nous avons réalisés
tant sur les plaques que sur les cylindres en traction ou
en rotation ne permettent pas de conclure :

- pour des cylindres en traction, de méme longueur et
testés sous une méme accélération, le déplacement u,
croit légerement avec leur diamétre B (Fig. 6a) ;

— pour des cylindres en torsion simulant le méme pro-
totype (modelling of models), le déplacement u_semble
pratiquement indépendant de I'accélération (et donc de
'échelle de réduction) comme le montre la figure 6b. II
n’y aurait pas dans ce cas d’effet de taille sur u, du
moins dans la gamme des modéles testés.

De nouvelles recherches sont donc nécessaires mais
I'approche expérimentale de ce probleme est cependant
délicate car une partie plus ou moins grande du cisaille-
ment maximum est mobilisé avant méme le début de
I'application de 'effort (ce traction ou de torsion).

La mise sous contrainte de I'éprouvette (cas des essais
en cellule triaxiale modifiée) ou du massif de sol (cas des
essais en modeéles centrifugés) induit en effet de legers
déplacements relatifs sol-inclusion. Ces déplacements
relatifs méme trés faibles peuvent étre suffisants pour
mobiliser des contraintes de cisaillement non négli-
geables a l'interface perturbant I'état initial avant appli-
cation de la sollicitation (Garnier et Konig, 1998).

N T
Battage de pieux

La vérification des lois de similitude en battage a été
entreprise dans le cadre du programme national
Macrogravité 92-93 (Sieffert et Levacher, 1995). Un bat-
teur a vérin hydraulique fonctionnant sous accélération
a d'abord été concu puis utilisé pour battre une série
de pieux modéles simulant tous le prototype suivant
(pieu métallique fermé en pointe) :

Longueur du pieu 125 m  Diameétre du pieu 0,5 m
Masse du marteau 5 000 kg Hauteur de chute 1,00 m
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(a) Traction sur des inclusions cylindriques de différents

diamétres sous méme accélération

Centrifuge pull-out tests on cylindrical rods of different diameters

under the same acceleration
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(b) Torsion d’inclusions cylindriques simulant le méme
prototype a trois échelles différentes

Centrifuge torsion tests on cylindrical rods simulating the
same prototype at different scales

. mes | Effet de la taille de I'inclusion sur le déplacement au pic d'effort u .
Effect of the inclusion size on displacement u_ at peak load (Garnier & Konig, 1998).

Les diametres B des pieux modéles varient entre 8
et 16 mm et le sol est un sable de Fontainebleau sec a
faible densité (I, = 36 %). Les facteurs d’échelle théo-
ricues sont rappelés dans le tableau I ci-dessous.

| TAEiEAUl Facteurs d’échelle théoriques du choc et du
battage (modéle a I’échelle 1/n testé a ng).
Theoretical scaling factars in pile-driving (1/n
reduced scale model tested at ng).

vitesse particulaire) V=1
Accélération a*=n
Temps (durée du choc,

durée d'un aller-retour) t*=1/n
Impedance It =1
Contrainte o' =1
Force F*=1/n?
Energie W* = 1/n?
Nombre de coups

(pour un méme enfoncement) N*=1

Les pieux étant instrumentés de jauges, il est pos-
sible d’en déduire I'évolution des contraintes, des
forces, des énergies transmises, des vitesses de propa-
gation et de 'amortissement. Les facteurs d’échelle de
ces différentes grandeurs ont ainsi pu étre déterminés
expérimentalement et comparés aux valeurs théoriques
précédentes (tableau II).

A la fin du battage, le dispositif congu pour ce pro-
gramme permet d’effectuer le chargement vertical sta-
tique du pieu sans arrét de la centrifugeuse. Les
courbes de chargement force-déplacement en unités
prototype et les capacités portantes observées sur tous
les modeéles se sont trouvées tres concordantes, confir-
mant la validité de la modélisation (Sieffert et Levacher,
1995).

Les principales conclusions qui peuvent étre tirées
de ces études sont les suivantes :

— il est possible de réaliser des essais de battage de
pieux en modeéles centrifugés, représentatifs des situa-
tions réelles ;

 TABLEAL  Comparaison des facteurs d’échelle de
battage théoriques et expérimentaux.
Comparison of theoretical and experimental
scaling factors in pile-driving.

Durée du choc Sauf ieu

1+£0,12
=8mm
Accélération
maximale en téte 1£0,002
Contrainte
maximale 1+0,04
Force d'impact 1x0,02 Cf. figure 7a
Amortissement -1 Cf. figure 7b
Energie transmise WHW*__ décroit Cf. figure 8a
lors du choc del,22a1
lorsque B passe

de 8a16 mm
Energie transmise WHW*,  croit Cf. figure 8b
lors du battage de0,75a1
entre 3,1 m et 5.9 m lorsque B passe

de 84 16 mm
Nombre de coups N®/N*,, | croit
pour passer de066a1
la fiche lorsque B passe
de31mab9m de8a 16 mm

(1) Les parametres d'amortissement o et f sont déduits de la relation o /g, =
o expl-Bk] oll o, et o, sont les contraintes maximales mesurées en téte au
choc et au kiéme aller-retour de |'onde.

— les facteurs d’échelle théoriques pour le choc sont
veérifiés (force et contrainte, accélération, durée du
choc) méme avec des modeles de trés petite taille
(le mouton du pieu B = 8 mm ne pese que
20,5 grammes) ;

—seuls les résultats relatifs a I'énergie transmise au pieu
posent encore probléme. Nous avons tracé sur la figure
8 I'évolution des énergies en fonction de I'accélération
centrifuge n (modeles aux échelles 1/n). Ces évolutions
sont trés bien représentées par des fonctions puis-
sances mais les exposants ne sont pas exactement
égaux a la valeur théorique -3 (car W* = 1/n?). L'éner-
gie transmise lors du choc (calculée en intégrant le pro-
duit F.v) varie en 1/n>® alors que celle transmise pour
passer de la fiche de 3,1 m a celle de 5,9 m (calculée a
partir du nombre de coups) varie en 1/n*%*,

9
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(a) Forces d’'impact réduites a4 1 g obtenue lors d’essais de
battage & 1g,20get30g
Impact forces reduced to 1 g (1 g, 20 g and 30 g tests)
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(b) Amortissement observé a trois échelles de réduction
(o, et o, sont les contraintes maximales mesurées en téte
du choc et au kiéme aller-retour de 'onde)

Damping (c,/6, ratio vs. time)

© #ié7 | Etude expérimentale des conditions de similitude lors du battage de pieux.
Experimental study of scaling laws in pile-driving (Sieffert et Levacher, 1995).

Ces résultats un peu contradictoires concernant
I'exposant donnent toutefois des valeurs centrées sur
la valeur — 3. Les écarts par rapport & la valeur théo-
rique pourraient donc provenir d'incertitudes dans les
mesures (qui peuvent étre amplifiées par le traitement
des données brutes) ou de phénomenes parasites sur-
venant lors des essais, en particulier pour les modeles
les plus petits. De nouvelles expériences sont néces-
saires pour conclure définitivement sur I'ensemble des
facteurs d’échelle.

On peut en outre signaler que le centre de
recherches d’Exxon a confié a nos collégues du CEA-
CESTA au début des années 90 un important pro-
gramme d’études sur le battage de pieux ouverts dans
des sables denses. Un batteur trés performant a été

\

N y=133052%

\\_’

30 40 30 60

Acoflération centrifige n

(a) Energie transmise lors du choc du mouton
Energy transmitted during impact

o O
c888L G

Energie transmise
lors du choc (J)

3

congu dans ce programme (Zelikson et al., 1994).
Comme le plus souvent, les résultats de ces travaux
n’ont pas, a notre connaissance, été diffusés par Exxon.

Ecoulements souterrains en sol saturé

Les conditions de similitude régissant les écoule-
ments souterrains ont fait 'objet de nombreuses études
tant expérimentales que théoriques car plusieurs ques-
tions se posent concernant :

* |a valeur des facteurs d’échelle ;

» J'effet de I'accélération centrifuge sur la perméabilité ;

e ol
:r-‘\40
L R \
o = 30
oo B yzs-E.!%x{i.SB
£
_Qlﬁ
v o 10
o E ~A
'&—:0 I
g7 30 40 50 60 70
/M
Accélération centrifuge n

(b) Energie transmise pour passer la fiche du pieu de 3,1 m
a59m
Energy transmitted to penetrate the pile from 3.1 mto 5.9 m

[ Hee Energie de battage en fonction de I'accélération centrifuge.

Pile-driving energy E vs. centrifuge acceleration n.
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e les limites de validité de la loi de Darcy et la valeur de
"accélération centrifuge critique.

L’analyse dimensionnelle récemment publiée par
Butterfield (2000) conduit comme on pouvait s’y
attendre a la nécessité de changer soit le fluide inter-
stitiel soit la taille des particules, pour obtenir une simi-
litude totale (mémes nombres de Froude et de Rey-
nolds dans tous les régimes d’écoulement).

Cette contrainte incontournable dans certains cas
(étude de la liquéfaction sous séisme par exemple) ne
s'impose toutefois pas a tous les essais sur modéles.
Dans la plupart des ouvrages géotechniques proto-
types, du fait des relativement faibles gradients hydrau-
liques qui y régnent, les écoulements souterrains sont
en effet de type laminaire régi par la loi de Darcy (faible
nombre de Reynolds). Cette loi expérimentale appro-
chée traduit une relation linéaire entre la vitesse
d’écoulement v (m/s) et le gradient hydraulique i,
nombre sans dimensicn car rapport de la perte de
charge hydraulique Ah (exprimée en hauteur d'eau) a
la longueur de I'écoulement :

v=kioui=v/k (1)

Le coefficient k (m/s) ou perméabilité de Darcy est
une fonction dépendant & la fois des propriétés du
fluide utilisé et de celles du sol :

K = Kpg/m = Kg/u (2)

Dans cette derniere relation, K (m?) est la perméabi-
lité géométrique ou intrinséque liée aux propriétés du
sol, p est la masse volumique du fluide, n (kg/m/s) et pn
(m?/s) sont les viscosités dynamique et cinématique
(n = 1.p) et g est 'accélération de la pesanteur.

Effet de 'accélération centrifuge sur la perméabilité

Lorsque les expériences sont réalisées sur modéles
réduits en macrogravité avec le sol et le fluide du pro-
totype, la question des facteurs d’échelle des différentes
variables se pose. Si l'échelle des longueurs est notée
I* =1/n, I'échelle des temps est t* = 1/n? (phénoméne de
diffusion) et celle des vitesses v* = I*/t* = n. La vitesse
apparente est, sans ambiguité, multipliée par n sur le
modéle réduit testé sous n g. La valeur des facteurs
d’échelle i* et k* a par contre pendant quelque temps
divisé la communauté, sans raison fondée comme nous
I'avons récemment montré (Khalifa et al., 2000). Les
deux propositions opposées étaient les suivantes :

* Formulation A. En suivant la formulation de Darcy, on
peut considérer que le gradient hydraulique est un
nombre sans dimension i = Ah/Il et la perméabilité
s’exprime alors comme la vitesse en m/s. On a dans ces
conditions i =i d’ol i* = 1 et donc k* = n (puisque
k=i/v). La perméabilité k dans le modéle réduit varie-
rait ainsi avec ’accélération centrifuge ;

e Formulation B. Si on exprime au contraire la charge
hydraulique en terme de gradients de pression
(Coussy, 1995), les gradients hydrauliques sont ip = Ah/lp
eti_= AP /I .Les pressions étant les mémes sur le
modele et le prototype, on obtient alors i = N.i_ soit
i* = n et donc k* = 1. Le rapport k entre la vifesse
d’écoulement et le gradient hydraulique i serait alors

une caractéristique du milieu poreux indépendante de

"accélération. 1l est parfois appelé mobilité et s’exprime
en m%kPa/s.

En réalité, les deux formulations sont équivalentes
mais I'énergie potentielle est exprimée dans la pre-
miére comme une énergie par unité de poids et dans la
seconde comme une énergie par unité de volume
(Goforth et al., 1991).

Pour étudier l'effet de 'accélération sur la perméabi-
lité, nous avons cong¢u un perméameétre embarquable et
effectué des essais d’écoulement sous différentes accélé-
rations. En admettant la formulation de Darcy, les résul-
tats reproduits sur la figure 9a montrent que la perméa-
bilité k mesurée est assez bien proportionnelle a
'accélération centrifuge n, du moins dans la gamme des
accélérations pratiquées. Il se peut que la légere diminu-
tion observée de k/n avec n résulte en réalité de 'appari-
tion de forces d'inertie non négligeables due a I'aug-
mentation de la vitesse d'écoulement. Les conditions des
essais en macrogravité (perméametre a charge variable)
étaient en effet telles que la vitesse d’écoulement aug-
mentait aussi avec 'accélération centrifuge (Fig. 9b).
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D’autres expériences similaires ont été réecemment réa-
lisées par Singh et Gupta (2000) sur des sols dont la per-
méabilité varie entre 2 x 107 m/s et 10-° m/s. Les auteurs
ont comparé les perméabilités k_ mesurées en centrifu-
geuse entre 50 g et 200 g avec celles qu’il ont obtenues en
laboratoire (sous 1 g). Les rapports kmﬁk = n* ont permis
de calculer I'exposant x du facteur d'éc eﬁe représenté sur
la figure 10 en fonction de n.

1.1 . |
| |
& :
%%0.9 [ ‘
2508t | |
o
g 07 !
e
s 0 50 100 150 200 250

Accélération centrifuge (g)

fe.10  Effet de I'accélération centrifuge sur le
facteur d’échelle de la perméabilité d'aprés
les données de Singh et Gupta (200).
Effect of centrifuge acceleration on permeability
scaling factor from Singh and Gupta (2000) data.

On retiendra de I'ensemble de ces essais que la per-
méabilité intrinséque K = ki/g ne dépend pas de I'accé-
lération, du moins dans la gamme des accélérations

Limite de validité de la loi de Darcy
et accélération critique

La question de la validité de la loi de Darcy peut par
contre étre un autre probléme pour les modéles centri-
fugés ol les vitesses sont considérablement amplifiées
par rapport a celles des prototypes. Il convient de
s’assurer que cet accroissement des vitesses ne
s’accompagne pas d'un changement des caractéris-
tiques des écoulements et, en particulier, d'une sortie
du domaine de validité de la loi de Darcy par appari-
tion de forces d’'inertie (Goodings, 1994),

Un programme de recherche a été entrepris sur ce
sujet en coopération avec le LGCNSN (Laboratoire de
génie civil de Nantes-Saint-Nazaire) ol un dispositif
d’essais a €té spécialement réalisé permettant de géné-
rer dans une colonne de sol des écoulements intenses
en conditions contrélées de pression, de débit et de
température (Wahyudi, 1998).

Les résultats obtenus sur les cing sables utilisés au
LCPC dans les modeles centrifugés sont reproduits sur
la figure 11 qui montre la relation entre i/v et v. La loi de
Darcy correspondrait & une valeur constante du rapport
i/v et son domaine de validité se trouve donc tres limité.
Sur la gamme des vitesses d’écoulements testées, la loi
de Forcheimer (1901) rend par contre beaucoup mieux
compte des résultats expérimentaux obtenus. Elle se tra-
duit sur la figure 11 par des droites d’équation :

centrifuges étudiée, et garde bien la méme valeur dans
le modeéle et dans le prototype si les mémes sols et les

mémes fluides y sont utilisés. i'v=av+b (3)

6000
Fontainebleau : iiv = 15425y + %M
5000 -+
+
+ Labenne : i/v = 14710v + 3369

+ Fontainebleau
A Hostun
OLabenne
¢ Le Rheu
X Loire

1000 Loire : i/lv = 9425v + 597

0 . ', - t t
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12

vitesse v (m/s)

. me.i1 Résultats des essais d’écoulement forcé dans cing sables utilisés au LCPC dans les modéles réduits
centrifugés (Khalifa et al., 2000).
1 Q Results of high-velocity flow tests performed on five sands used in centrifuge models.
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Une autre présentation permet de mieux mettre
en évidence le domaine de validité de la loi de Darcy
(Goodings, 1994). Elle consiste a étudier la relation
entre le nombre de Reynolds R, = pvd/p et le facteur
de frottement F, = igd/v? (ou d est une dimension
caractéristique de I’écoulement ou du milieu poreux).
La loi de Darcy correspond alors au domaine F, =
o/R_ (partie linéaire de la relation entre logR F, et
loglﬁe}.

Il existe cependant plusieurs expressions diffé-
rentes des nombres sans dimensions R, et F, suivant
que 'on prend en compte la vitesse macroscopique
ou microscopique, la dimension des particules ou
celle des pores, le diamétre moyen d., ou un diameétre
équivalent d,, la tortuosité T du milieu poreux ou
non,

Nous avons montré qu’en introduisant dans R_ et
F, les caractéristiques des pores au lieu de celles des
particules, selon le modéle développé par Comiti et
Renaud (1989), les résultats de la figure 11 se rédui-
saient a une courbe unique pour les cing sables tes-
tés (Fig. 12). Le nombre de Reynolds de pore Re
et le facteur de frottement de pore Ff  prennentici
les valeurs suivantes :

fan?
Re = _2_.%_ et Ff = %__ [4]
pare 3u(1- n) pE 3P (1-n)

ou n_est la porosité du sol et d,, le diametre équivalent
des grains du sable.

La figure 12 confirme que la sortie du domaine de
Darcy est tres progressive. Il est donc nécessaire de
choisir un écart maximum admissible si 'on souhaite
définir une limite de validité & cette loi. En admettant
par exemple que le gradient hydraulique maximum
dans le prototype esti_= 1, les accélérations centrifuges
maximales (et donc [es échelles de réduction mini-
males) qu’il ne faut pas dépasser sont données dans le
tableau III pour deux valeurs d’écarts admissibles avec
la loi de Darcy,

Zone capillaire et sols non saturés

L’'une des raisons pour lesquelles les sols non satu-
rés sont peu souvent mis en ceuvre dans les essais sur
modeles centrifugés réside dans les incertitudes qui
regnent sur la distribution des teneurs en eau et des
succions dans les massifs soumis & macrogravité.

Nous avons engagé un important programme de
recherches sur cette question au sein du réseau euro-
péen NECER (Network of European Centrifuges for
Environmental Geotechnics Research) en associant des
approches théoriques et des essais en centrifugeuse.
Les principaux résultats obtenus ont été présentés dans
plusieurs articles publiés en 2000 (International Sym-
posium on Physical Modelling and Testing in Environ-
mental Geotechnics, Garnier et al., 2000) et nous en
résumons ci-apres les données essentielles.

[ TABLEAUNI | Accélération centrifuge maximale admissible permettant de modéliser un écoulement prototype de
gradient i, <1 en fonction de I'écart toléré par rapport a la loi de Darcy.
Maximum centrifuge acceleration to be applied to the model for simulating a prototype flow with a hydraulic gradient
i, =1 (for two accepted errors with respect to Darcy’s law).

155 ¢g

o1

01 1 10 100 1000
Nombre de Reynolds de pores Rn

' mei12 Résultats de la figure 11 traduits en une
relation entre le nombre de Reynolds de
pores et le facteur de frottement de pores
(Khalifa et al., 2000).

Data from Figure 11 translated into a
relationship between the pore Reynolds
number Re_, and the pore friction factor Ff,_.

I 5
Hauteur et vitesse d'ascension capillaire

Le probléme le plus simple est celui de la hauteur
d'ascension capillaire H.. La loi de Jurin donne pour
une colonne de liquide cylindrique verticale la valeur
suivante :

h _ 2T cosd
£ pgr (5)

ou T est la tension superficielle (N/m), & I’angle de
contact du ménisque avec la paroi du tube, p la
masse volumique du fluide et r le rayon du tube
capillaire.

D’apres cette loi, le facteur d’échelle sur h_serait
h_*=1/n si le méme sol et le méme fluide sont utilisés
dans le modele & I'échelle 1/n et dans le prototype (car
alors T* = §* = p* = r* = 1). La similitude sur la hauteur
d’ascension capillaire serait donc respectée puisque
I"épaisseur de la frange capillaire serait réduite dans le
modele d"un facteur n.

13

FEVIUE FRANCAISE DE GEOTECHMIGUE
N 98
1 primestre 2009




En ce qui concerne la vitesse d’ascension capillaire,
les différentes formulations théoriques proposées ont
été analysées et conduisent toutes a un facteur
d’échelle théorique sur le temps de t* = 1/n? et donc
v* = n sur la vitesse (Rezzoug et al., 2000a). Indépen-
damment de ces travaux du réseau NECER, Lord (1999)
a montré analytiquement que ces résultats sont encore
valables pour des tubes capillaires inclinés ou horizon-
taux et pour des écoulements descendants.

Ces formulations théoriques supposent toutefois
que les pores sont assez fins pour que les ménisques
puissent étre assimilés a des surfaces sphériques et on
pourrait craindre que la macrogravité n‘ait des effets
(sur I'angle de contact ou la forme du ménisque, par
exemple) non pris en compte dans les lois précédentes.

Transparent T
perspex

tube | <and

Il est donc difficile de se passer de vérifications expé-
rimentales et des essais croisés ont été réalisés dans plu-
sieurs laboratoires européens du réseau NECER. Ces
expériences portent sur des colonnes de sol dans les-
quelles des écoulements verticaux sont provocués par
saturation de sables secs ou par drainage de sables
saturés. Les dispositifs d'essai sont du type de celui de
"'université de Bochum présenté sur la figure 13.

Dans ces expériences, différents sables ont été testés
(sable de Congleton, sable de Fontainebleau), a plusieurs
densités et sous des accélérations allant de 1 g (essais en
laboratoire) & 40 g. Un exemple de résultats est montré
surla figure 14 donnant |'épaisseur atteinte par la frange
capillaire en fonction du temps (sable de Congleton,
¥,=16,9 kN/m?®) en unités modele et prototype.
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B 13 Dispositif type d’écoulement en colonne (Rezzoug et al., 2000b).
Experimental column set-up for centrifuge tests on capillary rise.
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(b) Unités prototype avec les facteurs d’échelle h * =n-' et
tr=n*
Prototype units assuming scale factors h* = n-?and t* = n-?

(a) Unités modéle
Maodel units

 'Ae 14’ Essais d’ascension capillaire en modeles centrifugés (Rezzoug et al., 2000b).
Capillary height vs. time in centrifuge model tests.
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D’autres essais ont confirmé que les lois de simili-
tude déduites des études théoriques apparaissent ainsi
assez hien vérifiées expérimentalement (Crangon et al.,
2000 ; Thorel et al., 2000). Lorsque les sols et les fluides
du prototype sont utilisés dans le modéle, les facteurs
d’échelle pour l'ascension capillaire sont donc bien :

Hauteur h¢* =n-' Vitessev*=n Tempst*=n? (6)

Profils de teneurs en eau et de succion

L’étude de la frange capillaire a nécessité d’équiper
les colonnes d’essais de sondes TDR (Time Domain
Reflectometry) pour la mesure des teneurs en eau et de
tensiomeétres pour celle des succions (Fig. 15). Un
exemple de résultats obtenus lors d’essais sur du sable
des Landes de Gascogne sous des accélérations allant
de 1 g a 20 g est montré sur les courbes de la figure 16
(Crangon et al., 2000). Les points repérés par les sym-
boles sur la figure 16 correspondent aux résultats des
mesures de teneur en eau volumique 6. Les courbes en
trait continu ont été calées sur les données expérimen-
tales a l'aide de fonctions de Van Genuchten (Leong et
Rahardjo, 1997).

Avec des moyens plus simples (mesure de la teneur
en eau par préléevement d’échantillons dans la colonne),
Esposito (2000) obtenu les profils de la Figure 17a.

Des résultats expérimentaux obtenus récemment
par d’autres auteurs hors du réseau NECER (Fig. 17h)
semblent confirmer que les facteurs d’échelle sur pro-
fils de teneurs en eau dans un modeéle centrifugés a ng
sont :

Profondeur z* =n-' Teneur en eau w* =1 (7)

Les travaux se poursuivent mais d’apres les don-
nées actuelles sur les hauteurs et les vitesses d’ascen-
sion capillaire et sur les distributions de teneur en eau
et de succion, il semble hien que la frange capillaire
dans le modele centrifugé soit la réplique fidele de celle
du prototype. Ces conclusions encore provisoires ne
sont évidemment valables que si les sols sont les
mémes dans le modele et le prototype.
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.~ H#e.1s5 Colonnes équipées de sondes TDR
TRIMEIT pour la mesure des teneurs en
eau en cours de centrifugation (Crangon et
al., 2000).
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TRIMEIT for water content measurement.
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FG.16 Distributions de la teneur en eau
observées dans la frange capillaire.
Distribution of water content vs. depth
observed in the vadose zone (1 g to 20 g tests).

Validations expérimentales
de la modélisation physique

Le respect des conditions de similitude théoriques
n’est pas toujours une condition suffisante pour garan-
tir la validité des essais sur modéles en macrogravité
car d’autres phénomenes peuvent introduire des biais
dans cette approche expérimentale (effet de la taille des
grains, caractéristiques des sols modeéles, conditions
aux limites, conflit sur les échelles de temps). Des vali-
dations expérimentales restent trés souvent indispen-
sables et deux methodes sont employées (familles de
modeles et comparaison modéle-prototype).

.
Familles de modeles

Lorsque la réponse du prototype simulé n’est pas
connue, il faut recourir a la technique des familles de
modeles (modelling of models). Cette méthode consiste a
réaliser une série d’essais sur des modeles a différentes
échelles de réduction et donc sous différentes accéléra-
tions. Lorsque la modélisation ne présente pas de biais
tous ces modeéles doivent donner les mémes résultats en
valeurs prototypes. Dans différents programmes, sou-
vent conduits en coopération au niveau national ou euro-
péen, nous avons utilisé cette approche pour examiner la
pertinence des modéles dans les cas suivants :

15
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AG.17  Profils de teneur en eau observés dans la frange capillaire sur des modeles a différentes échelles de

réduction (unités prototype).

Water content distribution vs. depth in the vadose zone observed on models at different scales {(prototype units).

— essais au scissomeétre dans les argiles (Corté et al.,
1991) ;

— essais au pénétromeétre statique dans les sables (Corté
etal, 1991) ;

— capacité portante des fondations superficielles (Corté
et al., 1988 ; Portugal, 1999) ;

— chargement axial de pieux mis en place a 1g (Leva-
cher et al., 1992) ;

- chargement axial de pieux battus en cours de centri-
fugation (Sieffert et Levacher, 1995) ;

— chargement horizontal de pieux (Remaud, 1999) ;
— battage de pieux (cf. §1.2);

— traction sur des pieux ou des inclusions verticales
(cf.§1.1.2);

— stabilité du front de taille de tunnels (Chambon &
Konig, 1998) ;

— chargement cde caissons a effet de succion
(cf. §3.3);

— écoulements souterrains en sol saturé (cf. §1.3) ;
— hauteur et vitesse d’ascension capillaire
(cf. §1.4.1);

- profils de teneur en eau et de succion en sol non
saturé (cf. §1.4.2) ;

—migration de polluants non miscibles dans le sol (Gar-
nier, 2002) ;

— sédimentation de vases sous poids propre (Marot,
1997).

Il n'est pas possible de présenter ici I'ensemble de
ces études et quelques-unes ont été briévement évo-
quées plus haut. Le lecteur pourra trouver des infor-
mations plus completes sur ces travaux dans les publi-
cations citées en référence.

On retiendra de ces études expérimentales utilisant
la méthode des familles de modéles les principaux

’] 6 enseignements suivants :
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e pour les problémes de capacité portante (fondation
superficielle, résistance de pointe des pieux, pénétro-
metre statique), la regle d’Ovesen (Ovesen, 1979 ; Fugl-
sang et Ovesen, 1988) se trouve confirmée par tous les
essais réalisés. Selon cette régle purement empiricque,
les modeles ne sont pas l'objet d'effet d’échelle signifi-
catif si le rapport B,__,.../d., reste supérieur a 30 (soit
une aire de contact sur environ 1 000 grains). Il semble-
rait méme que l'on puisse descendre un peu en des-
sous de cette valeur limite avec des effets tolérables;

e pour la stabilité du front de taille d'un tunnel, les don-
nées actuellement disponibles situeraient plutét la
limite B__.., /d. & environ 60 ;

modele’
e |e cas ou les interactions sol-structure sont essentiel-
lement régies par des cisaillements d'interface semble
toutefois différent. 1l a fait I'objet de nombreuses études
présentées au § 1.1 qui semblent montrer que le
cisaillement maximum mobilisable ne serait pas affecté
d'effet d’echelle significatif si le rapport B ../d,, reste
supérieur a 75. Par contre, 'effet de ce rapport sur le
déplacement relatif reste encore assez mal connu.

AR T
Comparaisons modele-prototype

Cette méthode de validation est plus délicate que la
précédente car elle nécessite d'une part de disposer
d’observations et de mesures fiables faites sur un
ouvrage en vraie grandeur et d’autre part de pouvoir
reconstituer les sols modeles avec les mémes proprié-
tés que le massif réel simulé. Il est clair que de nom-
breux sites d’essais présentent des hétérogénéités spa-
tiales telles qu'il serait illusoire d’espérer les modéliser
correctement. Les biais observés entre modele et pro-
totype peuvent donc souvent provenir de différences
entre les caractéristiques mécaniques du sol modéle et
celles du massif réel.

Des sites relativernent complexes ont cependant été
simulés avec succés comme par exemple lors des



études sur modeles centrifugés réalisées a I'ISMES
pour le choix du systéme de confortement de la Tour
de Pise (Pepe et Renzi, 1994).

Au LCPC, nous avons pu simuler sur modeles
réduits centrifugés les ouvrages réels suivants :

— la consolidation sous poids propre des vases de dra-
gages du site de La Rochelle (Balay ef al. 1988) ;

- le chargement de fondations superficielles circulaires
des sites de Chétenay-sur-Seine (Bagge et al., 1989 ;
Corté et Garnier, 1993) et de Labenne (Canépa et al.,
1988} ;

—le chargement latéral des deux pieux du site du Rheu
(Bouafia, 1990) ;

— les essais de mise en place et de chargement de cais-
sons a effet de succion du site de Lysaker (Morrison et
al., 1994).

Le dernier cas a été traité a la demande du centre
de recherches d'Exxon. Dans le cadre d’un programme
sur 'ancrage de la plate-forme Snorre en mer du Nord,
Exxon et le NGI ont réalisé des essais sur le site de
Lysaker pres d'Oslo. Les caissons prototypes sont
constitués de quatre cellules adjacentes de 914 mm de
diamétre et de 820 mm de hauteur.

Nous avons simulé les essais de chargement sta-
tique et cyclique sur modéles a l'échelle 1/10 (Fig. 18).
Deux types d’argile ont été utilisés : 'argile du site
(Lysaker), dont 2 tonnes ont été acheminées du site au
LCPC, et le kaolin (Speswhite). Le profil de cohésion
non drainée du site est reproduit sur la figure 19 ou il
est comparé a ceux des massifs reconstitués.

Capteurs de
déplacement relatif
solscaisson

rotation

AG.18 Vue d'un modeéle au 1/10 simulant le
caisson utilisé par le NGI sur le site de
Lysaker,

View before placement of a 4-cells model
caisson at a 1/10 scale.

On note que les caractéristiques du premier massif
reconstitué avec l'argile de Lysaker (modéle Lysaker 1)
s'écartent tres sensiblement du profil souhaité, malgré
une étude préalable effectuée sur la consolidation de
cette nouvelle argile.

Un dispositif spécial a été congu pour permettre le
foncage des caissons puis leur chargement, sans arrét
de la centrifugeuse (Fig. 20). La prévision du comporte-
ment des caissons est de classe A puisque nous ne dis-
posions d’aucun résultat du site lorsque les essais sur
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~ figis Profil de cohésion non drainée du site de
Lysaker (fuseau grisé) et des différents
modeles.
Undrained shear strength profiles of the
Lysaker site and of the centrifuge models
(Marrison et al., 1994).
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modeles ont été réalisés. La comparaison des résultats
du site et des modéles a été effectuée et publiée par le
centre de recherches d’Exxon (Morrison et al., 1994). La
figure 21 montre 'excellent accord entre les résultats
du site et ceux des trois modeéles dont les massifs
d'argile avaient des caractéristiques mécaniques cor-
rectes.

La comparaison entre essais sur site et sur modeéles
reste un exercice délicat. Dans le cas des massifs
sableux, I'absence de cohésion des sols actuellement
reconstitués (sables secs ou saturés) peut conduire a
des écarts significatifs entre modéles et prototypes, en
particulier en début de chargement. Pour les argiles,
si les techniques de reconstitution des massifs existent
et sont bien maitrisées (Garnier, 2002), une certaine
expérience de l'argile utilisée est néanmoins néces-
saire.

Le probléme de la représentativité des modéles ne
sera jamais définitivement réglé puisque des simula-
tions de nouveaux ouvrages sont sans cesse tentees. Il
serait d‘ailleurs trés utile de regrouper dans une méme
base toutes les données relatives a la validation de la
modélisation par centrifugation.

2.5

PO sV

Lysaker - NGi(10)
e Sposwhitot - 10g
- - |
- €~ Modele Lysaker | | "R 10
& Lysehert - 109
’ 3 Lysakor2 - 10g

10 Autres modeles (10g)

Pull-out Load, kN

Site NGl (1g)

0 " 1 L 1 1 L | s
0 5 10 15 20 25

Average Vertical Displacement, mm

fG.21  Comparaison des courbes de chargement
obtenues par le NGI sur le site de Lysaker
el celles des modeles centrifugés
(Morrison et al., 1994).

Comparison between the site and centrifuge

model caisson loading tests.

[ & 5 19%
1% 1% 10%

Symbole

Exemples d’application
de la modélisation aux fondations

Dans les années 80, les expériences sur modeéles
réduits centrifugés étaient encore considérées par la
communauté scientifique nationale comme une curio-
sité. Une bonne dizaine d'années d’efforts aura été
nécessaire pour démontrer et faire admettre leur inté-
rét qui devient pourtant évident lorsque les autres
approches ont atteint leurs limites.

Les études paramétriques requiérent en effet un
grand nombre d’essais et sont donc & peu prés impos-
sibles a réaliser sur des ouvrages en grandeur reelle,
Les modéles numériques présentent parfois les mémes
limites liées a la durée et au colt d’étude lorsque le
probléeme est tridimensionnel ou lorsque les lois de
chargement sont complexes (chargement cyclique, par
exemple). En outre, la question du choix des modéles
rhéologiques et de la détermination des valeurs des
parametres qui interviennent constitue une difficulté
supplémentaire. La solution optimale réside en fait
dans le couplage des différentes approches qui a par-
fois pu étre opéré dans les études présentées ci-apres et
devrait étre systématiquement recherché.

La figure 22 donne la répartition par type d’ouvrage
des études effectuées sur la centrifugeuse du LCPC
depuis 1986.

Un pancrama des principaux thémes traités est pré-
senté par ailleurs (Garnier et al., 2001) et nous avons
choisi, pour illustrer les potentialités de la méthode, de
décrire succinctement quelques études représentatives
portant sur le comportement de fondations d’ouvrages
en site terrestre, maritime ou offshore.

it Y
Fondations profondes sous charges latérales

Les méthodes actuellement les plus utilisées pour
prévoir la réponse de pieux sous charges latérales sont
fondées sur les courbes de réaction p-y reliant, a une
profondeur donnée, le déplacement horizontal relatif
sol-pieu y a la réaction horizontale du sol p. Dans la
pratique, les courbes de réaction p-y sont déduites des
caractéristiques physiques ou mécaniques du terrain
obtenues soit par des essais de laboratoire soit par des
essais en place.

Ouvrage étudié

Fondations superficielles
Fondations profondes
Ancrages d’ouvrages offshore
Renforcements et souténements
Tunnels en terrain meuble
Sols compressibles
Matériaux granulaires
Divers problémes géotechniques
Essais hors génie civil
10 Etude des conditions de similitude

R~ - I o R e A

fic. 22 Répartition des essais sur modeles réduits par type d'ouvrage étudié.
Distribution of LCPC centrifuge model studies by type of geotechnical problem studied.
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D'importantes lacunes subsistent dans les méthodes
de dimensionnement et plusieurs programmes succes-
sifs ont été consacrés a |'étude des charges limites
(thése Bouafia, 1990), des effets de la proximité d'un
talus (thése Mezazigh, 1995) et des effets de groupe
(thése Remaud, 1999),

La figure 23 montre 1'un des dispositifs d’essai uti-
lisé dans ces études. Une méthode a d’abord été déve-
loppée au LCPC pour la détermination expérimentale
des courbes p-y. Les moments de flexion dans les
modeéles se mesurent assez facilement @ "aide de jauges
collées a l'intérieur ou a l'extérieur des pieux et des
fonctions splines quintiques sont ajustées sur ces don-
nées (logiciel SLIVALICS-L.CPC).

g ___

traction Copteursde  Pieu
sk déplacement  modile
nndedinalibn. -

‘nG.23  Dispositif de chargement latéral de pieux.
Model piles and device used in horizontal
loading tests.

Les profils de déplacements v(z) sont ensuite obte-
nus par double intégration de la fonction Mlz) et les
réactions du sol p(z) par double dérivation. Cette opé-
ration est délicate puisque les données a extraire des
mesures sont les courbures de M(z).

Les courbes p-y expérimentales dont un exemple est
donné sur la figure 24 doivent donc étre d’abord vali-
dées en les réintroduisant dans le logiciel PILATE-LCPC

Fa) ]
ot 1
| R,
—_— r =1 L+ Bt
E /o",«)‘"—
4. T o
g ol :
a ]
s- -+
ol [ X Sxprience
: |—— ol FLATE avec Ry exprimertaies,
i e e =Y ek |
o0 0 1000 2000 3000
Moment fléchissant [kN.m]

(a) Profils de moment
Bending moment vs. depth

=
1240 R 3 15.p Ay Profondeurs
- T/ JiB : dinmetre
1000 \Z du pieud
b
=5 1 948
190 X Jurface du soi
500 '7: .)/ (28 \\

W

aoe =300 gn (0] Joo o] 00 a0 1

Exemple de courbes p-y délerminées
expérimentalement (Bouafia et Garnier,
1991).

Example of p-y curves determined from
centrifuge test data.

et en calculant la réponse du pieu. Les moments et les
déplacements ainsi calculés sont ensuite comparés aux
valeurs directement mesurées lors de |'essai (Fig. 25).

Avec cette méthode, il est ainsi possible d’obtenir et
de valider des courbes p-y expérimentales puis d'étu-
dier I'effet de différents parametres sur ces courbes p-y
(caractéristiques du sol, présence d’'un talus, effet de
groupe, chargement cyclique...).

Dans les sols frottants utilisés, les courbes p-y évo-
luent rapidement avec la profondeur et on observe une
augmentation de la résistance du sol jusqu'a une pro-
fondeur d’environ 4B qui pourrait correspondre a la
profondeur critique. On note aussi que le déplacement
y et la réaction p changent en méme temps de signe
indiquant que le point de rotation du pieu est atteint (a
la profondeur z = 7B sur I'exemple de la figure 24).

Dans ces sols sableux, les courbes p-y expérimen-
tales sont fortement non linéaires (Fig. 25) et nous
avons montré que le meilleur lissage est obtenu avec
des fonctions puissance :

B=ol)L. (X7 (8)
p Iy B B f

Chargement iatéral
2r > 110kN
ol O FAT kN
N Fa AZ0 kN
2F O es5kN
[ O TIEKN
4F +  GEskN

10 F

3

0186

12 L
-0.04

0.00 004 0.08 012
Déplacerment latéral v [mi

(b) Déformation du pieu (Remaud, 1999)
Horizontal pile displacement vs. depth

nG.25  Validation des courbes p-y par comparaison de la réponse du pieu calculée et observée.
Validation of the experimental p-y curves by comparison of the observed and back-calculated responses.
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(b) Coefficient d’amplification du moment maximum
Effect on maximum bending moment

- mc.26 Effet de la distance relative t/B a la créte d’un talus sur la résistance latérale d’un pieu.
Effect of the relative distance t/B to the slope on laterally loaded piles (Garnier et al., 2000).

Une premiére application de la méthode exposée ci-
dessus concerne le cas d'un pieu voisin d'un talus. Prés
de 60 essais ont été effectués sur des pieux correspon-
dant a un prototype flexible (module de rigidité
El=514 MN.m? et D/l, > 4,3), de 12 m de fiche et 0,72 m
de diametre mis en pi’ace dans des massifs de sable de
Fontainebleau (Mezazigh, 1995). Les parameétres étudiés
sont la distance t entre le pieu et la créte du talus (t/B de
0 & 12), la pente du talus (tanp = 1/2 et 3/2) et la compa-
cité du sol (I, = 58 % et 81 %).

L'effet de la proximité du talus se traduit par un

accroissement des déplacements de la téte du pieu
(Fig. 26a) et du moment de flexion maximum (Fig. 26b).

Les courbes p-y sont elles aussi largement affectées
par la proximité d'un talus si la distance est inférieure &
environ 6B (figure 27 présentant des courbes p-y rela-
tives & la méme profondeur z = 1,7B). Sur cette figure,
les courbes p-y de pieux situés a des distances au talus
t/B =6, 8, 10 et 12 sont tres proches de celle du pieu de
référence (notée Pieu Ref1) signifiant qu’a ces dis-
tances, le talus n"a plus d'influence.

Dans la pratique, les régles de dimensionnement
des fondations proposent des méthodes pour la déter-
mination des courbes p-y du pieu de référence en sol
horizontal. Le programme d’essais sur modéles a per-
mis d’obtenir un coefficient de réduction | a appliquer
aux pressions des courbes p-y de référence pour
prendre en compte la présence d'un talus. Ce coeffi-
cient I peut étre calculé par (Garnier et al., 2000c) :

; _17-15tanBt 1-tanp

ourt<t (9a)
4 100 B 2 " e
Ip =1 pourt>t,  (9b)
90 avect, =4B6tanB-1) (10)
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Dans ces formules, t est la distance entre le pieux et
la créte de talus, P est 'angle du talus, B le diamétre du
pieu et t, la distance au-dela de laquelle le talus n'a
plus d’effet sur la réponse du pieu.

Des travaux de méme nature se poursuivent sur
I'effet de groupe (Remaud, 1999) et plus d'une centaine
d’essais de chargement latéral a été effectuée sur des
pieux isolés servant de référence, sur des groupes de 2
ou 3 pieux disposés en rangées ou en lignes et sur un
groupe de 9 pieux (Fig. 28).

CONTENEUR N°7: Pente 3/2

P*B(kN/m)

=
g

60
Y (mm)

- #cegr Courbes p-y a la profondeur z/B = 1,7 pour
des pieux a différentes distances t/B du
talus (Mezazigh, 1995).
p-y reaction curves at depth /B = 1.7 for piles
placed at different distances t/B from the slope.




Capteurs
de déplacement

L'onnexion -...*.,.-:

s
des jauges

Ciible de traction

Picu arriere Pieu avant

(a) Couple de pieux en ligne et instrumentation

Couples of piles and instrumentation (b) Groupe de 9 pieux espacés de 3 diamétres

Group of 9 piles at a spacing of 3 diameters

fic 28 Modéles de groupes de pieux sous charge latérale,

Lateral loading of pile groups:

L’étude a permis de quantifier I'effet de groupe sur
le déplacement en téte, sur les moments, sur 'efficacité
du groupe et, bien entendu, sur les courbes p-y. La
figure 29 montre les courbes de réactions & la profon-
deur z = 1,8B pour des couples a différents entre-axes
s/B. Les pieux situés a |'arriere sont nettement plus
affectés et I'effet est évidemment d’autant plus fort que
la distance entre pieux diminue.

Le probléme est toutefois complexe puisque,
comme on pouvait 8’y attendre, les essais ont montré

Isold
que l'effet de groupe est en réalité la superposition de Jiial 1
deux phénomenes : Bl
- un effet géométrique ou mécanique résultant des ys:s -
interactions pieu-sol-pieu, d’autant plus prononcé que h
¥B=8| |

les pieux sont rapprochés. Il réduit toujours la résis-
tance du groupe et est présent quelque soit le mode de
mise en place des pieux (avec ou sans refoulement) :

—un effet lié a I"évolution de |’état et des caractéris-
tiques mécaniques du massif pouvant étre généré par
la mise en place des pieux dans le sol. Cet effet n’existe
que pour les pieux refoulant le sol mais il peut parfois
étre positif et améliorer le comportement du groupe
(par densification du sol et/ou accroissement des
contraintes horizontales, par exemple).

Au stade actuel, les données disponibles pour les
groupes de 3 pieux en ligne sont reproduites sur la
figure 30. Les coefficients P_ & appliquer aux réactions
p du pieu isolé différent selon que les pieux sont mis
en place sans refoulement ou avec refoulement. Dans le
premier cas, seul l'effet de groupe négatif se manifeste
conduisant aux valeurs de P_ les plus faibles. Lorsque
les pieux sont mis en place avec refoulement, la
seconde composante de l'effet de groupe apparait
conduisant & des valeurs des coefficients P_ supé-
rieures.

Il est trés probable que l'intensité de cet effet
positif dépende des caractéristiques initiales du
massif et en particulier de sa densité relative. On
peut méme imaginer que cette seconde composante
puisse dans certains cas extrémes se révéler néga-
tive (sols sensibles ou au contraire sols trés denses).
De nouvelles recherches sont programmeées pour
préciser ces questions lors desquelles le robhot sera
utilisé pour mettre en place les pieux sous accéléra-
tion.

500

b

Réaction du sol [kN/m]

} a ) Avant !

0.06

Réaction du sol P [kiN/m]

(a) Pieux avant

Front pile
G2

0.02 0.04 0.06
Déplacement latéral y [m)]

(b) Pieux arriére
Rear pile

Courbes de réaction a4 z = 1,8 B pour des
couples de pieux a différents entre-axes
s/B (Remaud, 1999).

Experimental p-y curves at depth z = 1.8B for
couples of piles at different centre-to-centre
spacings s/B.
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fig.30  Représentation des deux composantes de
I’effet de groupe dans le cas de groupes de
3 pieux mis en place avec et sans
refoulement du sol (Remaud, 1999).
P coefficients to be applied to single-pile p-y
curves to account for the two components of
group effects.

T
Fondations du pont de Rion-Antirion

Cet ouvrage exceptionnel sur bien des plans est en
cours de construction dans le golfe de Corinthe a proxi-
mité de la ville de Patras. Il fait appel & des solutions
tres innovantes tant pour les superstructures cue pour
les fondations (Teyssandier et al., 2000 ; Combault,
2000; Pecker, 2000). Le site est exceptionnel du point de
vue des fondations pour les raisons suivantes :

— profondeur de mer de 60 a 65 m ;

- trés grande épaisseur de sols médiocres (plus de
500 m) ;

(a) Principe de fondation des piles
Principle of the pier foundation

fic.31 Fondations du pont de Rion-Antirion.
Rion-Antirion Bridge foundations.

— trés forte séismicité (intensité 6,5 sur "échelle de Rich-
ter, accélération de 0,48 g au niveau du sol, existence
dune faille avec des déplacements possibles des appuis
de 2 m, tant horizontalement que verticalement).

Les fondations des quatre appuis congues par Géo-
dynamique et Structure (GDS) et Dumez-GTM sont des
massifs circulaires de 90 m de diamétre qui supportent
les pylénes de forme tronconique (Fig. 31). La hauteur
totale des pylones atteint 220 m et le poids d’une pile
800 MN. Durant le séisme, la fondation doit supporter
une force horizontale de 600 MN et un moment de ren-
versement de 20 000 MN.m. Le sol est d’abord renforcé
saus chaque appui par environ 250 tubes métalliques
de 2 m de diameétre et 20 & 30 m de fiche. Une couche
de matériau de ballast de plusieurs meétres d’épaisseur
est ensuite interposée entre la téte des inclusions et la
sous-face du radier en béton (Fig. 31a). Cette couche
repartira les charges sur le sol renforce, préviendra les
phénomeénes de succion survenant sous l'effet des
moments de renversement et servira de fusible en cas
cle tres fortes sollicitations sismiques.

Des essais sur modéles centrifugés ont été réalisés
pour aider & la conception et a la justification de ce sys-
téme de fondations (Garnier et Pecker, 1999). Ces
modeéles testés sous 100 g sont a 1'échelle 1/100 et simu-
lent un prototype de 30 m de diametre. L'argile utilisée
est celle du site (4 tonnes prélevées sur place et ache-
minées a Nantes) et les massifs sont reconstitués avec
un profil de cohésion non drainé croissant d’environ
4 kPa/m avec la profondeur. Le sol de fondation est
ensuite renforcé par les inclusions verticales dont cer-
taines sont instrumentées de jauges pour le suivi des
efforts qui sy développent (Fig. 32a).

Lors des essais de chargement, 'effort vertical est
maintenu constant simulant le poids propre de la pile et
des cycles sont exercés selon la figure 33 couplant un
effort horizontal T et un moment de renversement M
d’amplitudes croissantes. Tous les essais se terminent par
un chargement monotone horizontal jusqu’a rupture.

La figure 34a montre a titre d’exemple le déplace-
ment horizontal de la fondation en fonction de 'effort T
lors des cycles de séquence 2 et la figure 34b les sur-
pressions interstitielles générées dans le sol lors des
cycles de séquence 4. Les boucles d'hystérésis se sta-
bilisent en quelques cycles, méme sous des charges
atteignant 75 % de la résistance limite.

k.\. : \:%‘ il 8

{b) Construction des piles en cale séche
Construction of the concrete footing in the wet dock
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(a) Renforcement du massif argileux par inclusions
Reinforcement of the clay bed with stiff vertical pipes

asse mobile
el motorisation

1 Remblai ———9

(b) Fondation et dispositif de chargement aprés essai
Model foundation and loading device after a centrifuge test

fié.32  Vues du modéle réduit de fondation du pont de Rion.
Views of the centrifuge model of the Rion bridge foundation.

Overturning moment M
A

//0 D
2 // Shear force T

Kl

C

(a) Cycles couplant effort horizontal T et moment de
renversement M

Loading cycles coupling the horizontal shear force T and the
overturning moment M

Test Test 1 Test 2 Test 3
Sequence
1 10 cycles 10 cycles 10 cycles
T=+/-6.5 MN T=+/-5 MN T=+/-15 MN
2 10 cycles 10 cycles 10 cycles
T=+/- 14 MN T=+/-15 MN T=+/-15 MN et
M=+/-70 MN.m
3 10 cycles 10 cycles 10 cycles
T=+/-35 MN T=+/-15MNet T=+-35MN
M=+/-70 MN.m
4 Chargement 10 cycles 3 cycles
monotone T T=+/-35 MNet  T=+-35MNet
a rupture M=+/-170 MN.m M=+/-170 MN.m
5 Chargement 5 cycles
monotone T & T=4/-35 MN
rupture
6 Chargement
monotone T &
rupture

(b) Contenu des séquences de chargement
Loading sequences in Tests 1 to 3

FfiG.33  Programmes de chargement appliqués aux trois premiers modéles (unités protolype).
Cyclic loading applied to the centrifuge models in the first 3 tests (prototype units).

Les inclusions participent de fagon significative a la
réponse du systéme de fondation, méme sous les
faibles charges. L'évolution des profils du moment de
flexion dans une inclusion située a 13,8 m de I'axe dans
la direction de l'effort horizontal est reproduite sur la
figure 35a. Le moment maximum est situé a mi-profon-
deur et 'inclusion commence a plastifier sous des
charges T d’environ 45 MN. Cette valeur correspond
d’ailleurs & peu prés a la résistance ultime de la fonda-
tion sous charge horizontale (Fig. 35b).

Les essais ont ainsi permis de déterminer les
charges limites, d’étudier le comportement de la fon-
dation sous différentes séquences de charges cycliques,
de valider les modéles de dimensionnement par ana-
lyse limite et éléments finis et d’optimiser le renforce-
ment par inclusions.

Caissons a effet de succion pour 'ancrage
de plates-formes en mers profondes

Pour les raisons exposées en 1996 par Murtf (centre
de recherches d’Exxon) lors de la conférence OTC (Off-
shore Technology Conference), les modéles centrifugés
sont largement utilisés dans le domaine offshore.

Le déplacement vers les mers profondes (plus de
2000 m d’eau) des sites pétroliers impose de trouver de
nouvelles solutions pour 'ancrage des ouvrages off-
shore. Les caissons a effet de succion font 'objet de
recherches incessantes du fait de leur colt d’installa-
tion réduit par rapport aux pieux battus sous de telles
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(b) Surpressions interstitielles a 12,8 m de profondeur et a
10 m de I'axe de la fondation (séquence 4)

Pore pressures at a depth of 12.8 m and a distance of 10 m from
the foundation axis (load sequence 4)

FAG.3s  Réponse de la fondation aux chargements cycliques lors du Test 2,
Response of the foundation during cyclic loading in Test 2.
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‘#fic.35 Chargement monotone jusqu’a la rupture (séquence 5 du Test 2).
Monotonic loading to failure (loading sequence 5 in Test 2),

hauteurs d’eau, de leur capacité & reprendre des efforts
inclinés et de la possibilite d'y placer un ballast addi-
tionnel augmentant leur fiabilité. Ces caissons ont été
utilisés sur une vingtaine de sites depuis ces trois der-
niéres années (Colliat, 1999).

Nous avons conduit depuis une douzaine d'années
différents programmes d’'études expérimentales pour
Exxon, ExxonMobil, Bouygues Offshore, Géodia, Sage
et Ifremer dont le dernier a débuté mi-2000 et se termi-
nera fin 2002. Ces études comprennent parfois des
clauses de confidentialité et nous ne présenterons
qu’'un exemple dont les résultats ont été déja publiés en
partie par Exxon (Clukey et al., 1995 ; Murff, 1996). Il
s’agit d'un important programme d’essais sur modeéles
au 1/100 de caissons prototypes mono et multicellu-
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laires, de 30 m de hauteur et 15 m de diamétre (figures
36a et 36h). Les dispositifs d’essai développés permet-
tent d’étudier a la fois la phase de mise en place du
caisson dans le sol, avec génération d'une succion
active et la phase de chargement, avec apparition d'une
succion passive. Dans cette seconde phase d’essais, dif-
férents chargements en traction peuvent étre appliqués
au caisson (Fig. 37) :

— vertical statique et cyclique ;
— horizontal statique ;
- incliné statique et cyclique ;

— incliné statique et cyclique, avec variation cyclique de
l'inclinaison de |'effort.
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FiG.36  Modéles de caisson a effet de succion et dispositifs d’essai.
Centrifuge models and devices for suction caisson placement and loading.
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fiG.37 Différents programmes de chargement
appliqués aux caissons.
Different loading sequences applied to the
succion caissons.

Le sol est reconstitué pour présenter une cohésion
non drainée croissante avec la profondeur de quelques
kPa en surface & 60 kPa a 40 m de profondeur et ses
caractéristiques sont déterminées en cours de centrifu-
gation a l'aide du pénétrometre et du scissométre
mobiles (Garnier, 2002). L'instrumentation du modele
permet de suivre les déplacements et rotation du cais-
son, le déplacement relatif du caisson et du sol inté-
rieur, les efforts appliqués, les pressions interstitielles
générées sous la téte et en différents points du sol
autour et a I'intérieur du caisson.

Environ quarante essais ont été réalisés se termi-
nant toujours par un chargement du caisson jusqu‘a la
rupture. Du fait des fortes succions qui se mobilisent
alors sous la téte du caisson et dans le sol au voisinage
de sa base, les modes de rupture sont de type capacité
portante inverse (reverse bearing capacity) comme
Uillustre Ia figure 38. Ils conduisent a des résistances
exceptionnelles (plus de 100 MN dans le cas présent)
pour des déplacements relativement réduits.

Les résultats ont été utilisés pour mettre au point
une méthode de dimensionnement de ces ouvrages
dont l'une des difficultés réside dans le caractere
cyclique des charges auxquelles ils sont exposés. Le
nombre et les caractéristiques des cycles (valeur
moyenne Q et amplitude = Q_ ) varient. La valeur
moyenne et 'amplitude sont normalisées par la résis-
tance statique ultime Q , respectivement en Q/Q,_ et
(QLW/QUS'

Pour estimer le nombre de cycle conduisant a la
rupture, un nombre de cycles équivalent aux cycles
d’amplitudes différentes doit étre déterminé. Il faut
pour cela établir, d'aprées les données expérimentales,
la relation entre le nombre de cycles conduisant a la
rupture et Q_ /Q, (Fig. 39).

Lorsque le nombre de cycles équivalent a été éva-
lué pour tous les essais réalisés, il est possible de
regrouper l'ensemble des données sur la figure 40 pré-
sentant le nombre de cycles aboutissant a la rupture en
fonction des caractéristiques des cycles (amplitude
relative Q_ /Q,, et valeur moyenne relative Q/Q ). Les

Argile de Lysaker

fiG.38 | Vues de modéles de caisson en fin d’essai de traction inclinée.
Suction caissons after centrifuge inclined pull-out loading tests to failure.
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FiG.39 Relation entre I'amplitude des cycles et le nombre de cycle a la rupture (Clukey et al., 1995).

Relationship between cyclic load ratio Q
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fic.s0 Nombre et caractéristique des cycles
conduisant a la rupture (Clukey et al.,
1995).
Number and characteristics of the cyclic loads
leading to failure.

figures 39 et 40 permettent d’effectuer une analyse
compléte du comportement du caisson sous une suc-
cession de différentes séquences de cycles et de véri-
fier le dimensionnement pour tout spectre de tempéte
(Clukey et al., 1995).

Conclusion

La pertinence des modéles centrifugés avait déja éte
montrée pour les interactions sol-structure classiques
(fondations superficielles et profondes, cavités souter-
raines et tunnels, renforcements de sol, ancrages). Des

M
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données nouvelles ont été obtenues sur d’autres pro-
blémes de similitude permettent de mieux évaluer les
conditions et les limites d'utilisation des modéles
réduits. L'effet de la taille des particules dans les
cisaillements d'interfaces, les écoulements en sols satu-
rés, I'état de la frange capillaire, le transport de pol-
luants ont ainsi été récemment étudiés. Certains
aspects nécessitent des investigations complémentaires
mais les travaux de validation ont montré qu’en res-
pectant les régles proposées, le modéle réduit pouvait
reproduire de facon satisfaisante les situations réelles
dans ce type de problémes.

Comme le montrent les quelques exemples d’appli-
cation présentés, les modéles réduits sont aujourd hui
réguliérement utilisés pour aider & la conception et au
dimensionnement d’ouvrages géotechniques. Ils sont
souvent associés a d’autres méthodes et en particulier
aux modeles numériques. Ce couplage se révele tou-
jours efficace mais sa mise en ceuvre nécessite de lever
certains obstacles liés au cloisonnement des disciplines
et des équipes et au probléme de la détermination des
parameétres rhéologiques des sols dans les modeéles
réduits. Il serait souhaitable de constituer au niveau
national ou européen un réseau permettant aux diffé-
rents partenaires de coopérer au sein des mémes pro-
grammes comme vient de le faire la communauteé
scientifique nord-américaine pour le génie parasis-
mique avec le programme NEES (Network for Earth-
quake Engineering Simulation).

Des ouvrages géotechniques trés divers peuvent
ainsi étre étudiés sur modeles réduits sous réserve que
les conditions de similitude soient soigneusement exa-
minées. Toutefois, les modéles, qu’ils soient numeé-
riques ou physiques, ne représenteront jamais un
ouvrage complet sous tous les aspects de son compor-
ternent. Ils doivent étre congus pour répondre 3 des
objectifs précis et limités et leur représentativité doit
toujours avoir été démontrée.



Bibliographie

Bagge G., Fulgsang L., James R.G., Tan F.,
Corté J.F.,, Fargeix D., Garnier J. - « Sur-
face footings on a sand with a capillary
zone ». Proceedings XII ICSMFE, Rio,
August, 2, 1989, p. B87-890.

Balachowski L. (1995). Différents aspects de
la modélisation physique du comporte-
ment des pieux — Chambre d’étalonnage
et centrifugeuse. These de doctorat,
univ, ce Grenaoble, 1998, 360 p.

Balay J., Berdat R.. Harfouche L. — Etude
en centrifugeuse de la consolidation sous
poids propre de sols trés laches. Centri-
fuge 88, Paris, Corté (Ed.), Balkema, 193-
202,

Bouafia A, - Modélisation des pieux char-
gés latéralement en centrifugeuse. These
de doctorat Ecole centrale et université
de Nantes, 1990, 267 p.

Bouafia A., Garnier J. - « Experimental
study of p-vy curves for piles in sand ».
Centrifuge 91, Ko et al. (Ed.), Balkema,
1991, p. 261-268.

Butterfield R. — « Scale-modelling of fluid
flow in geotechnical centrifuge ». Soils
and Foundations, 40 (6), 2000, p. 39-45.

Canépa Y., Garnier J., Amar 5., Corté J.-F. -
« Confrontation d’essais de chargement
de fondations superficielles réalisés en
vraie grandeur et en centrifugeuse ».
Centrifuge 88, Paris, Corté (Ed.), Bal-
kema, 1988, p. 313-323.

Chambon P., Kénig D. — « Stabilité du front
de taille d'un tunnel : étude de 'effet
d’échelle ». Des géomatériaux aux
ouvrages, Petit et al. (Ed.), Hermes, 1998,
p. 117-131.

Clukey E.C., Morrison, M.J., Garnier J.,
Corté J.-F. — « The Response of Suction
Caisson in Normaly Consolidated Clays
to Cyclic TLP Loading Conditions ». Off-
shore Technology Conference, OTC
7796, Houston, 1995, p. 909-918,

Colliat J.-F. — « Caissons a succion pour
I"ancrage de structures en mer pro-
fonde ». Revue francaise de géoatech-
nigue, 88, 1999, p. 11-19,

Combault J. - « Le pont de Rion-Antirion :
conception et réalisation », La sécurité
des grands ouvrages, Presses ENPC,
Delage et al. (ss la dir. de) 2000, p. 39-52.

Comiti J., Renaud M. - « A new model for
determining mean structure parameters
of fixed beds from pressure drop mea-
surements: application to beds packed
with parallelepipedal particles ». Chemi-
cal Eng. Sci., 44, 1989, p. 1539-1545.

Corté J.-F., Fargeix D., Garnier J., Bagge
G., Fulgsang L., James R.G., Shi Q., Tan
F. —« Centrifugal modelling of the beha-
viour of a shallow foundation : a coope-
rative test programme ». Centrifuge 88,
Paris, Corté (Ed.), Balkema, 1988, p. 325-
336.

Corté J.-F., Garnier J., Cottineau L.M.,
Rault G. - « Determination of model soil
properties in the centrifuge »n. Centri-
fuge 91, Boulder, Colorado, Ko (Ed.),
Balkema, 1991, p. 607-614.

Corté J.-F., Garnier J. — « La modélisation
en centrifugeuse : un outil d'étude des
fondations pour I'ingénieur ». Bull. des
LPC, 183, janv.-fév. 1993, p. 49-58.

Coussy Q. - Mechanics of porous continua.
John Wiley & Sons, 1995.

Crangon P., Guy C., Pili E., Dutheil S., Gau-
det J.-P.— « Modeling of capillary rise and
water retention in centrifuge tests using
time domain reflectometry ». Int. Symp.
on Physical Modelling and Testing in Envi-
ronmental Geotechnics, La Baule, Garnier
et al. (ss 'Ia dir. de), 2000, p. 199-206.

Dano C. — Etude expérimentale des lois
d’interface. Mémoire de fin d’études,
INSA Rennes, LCPC, 1996, 166 p.

Dietz M.S. - Developing an holistic unders-
tanding of interface friction using sand
within the direct shear apparatus.
Degree of Doctor of Philosophy, Univer-
sity of Bristol, 2000, 282 p.

Esposito G. —« Centrifuge simulation of
light hydrocarbon spill in partilly satu-
rated Dutch dune sand ». Bull. Eng.
Geal. Env. 58, 2000, p. 89-93.

Forcheimer P. — « Wasserbewegung durch
Boden ». Forchilft ver, D, Ing.. 45, 1901,
p.1782-1788.

Fuglsang L.D., Ovesen N.K. — « The appli-
cation of the theory of modelling to cen-
trifge studies ». Centrifuge in Soil
Mechanics, Craig ef al., (Ed.), Balkema,
1988, p. 119-138.

Garnier J., Konig D. — « Scale effects in
piles and nails loading tests in sand ».
Int. Conf. Centrifuge 98, Tokyo, Kimura
et al. (Ed.), Balkema, 1, 1998, p. 205-210.

Garnier J., Pecker A, — « Use of centrifuge
tests for the validation of innovative
concepts in foundation engineering ».
2nd Int. Conf. on Earthquake Geotech.
Eng.. Lisbon, 1999, 7 p.

Garnier J., Thorel L., Haza E. — Proceed. Int.
Symp. on Physical Modelling and Testing
in Environmental Geotechnics, La Baule,
15-17 May 2000, 400 p.

Garnier J., Amar S., Mezazigh S., Maréchal
0. — « New results for slope-foundation
interactions . GEOENG 2000, Mel-
bourne (Award three best papers), 2000,
paper 0784, 8 p.

Garnier J., Thorel L., Rault G. — « Les
modeles réduits centrifuges : une aide
pour la conception des ouvrages géo-
techniques ». 1™ Conf. intern. Albert
Caquot, Paris, Presses des Ponts et
Chaussées, 2001, 9 p.

Garnier J. - « Modélisation physique - 1.
Evolution des techniques expérimen-
tales et des domaines d’application ».
Revue frangaise de géotechnique, n®97,
2002,

Goforth G.F., Townsend F.C., Bloomgquist
D. — « Saturated and unsaturated fluid
flow in a centrifuge ». Centrifuge 91,
Boulder, Ko (Ed.), Balkema, 1991, p. 497-
502.

Goodings D.J. - « Implications of changes
in seepage flow regimes for centrifuge
models », Centrifuge 94, Singapore,
Leung et al. (Ed.), Balkema, 1994, p. 393-
398.

Khalifa A., Garnier J., Thomas P, Rault G, -
« Scaling laws of water flow in centri-
fuge models ». Int. Symp. on Physical
Modelling and Testing in Environmental
Geotechnics, La Baule, Garnier et al. (ss
la dir. de.), 2000, p. 207-216.

Kishida H., Uesugi M. — « Tests of the inter-
face between sand and steel in simple
shear apparatus », Géotechnigue 37,
1987, p. 45-52.

Knight M.A., Cocke A.B., Mitchell R.J.
{2000). « Scaling of the movement and
fate of contaminant releases in the
vadose zone by centrifuge modelling ».
Int. Symp. on Physical Modelling and
Testing in Environmental Geotechnics,
La Baule, Garnier et al. (ss la dir. de.),
2000, p. 233-242.

Lemos L.J.L., Vaughan P.R. - « Clay-inter-
face shear resistance ». Geotechnigue 50
(1), 2000, p. 55-64.

Leong E.C., Rahardjo H. - « Review of soil-
water characteristic curve equations ».
Journa! of Geotechnical and Environ-
mental Engineering, ASCE, 123 (12),
1997, p. 1106-1117.

Lord A.E. — « Capillary flow in the geotech-
nical centrifuge ». Geotech, Testing Jour-
nal, ASTM, 22 (4), 1999, p. 292-300,

Marot F. — Caractérisation et traitement de
sediments de dragage contenant des pol-
luants metalliques, These de doctorat,
université du Havre, 1997, 330 p.

Mezazigh S. — Etude expérimentale de
pieux chargés latéralement ; proximité
d’un talus et effet de groupe. These de
doctorat, université de Nantes-FEcole
centrale de Nantes, 1995, 272 .

Morrison M.J., Clukey E.C., Garnier J. -
« Behavior of suction caissons under
static uplift loading ». Centrifuge 94, Sin-
gapour, Leung et al. (Ed.), Balkema,
1994, p. 823-828.

Murff 1.D. — « The geotechnical centrifuge
in offshore ». Offshore Technology
Contf., OTC 8265, 1996, p. 1-15.

Ovesen N.K - « The scaling law relation-
ship ». Panel discussion, Proc. 7th
ECSMFE, Brighton, 4, 1979, p. 319-323.

Paikowski S.G., Player C.M., Connors P.J.
— o A clual interface apparatus for testing
unrestricted friction of soil along solid
surfaces ». Geot. Test, J. 2, 1995, p. 168-
193.

Pecker A, -« Pont de Rion-Antirion : fiabi-
lité et conception parasismique des fon-
dations ». La securité des grands
ouvrages, Presses ENPC, Delage et al.
(ss la dir. de.), 2000, p. 21-38,

Pepe M., Renzi R. — « Modeling the stress
history of Pisa clay ». Centrifuge 94,
Leung et al. (Ed.), Balkema, 1994, p. 785-
790.

Portugal J. — Modelagao fisica com centrifu-
gadora. Dissertagao para obtengao do
grau de Doutor en Engenharia Civil,
LNEC, Universidade Tecnica de Lisboa,
1999, 274 p.

Reddy E.S, Chapman D.N., Sastry
V.V.R.N. - « Direct shear interface test
for shaft capacity of piles in sand »,
Geotechnical Testing Journal, 23 (2],
2000, p. 199-205.

Remaud D. - Pieux sous charges latérales :
étude expérimentale de I'effet de groupe.
These de doctorat, université de Nantes,
1999, 328 p.

Rezzoug A., Konig D., Triantafyllidis Th.,
Coumoulos H., Soga K. — « Numerical
analysis of scaling laws for capillary rise
». Int. Symp. on Phys. Model. and Testing
in Env. Geotechnics, La Baule, Garnier et
al. (ss la dir. de.), 2000, p. 225-232.

Rezzoug A., Konig D., Triantafyllidis Th. -
« Scaling laws in centrifuge modelling
for capillary rise in soils », Int. Symp. on

)

REVUE FRANCAISE aEGEcmcmN?gg
Ter mmestre 2002



FPhys. Model. and Testing in Env. Geo-
technics, NECER2000, La Baule, Garnier
et al. (ss la dir. de.), 2000, p. 217-224.

Sieffert J.-G., Levacher D, - « Etude de
I'effet d’échelle de pieux battus en cours
de centrifugation ». Revue francaise de
géotechnique, 10, 1995, p. 55-68.

Singh D.N., Gupta A.K. - « Modelling
hydraulic conductivity in a small centri-
fuge ». Can. Geot. J., 37, 2000, p. 1150-

Teyssandier J.-P., Combault J., Pecker A. -
« Rion-Antirion, le pont qui défie des
séismes ». La Recherche, 334, 2000,
p.42-46.

Thorel L., Noblet S., Garnier J., Bisson A. -
« Capillary rise and drainage flow
through a centrifuged porous media ».
Int. Symp. on Physical Modelling and
Testing in Env, Geotechnics, La Baule,
Garnier et al. (ss la dir. de.), 2000, p. 251-

Wahyudi L — Ecoulement dans les sols gra-
nulaires saturés en régime permanent et
transitoire. Thése de doctorat, université
de Nantes, 1998, 193 p.

Yoshimi Y., Kishida T. — « A ring torsion
apparatus for evaluating friction bet-
ween soil and metal surfaces ». Geot.
Test. J. 4, 1981, p. 145-152.

Zelikson A,, Raines D.D., Malalel P. -
« Design and limitations of a pile-driving
robot ». Centrifuge 94, Singapore, Leung

1155. 258. et al. (ed.), Balkena, 1994, p. 467-472.
LISTE DES SYMBOLES ET UNITES

a [al=LT2 Accélération
B [Bli=l Diameétre ou coté des fondations ou inclusions
C [c] = ML-'T-* Cohésion du sol
d [dl=L Dimension caractéristique
d. [d]=L Diamétre de la pointe du pénétromeétre
d, [djl=L Diameétre moyen des grains de sol
D [D]=L Profondeur d’encastrement des fondations, fiche des pieux
F [F1=MLT-? Force
F, [FF]1=1 Facteur de frottement (igd/v?)
g [g] =TI Accélération de la pesanteur (9,81 m/s?)
H, [H]=L Hauteur dascension capillaire
i [i1=1 Gradient hydraulicue (formulation de Darcy)

[il= ML-?T-? Gradient hydraulicue (formulation de Coussy)
1S [I:] =1 Indice de densité ou densité relative
kK [Kl=LT'  Perméabilité de Darcy

[k]=M-'L*T Mobilité
k k=1 Rapport de o, a o, (coefficient des terres au repos)
K [K]= L2 Perméabilité intrinséque ou géomeétrique
n [n]=1 Facteur d’accélération centrifuge (exprimée en nombre de g)
OCR [OCR]=1 Degré de surconsolidation (Overconsolidation ratio)
P [p] = ML-'T-2 Réaction latérale du sol (pieu sous charge latérale)
q. [q] = ML~ 'T-*Résistance de pointe mesurée au pénétrometre statique
Q. [Qil =5] Résistance de pointe normalisée Q_= q/pgz
R, (RJ=1 Nombre de Reynolds (pvd/u)
R, [B=4 Rugosité d’interface normalisée
T [TT=MT-% Tension superficielle
u, ful=L Déplacement relatif au pic (cisaillement d'interface)
v =11 Vitesse d’écoulement apparente (ou de Darcy)
w [wl=1 Teneur en eau pondérale
W [W]=ML2T? Energie (de battage)
y [vl=L Déplacement latéral relatif sol-pieu
Z [z]=L Profondeur critique (limite de l'influence de la surface libre)
A [Z] = ML-'T-2 Impédance dynamique
8 [8]=1 Angle de contact d'un ménisque avec la paroi
T [yl = ML-2T-% Poids volumique
Ah [Ah] =L Perte de charge hydraulique
n [Nl =ML-'T-" Viscosité dynamicue (n = w.p)
n [u]=L2T-'  Viscosité cinématique (4 =n/p)
0 [01=1 Teneur en eau volumique
p [pl=ML-3  Masse volumique
o, [6,] = ML-'T-2 Contrainte horizontale s’exercant sur un plan horizontal
G, [6,]1 = ML "T-?Contrainte verticale s’exergant sur un plan vertical
1 [=1 Tortuosité du milieu granulaire
T, [t,] = ML~ "T-2 Résistance au cisaillement d'in-terface (pic)
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