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le GRECO « géomatériaux » :

objectifs et programme ·de recherches

GRECO « geomaterials » : objectives and research program

F. DARVE
GRECO « Rhéologie des Géomatériaux »

Rev. Franç. Géotech. nO 46, p.p. 5-7 (janvier 1989)

1. INTRODUCTION

Le Groupement d'Etudes Coordonnées (GRECO)
« Rhéologie des Géomatériaux (sols, bétons, roches) »
est un « laboratoire hors les murs» du Centre National
de la Recherche Scientifique (CNRS), rattaché à son
département des Sciences Physiques pour l'Ingénieur et
composante du Programme de Recherches en Génie
Civil PROGEC du Ministère de la Recherche et de
l'Enseignement Supérieur (MRES). Le GRECO « Géo­
matériaux» a été créé le 1er janvier 1986 pour une
durée de 4 ans, renouvelable.

Sa vocation est de coordonner des recherches en génie
civil tant en ce qui concerne les laboratoires d'écoles
d'ingénieurs et d'universités que les départements
« recherche» des centres techniques, des grands orga­
nismes et des bureaux d'études pour développer des
outils de conception et de calcul des ouvrages de génie
civil au meilleur niveau international. Les travaux du
GRECO doivent être considérés comme se situant « en
amont» des recherches menées par ailleurs dans le
cadre des projets nationaux du programme PROGEC.

2. OBJECTIFS ET CHAMP COUVERT

L'objectif central du GRECO est la modélisation numé­
rique en géotechnique et en géomécanique, en prenant
en compte la méthodologie usuelle nécessaire à la réso­
lution d'un problème industriel en génie civil :

- première étape constituée par la mesure et l'analyse
des propriétés mécaniques des matériaux mis en jeu ;

- deuxième étape permettant de formuler le ou les
modèles de comportement décrivant les propriétés
mécaniques ;

- troisième étape débouchant sur le développement
d'un code de calculs (le plus souvent utilisant la méthode
des éléments finis), aide à la conception de l'ouvrage
ou à l'analyse de son comportement (si nécessaire sous
sollicitations extrêmes).

Nous rassemblons ainsi au sein du GRECO des com­
pétences dans ces trois domaines: essais, lois de com-

portement, codes de calculs. Il est, en effet, très impor­
tant, pour qu'elle soit opératoire, de bien situer la rhéo­
logie des matériaux dans le contexte plus large des bases
expérimentales, qui la nourrissent en quelque sorte, et
des codes de calcul, qui représentent son débouché
naturel.

En second lieu, le champ couvert par le GRECO con­
cerne ce que nous avons regroupé sous le terme géné­
rique de « géomatériaux », c'est-à-dire les sols, les bétons
et les roches.

L'unité de ces trois matériaux du génie civil est en effet
profonde. Leurs déformations sont, pour une grande
part, irréversibles et leurs domaines d'élasticité approchée
varient largement avec l'histoire des sollicitations jusqu'à,
parfois disparaître. Leurs critères de plasticité sont sen­
sibles à la pression moyenne et, en première approxi­
mation, de type Mohr-Coulomb. La rupture des géoma­
tériaux se produit généralement après une phase de dila­
tance sous cisaillement, qui peut être remarquablement
importante. Pour certains niveaux de contrainte, cette
rupture se développe par localisation des déformations
le long de bandes de cisaillement. Enfin, ces trois maté­
riaux sols, bétons, roches, peuvent être étudiés avec le
même type d'appareillage de laboratoire: l'appareil
triaxial.

Il était donc a priori intéressant de faire se rapprocher
des spécialistes de ces trois matériaux, ne serait-ce que
pour que chacun profite des avancées réalisées par les
autres sur tel ou tel point et pour mettre en place une
dynamique d'ensemble.

3. LES STRUCTURES

Les structures du GRECO, laboratoire hors les murs,
sont du même type que" celles de tout laboratoire du
CNRS.

Un comité scientifique, présidé par Jean SALENÇON,
comprend 16 membres représentant le CNRS, le MRES

* Institut de Mécanique de Grenoble, B.P. 68, 38402 Saint-Martin­
d'Hères Cedex.
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et la profession du génie civil. Le Comité fixe les gran­
des orientations du GRECO, discute de son évolution
et évalue ses résultats en coopération avec les rappor­
teurs du GRECO au sein du Comité d'Orientation de
la Recherche en Génie Civil (CORGEC). La prochaine
réunion du Comité devrait se tenir au printemps 1989.

Le directeur du GRECO, Félix DARVE, a été nommé
pour 4 ans par le directeur général du CNRS.

Le Conseil du GRECO est constitué de 9 membres du
GRECO:

- 6 universitaires viennent de l'Institut de Mécanique
de Grenoble, du Laboratoire de Mécanique des Solides
à l'Ecole Polytechnique, de l'Ecole Centrale de Paris, de
l'Ecole Normale Supérieure de Cachan et de l'Ecole
Nationale des Ponts et Chaussées;

- 3 chercheurs, représentant la profession, sont issus
du Laboratoire Central des Ponts et Chaussées, de
l'Electricité de France et de l'Institut Français du Pétrole.

Sur le plan scientifique, le GRECO est divisé en grou­
pes de travail. La liste des 9 thèmes et noms des ani­
mateurs de ces 9 groupes est donnée dans le tableau 1.

A l'intérieur de ces 9 groupes de travail ont été définis,
en 1987, 13 projets de recherche. Ces projets concer­
nent des axes de travail bien cernés, sur lesquels se sont
regroupées de petites équipes de chercheurs (universi­
taires et professionnels) parfaitement identifiés. La res­
ponsabilité des projets est assurée par des « pilotes », qui
établissent un rapport d'activité annuel. La liste des 13
projets retenus en 1987 et leurs pilotes est donnée dans
le tableau 2.

Une réunion scientifique annuelle du GRECO se tient
durant une semaine en décembre et permet à la fois

Tableau 1. - Les 9 groupes de travail
et leurs animateurs.

Table 1. - The 9 working groups
and their leaders

• Groupe 1 : « Géomatériaux cohérents»
Animateurs: P. BEREST (LMS)
et J. MAZARS (LMT).

• Groupe 2 : « Géomatériaux non cohérents»
Animateur: J. LANIER (IMG).

• Groupe 3 : « Sols non saturés»
Animateur: J.-J. FRY (EDF).

• Groupe 4: « Sols renforcés»
Animateurs: J.-P. GOURC (IRIGM)
et F. SCHLOSSER (CERMES).

• Groupe 5 : « Localisations, discontinuités, fissura­
tion»
Animateur: J. DESRUES (IMG).

• Groupe 6 : «Validation de modèles»
Animateur: Y. MEIMON (IFP).

• Groupe 7 : « Dynamique»
Animateur: T. AVRIL (EDF).

• Groupe 8 : « Modèles numériques»
Animateurs: D. AUBRY (ECP) et P. HUMBERT
(LCPC).

• Groupe 9 : « Probabilités et statistiques»
Animateur: J .-L. FAVRE (ECP).
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d'enrichir, de rectifier et d'évaluer le travail de chacun
des 9 groupes et de discuter des projets de recherche
à renouveler ou à mettre en place l'année suivante.

Enfin, une trentaine d'unités de base du GRECO, sous
la responsabilité des « correspondants de centres », sont
mises en place dans une trentaine de laboratoires d'éco­
les, d'universités, de centres techniques, de grands orga­
nismes et de bureaux d'études.

Ces unités de base regroupaient en 1987 environ 180
chercheurs, membres du GRECO.

4. PROGRAMME DE RECHERCHES

Le premier groupe de travail étudie le comportement
mécanique des roches, du béton et du béton armé. En
ce qui concerne les roches, l'accent est mis sur l'étude
de leur fissuration en liaison avec les effets différés
(fluage, relaxation) et sur le rôle de la température. Une
roche type a été choisie: le grès de Fontainebleau. Le
comportement du béton est étudié sous charges multi-

Tableau 2. - Les 13 projets de recherche
et leurs pilotes.

Table 2. - The 13 research projects
and their heads

• Groupe 1 : « Géomatériaux cohérents»
Projet 1 : roches (fissuration, température) :
P. BEREST.
Projet 2 : bétons (comportement multiaxial) :
P. ACKER, J. MAZARS.
Projet 3 : béton armé: J.-M. REYNOUARD.

• Groupe 2 : «Géomatériaux non cohérents»
Projet 4: sols et bétons bitumineux (comporte­
ment sur chemins complexes) : P. HICHER,
J. LANIER.

• Groupe 3 : « Sols non saturés»
Projet 5 : comportement polyphasique des sols:
J.-J. FRY.

• Groupe 4: « Sols renforcés»
Projet 6 : comportement local sol-inclusion:
J.-P. GOURC.

• Groupe 5: «Localisation, discontinuités,
fissuration»
Projet 8 : cisaillement localisé: M. BOULON,
J. DESRUES.
Projet 9 : fissuration des géomatériaux cohérents :
P. ROSSI.

• Groupe 6: «Validation des modèles»
Projet 10: validation: Y. MEIMON.

• Groupe 7 : « Dynamique»
Projet 11 : dynamique des sols: T. AVRIL.

• Groupe 8 : « Modèles numériques»
Projet 12 : algorithmes non linéaires:
P. HUMBERT.
Projet 13 : modélisation des discontinuités:
D. AUBRY.

• Groupe 9 : «Probabilités et statistiques
Projet 14 : valorisation de l'information sur les géo­
matériaux: J.-L. FAVRE.
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axiales complexes et des modélisations sont développées
et comparées (modèle avec endommagement, modèle
incrémentaI non linéaire, modèle stochastique). Enfin, le
béton armé est considéré avec prise en compte de l'inte­
raction béton-armatures.

Le deuxième groupe de travail est centré sur le com­
portement des sables, des argiles et des bétons bitumi­
neux pour des chemins de sollicitation tri-dimensionnels
et en torsion-traction-compression. Les différents moyens
d'essais français sont mis en commun pour des études
coordonnées complémentaires. A la suite du projet­
conjoint de recherches entre l'Institut de Mécanique de
Grenoble et l'Université de Cleveland (USA) dans le
cadre des échanges entre le CNRS et la National Science
Foundation, une banque de données françaises sur les
essais de sols a été initiée. Des modèles élasto-plastiques
et incrémentaux non linéaires sont calibrés et leur vali­
dité étudiée.

Le troisième groupe de travail a comme thème le com­
portement des sols non saturés et leur modélisation. Des
techniques aussi différentes que le psychromètre, la
membrane osmotique ou le banc double source sont
développées au sein du groupe et vont déboucher sur
de nouvelles analyses de la non-saturation et sur la mise
au point de nouveaux outils de calcul.

Le quatrième groupe de travail a comme objectif l'étude
du comportement des sols renforcés. Là-encore, essais
et modélisations sont développés en synergie étroite à
travers des études locales de l'interaction sols-armatures
et des analyses globales des caractéristiques du milieu
homogène équivalent à l'ensemble du sol et de ses ren­
forcements. Le comportement des sols renforcés sous
charges cycliques et dynamiques sera abordé sur la base
de ces études statiques.

La rupture des géomatériaux se produit le plus souvent
par localisation des déformations et formation de ban­
des de cisaillement pour les géomatériaux les plus duc­
tiles ou par développement de macro-fissurations pour
les plus fragiles. Ces aspects font l'objet des travaux du
cinquième groupe, où convergent des analyses théori­
ques de la rupture en tant que problème de bifurcation
et des techniques expérimentales de cisaillement annu­
laire et de stéréophotogrammétrie. Le développement de
la fissuration en milieu poreux saturé donne également
lieu à des études théoriques originales.

Pour améliorer les performances des grands codes de
calcul français, il faut dans une première étape les com­
parer entre eux et cerner leurs domaines de validité.
Ceci représente l'objectif du sixième groupe « Validation
des modèles sur ouvrages types». Une méthodologie a
été définie et les premiers dossiers de validation consti­
tués. Des discussions sont menées, sur le plan interna­
tional, pour que ces travaux puissent s'intégrer correc­
tement dans la procédure de « benchmark », engagée
par O.C. ZIENKIEWICZ.

La dynamique des géomatériaux est aujourd'hui une
question de première importance par les enjeux indus­
triels qui y sont liés. Les résultats d'essais de laboratoire
et d'essais in situ sont comparés pour aboutir à une
détermination plus sûre des caractéristiques dynamiques
des sols. Des modélisations numériques sont également
développées et validées. Une extension vers le génie

para-sismique a été mise en place au début de l'année
1988 au sein de ce septième groupe « dynamique ».

Le huitième groupe « Modèles numériques» se consa­
cre aux questions numériques proprement dites à tra­
vers deux projets de recherche, qui visent le premier à
étudier les algorithmes et les méthodes de résolution des
grands systèmes d'équations non linéaires (apparaissant
dans l'utilisation de la méthode des éléments finis) et le
second à la prise en compte de l'apparition et du déve­
loppement de discontinuités cinématiques (telles que
macro-fissurations et surfaces de glissement) au sein d'un
maillage d'éléments finis. Ces travaux devraient permettre
prochainement de mener un calcul unique depuis la
phase de déformation diffuse jusqu'à la rupture avec un
mode de déformation strictement localisée.

Enfin, le neuvième groupe « Probabilités et statistiques»
est centré sur l'application des outils probabilistes et sta­
tistiques aux géomatériaux, en particulier en relation avec
l'aléa spatial et les différents modes de mises en place
possibles.

Par ailleurs, l'année 1987 a vu la mise en place de deux
réseaux de calculs, l'un centré sur l'Ecole Centrale de
Paris avec un calculateur parallèle ALLIANT F 8 et
l'autre sur le Centre Inter-universitaire de Calculs de Gre­
noble avec un super calculateur FPS 264.

Un projet de coopération européenne a également été
déposé, qui devrait permettre de rassembler autour du
GRECO et sur le thème de la modélisation numérique
en génie civil, les cinq universités européennes les plus
avancées dans ce domaine : Université Technologique
de Delft, Institut Polytechnique de Milan, Université­
Collège de Swansea, Université de Madrid, Université
de Manchester.

5. CONCLUSIONS

Le GRECO se veut très clairement une structure de coo­
pération universités-entreprises et espère contribuer à
porter les outils de calcul et de conception des ouvra­
ges, utilisés par le génie civil français, au meilleur niveau
international.

Le GRECO se veut efficace par sa structuration en pro­
jets de recherche, précis dans leur thématique et bien
définis dans leur composition: il s'agit du niveau opé­
ratoire où les chercheurs sont personnellement impliqués
autour d'un axe de recherche parfaitement identifié.

Enfin, le GRECO possède une certaine puissance par
l'ampleur des forces rassemblées, en particulier à travers
la réunion scientifique annuelle qui permet les échan­
ges approfondis inter-groupes nécessaires.

Nous avons choisi de présenter un ensemble cohérent
centré autour de l'un des groupes de travail : en l'occur­
rence, le groupe 7 consacré à l'étude de la « dynami­
que des géomatériaux ». Les quatre articles qui suivent
montreront ainsi quatre aspects des travaux menés au
sein de ce groupe.





quelques développements récents dans le calcul dynamique
des barrages en terre

sorne recent developrnents in dynamic design of earth dams

T. AVRIL
Ingénieur EDF à la région Equipement Alpes-Lyon *

Rev. Franç. Géotech. nO 46, p.p. 9-18 (janvier 1989)

Résumé

Cet article fait le point sur les méthodes de calcul dynamique des barrages en
terre pratiquées à Electricité de France. Les analyses simplifiées et les métho­
des aux éléments finis présentent chacune leurs avantages et leurs limites
d'application. On montre qu'il est aujourd'hui possible d'évaluer le comporte­
ment irréversible de l'ouvrage à partir de lois de comportement non linéaire. La
détermination des paramètres dynamiques en laboratoire et in situ pose des pro­
blèmes spécifiques à ce type d'ouvrage, dont on présente quelques exemples
d'application. Enfin pour les calculs à la rupture, et la génération de pressions
interstitielles en fin de séisme, la pratique consiste à utiliser des approches sim­
plifiées à partir de la réponse en contraintes totales de l'ouvrage.

Abstract
This paper summarizes the earth dam dynamic methods which are practised
at Electricité de France. Simplified, and finite element methods have both advan­
tages and limit of applicability. An example is shown of dam irreversible res­
ponse based on now available nonlinear strain-stress laws for soils. Laboratory
or in situ dynamic characteristics determination present difficulties in relation
to this type of structure. Some pratical examples are shown. At last, for stabi­
lity calculations and generation of pore water pressures, simplified procedures
are used based on the dynamic total stress response of the dam.

* 3 et 5, rue Ronde, 73010 Chambéry.
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e
p

Préf

NOTATIONS
Module de cisaillement aux faibles déformations
(MPa)
Indices des vides (-)
Pression de confinement (MPa)
Pression de référence

a, n
(Ài, IJ-i)
(Pi)
t 1
t2

n1

n2

Constantes caractéristiques des matériaux (-)
Coefficients de Lamé à la base du barrage (MPa)
Masse volumique des matériaux (kg/m 3

)

Pente de talus amont
Pente de talus aval
Pente du noyau à l'amont
Pente du noyau à l'aval

2. COMPORTEMENT DYNAMIQUE
DES BARRAGES

comportement dynamique des matériaux, et de vérifier
en fin d'analyse que les hypothèses de départ ont bien
été respectées.

2.1. Sollicitations de faibles amplitudes

Les essais de mise en vibration forcée de barrages en
terre au moyen d'excitateurs mécaniques ont montré que
pour les très faibles niveaux de sollicitation, le compor­
tement de l'ouvrage est visco-élastique avec un pour­
centage d'amortissement critique compris entre 5 et
10 % (réf. 30). Les essais de laboratoire confirment ce
résultat, on trouve selon les matériaux que les proprié­
tés visco-élastiques restent constantes pour des niveaux
de déformation de cisaillement inférieurs à 10 -5 ou
10 - 6. Les modèles à base de visco-élasticité furent tout
naturellement développés en premier: MONONOBE et al.
(1936) (réf. 25). Le barrage était supposé homogène, tant
du point de vue de la nature que des propriétés des maté­
riaux constitutifs. Il n'est pas difficile de généraliser ce
modèle au barrage zoné représenté à la figure 1, la possi­
bilité de différencier entre trois types de matériaux facilite
l'utilisation de la méthode. Enfin les propriétés élastiques
varient à l'intérieur du barrage en fonction de la hauteur
de terre au-dessus du point considéré, c'est-à-dire plus pré­
cisément en fonction de la pression de confinement
(HARDIN-RICHART, 1963) :

(1)( a e)2 (_P)n
1 + e Préf

1. INTRODUCTION

L'observation pendant les récents séismes du compor­
tement des barrages en terre montre que ces ouvrages
peuvent supporter des secousses très importantes
lorsqu'ils sont bien construits (réf. 31, 19). En réalité ce
n'est pas tant le niveau de sollicitation qui est significa­
tif, mais la nature et l'état de compacité des matériaux
qui sont capitaux. Les barrages qui se sont rompus
étaient, soit fondés sur un sol de qualité médiocre
(SHEFFIELD, 1925), soit mis en place sans précaution
particulière, le plus souvent par remblayage hydraulique
(SAN FERNANDO, 1971). La cause principale de rup­
ture est la perte de résistance au cisaillement des maté­
riaux, mais d'autres désordres peuvent entraîner un dis­
fonctionnement de l'ouvrage : les tassements irréversi­
bles de plusieurs dizaines de centimètres, qui entraînent
une perte de revanche et qui peuvent s'aggraver lors de
séismes successifs ; ou bien les ouvertures de fissures le
plus souvent longitudinales, parfois transversales, qui
augmentent considérablement le risque de rupture par
érosion interne. De nombreux moyens d'analyse sont
aujourd'hui disponibles pour étudier ces problèmes;
cependant ils sont parfois difficiles à mettre en œuvre
parce que parallèlement notre connaissance du compor­
tement dynamique des sols reste relativement en retard.
De nombreuses études en cours, en particulier dans le
cadre du GRECO «Rhéologie des Géomatériaux »,

cherchent d'une part à préciser le domaine d'application
des différentes lois de comportement sous chargement
dynamique, d'autre part à développer les essais de labo­
ratoire et les essais in situ capables de fournir les para­
mètres de comportement de chaque modèle. Il revient
au projecteur de veiller dans chaque cas à adapter le
type de calcul en fonction de la connaissance qu'il a du
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Fig. 1. - Méthode simplifiée - Barrage type.
Fig. 1. - Simplified method - Typical dam.



QUELQUES DÉVELOPPEMENTS RÉCENTS DANS LE CALCUL DYNAMIQUE 11

2.2. Influence du niveau de déformation

1
k (("1 + 2tL1) t1 (1 - n1/t1)n+1

(n + 1) (n + 2)

+ ("2 + 2tL2) t1 (1 - (1 - n1/t1)n+1)

La fréquence fondamentale fa du barrage, que l'on peut
déterminer à partir des relations (2) à (4), permet d'éva­
luer les accélérations maximales à différentes hauteurs de
l'ouvrage, ainsi que le niveau de déformation de cisaille­
ment atteint (réf. 22).

Les choix de la modélisation et des conditions aux limi­
tes du problème sont très importants dans le cas d'un
calcul dynamique. S'ils sont mal effectués, les résultats
sont entâchés d'erreurs dont les causes peuvent être
assez diverses.

Dans les analyses simplifiées qui ont été présentées plus
avant, le barrage est une structure monodimensionnelle
où l'on a fait l'hypothèse que la contrainte de cisaille­
ment est constante sur une horizontale. De véritables cal­
culs bidimensionnels montrent que cette condition n'est

3. PROBLÈMES DE MODÉLISATION

2.3. Comportements non linéaires

Bien entendu, aucun des modèles précédents n'est capa­
ble de prévoir une déformation irréversible, ou même
d'estimer correctement les variations de volume des
matériaux pendant le chargement dynamique. Si beau­
coup de lois de comportement incrémentales ou élasto­
plastiques ont été proposées, la comparaison avec l'expé­
rience est restée longtemps insuffisante (réf. 28). Les ten­
tatives plus récentes à partir de la loi élastoplastique pro­
posée par J.-C. HUJEUX ont donné des résultats
encourageants. On a indiqué sur la figure 4, la courbe
équivalente linéaire déduite à partir de la simulation d'un
essai triaxial cyclique en condition non drainé sur du
sable d'Hostun, et qui se compare bien aux résultats
obtenus en laboratoire. L'étape suivante consiste à tes­
ter la loi de comportement, soit sur d'autres trajets de
chargement à partir du même jeu de paramètre, soit sur
un ouvrage réel. Sur la figure 5, on a indiqué les pre­
miers résultats d'un calcul dynamique monophasique non
linéaire de barrage à partir de la loi élastoplastique pro­
posée par J.-C. HUJEUX. Il reste encore beaucoup de
travail pour valider ce type de modèle, mais la déter­
mination des tassements après séisme, des pressions
interstitielles, et des variations de volume à l'intérieur de
l'ouvrage est à ce prix. Ces dernières sont à l'origine des
pertes de résistance au cisaillement qui ont causé la plu­
part des ruptures de barrage en terre. Dans le cas de
matériaux lâches et saturés, un niveau de contrainte
cyclique très faible peut conduire à la rupture par l'accu­
mulation du nombre de cycle. Ce phénomène de liqué­
faction a pu être modélisé par un calcul avec couplage
entre le squelette solide et le liquide interstitiel (réf. 24).
Cependant ces analyses restent très lourdes d'utilisation,
et le projeteur recherche parfois des méthodes moins
rigoureuses mais plus faciles d'emploi. Il est intéressant
de noter à ce titre que plusieurs modèles ont été pro­
posés pour étudier de manière simplifiée la réponse non
linéaire de barrage (réf. 1, Il, 12, 13, 14). Cette voie
est certainement très intéressante dans tous les cas où
l'on peut se contenter des ordres de grandeur, par
exemple au niveau d'une étude d'avant-projet.

et l'état de saturation qui diffèrent d'un point à un autre
de l'ouvrage influencent, d'une part, les caractéristiques
équivalentes-linéaires, et d'autre part le type de réponse du
matériau qui peut devenir non linéaire (réf. 20). On com­
prend dès lors l'importance et l'intérêt du travail entrepris
dans le cadre du GRECO « Rhéologie des Géomatériaux »

d'une part sur la détermination in situ des paramètres, et
d'autre part sur le domaine de validité de chaque loi de
comportement sous chargement cyclique.

(4)

(2)

+ ("2 + 2tL2) (n + 2) B/H

+ ("2 + 2tL2) t2 (1 (1 - n2/t2) n+ 1)

+ ("3 + 2tL3) t2 (1 n2/t2) n+1) (3)

H 2
m (Pl (t1 - n1) + P2 / (4 B/H + n1 + n2)

12

Les paramètres du modèle peuvent s'obtenir à partir de
mesures in situ, soit par des essais cross-hole, soit par des
essais de sismique transparence. Les figures 2 et 3 don­
nent le principe des mesures, et quelques résultats obtenus
sur le barrage de Grand'Maison. Ces essais sont d'autant
plus intéressants que les granulométries des matériaux mis
en place sont en général incompatibles avec la taille des
plus gros appareillages de laboratoire. On doit alors cou­
per la granulométrie pour réaliser les essais de laboratoires
qui sous-estiment ainsi généralement les valeurs de module
de cisaillement par rapport à ceux que l'on peut mesurer
in situ (réf. 4).

Les valeurs des coefficients de Lamé " et tL, sont à consi­
dérer à la base du barrage. Ce point est important, et dis­
tingue cette méthode simplifiée de celles proposées aupa­
ravant. Dans ces dernières, il n'était pas facile de connaître
à quelle hauteur sous la crête du barrage, choisir la valeur
représentative des propriétés élastiques de l'ouvrage (réf. 22,
34).

Quelques rares essais in situ, mais de nombreux essais
de laboratoire montrent qu'entre 10 -5 et 10 -3 de défor­
mation de cisaillement le comportement reste globalement
visco-élastique, mais que ses propriétés sont fonction du
niveau de déformation (figure 4). Les modèles simplifiés pré­
cédents peuvent alors être complétés par un processus ité­
ratif. A chaque étape, les caractéristiques visco-élastiques des
matériaux sont ajustées en fonction du niveau de sollicita­
tion : ceci constitue le principe de la méthode équivalente
linéaire. Ce n'est que très récemment que nous avons pu
disposer d'un instrument de mesures en laboratoire capa­
ble de déterminer l'ensemble des caractéristiques de ce
modèle (réf. 10). En ce qui concerne les essais in situ, quel­
ques résultats ont été obtenus, mais avec la mise en œuvre
de moyens très importants, incompatibles avec un essai
industriel. Dans les barrages en terre, l'état de contrainte
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• Résultat de la simulation à partir de la loi élastoplastique de Je HUJEUX
Résult of simulation trom J[ HUJEUX élastoplastic law
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Variation des propriétés visco-élastiques

avec le niveau de déformation de cisaillement,
sable d'Hostun (JJ FRY-1987).

Fig. 4. - Linear equiva/ent mode/.
Variation of visco-e/astic properties with shear deformation,

Hostun sand (by JJ FRY-1987).

pas valable dès que l'on s'éloigne de l'axe du barrage,
et que par conséquent cette hypothèse est d'autant meil­
leure que le barrage est plus raide (réf. 3, 9, 16, 18).
Pour une étude plus détaillée, la modélisation bi ou tri­
dimensionnelle aux éléments finis sera bien préférable,
et c'est la configuration géométrique de l'ouvrage qui
devrait guider le choix entre les deux. Pour pouvoir rai­
sonnablement faire l'hypothèse de la déformation plane
d'une section du barrage, le rapport L/H de la longueur
en crête sur la hauteur maximale doit être supérieur à
4 pour une vallée en U, et supérieur à 6 pour une val­
lée en V (réf. 21, 23, 29). Il faut noter que dans le
même temps la sollicitation sismique n'a aucune raison
d'agir seulement dans la direction amont-aval, et que par
conséquent la réponse sera tridirectionnelle (réf. 27).
Quoi qu'il en soit, la méthode des éléments finis per­
met d'étudier la réponse dynamique de manière plus fine
en permettant une modélisation fidèle de la géométrie
et de la fondation du barrage. Les caractéristiques des
matériaux peuvent être définies au niveau de chaque
élément, ce qui permet de réaliser, soit des calculs ité­
ratifs avec mise à jour des propriétés en fin de chaque
étape pour la méthode équivalente linéaire, soit des cal­
culs non linéaires qui prennent en compte les conditions
locales de contraintes et de déformations. Enfin, on
obtient les résultats en fonction du temps, qui autorisent
d'intéressantes possibilités de post-traitement pour les cal­
culs à la rupture dont il sera question plus loin.

Un dernier point concerne la définition des conditions
aux limites aux frontières du modèle. La présence d'un
substratum rocheux, ou au contraire d'un demi-espace
infini influence de manière notable la réponse dynami­
que (réf. 5). Sur la figure 6, on trouve la comparaison
des accélérations maximales au cours du temps à la ver­
ticale de la crête de barrages identiques, soumis à la
même sollicitation sismique, mais qui est imposée à dif­
férentes profondeurs du substratum sous le barrage.

4. CALCULS A LA RUPTURE

Les calculs à la rupture sont entièrement découplés des
analyses dynamiques dont il a été question jusqu'à main­
tenant. Historiquement on a d'ailleurs commencé par
remplacer l'action du séisme par un système supposé
équivalent de forces statiques, la nature temporelle de
la sollicitation dynamique étant ainsi parfaitement éludée
(TERZAGHI, 1950). Un coefficient « pseudo-statique »,

dont le choix est relativement arbitraire, détermine l'inten­
sité de ce système de force.
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Tableau 1. - Valeur du coefficient pseudo-statique.
Table 1. - Design value of pseudo-static coefficient

Intensité du séisme

Pays
Faible Fort

USA ............. 0,05 0,15
Japon ............ 0,12 0,25

L'analyse de la rupture se base sur la stabilité d'une
masse délimitée par une ligne de glissement soumise à
un système de forces pseudo-statiques. La méthode que
l'on vient de présenter a fait l'objet de nombreux déve­
loppements qui cherchaient essentiellement à mieux défi­
nir le passage du chargement dynamique au système de
forces statiques équivalentes (réf. 30). Ce type d'appro­
che doit être réservé aux sols dont on peut assurer que
la résistance au cisaillement ne variera pas notablement
au cours du séisme, ce qui exclut tous les cas de liqué­
faction. D'autre part la définition de la stabilité avec le
même critère que pour un chargement statique n'a pas
tellement de sens, dans la mesure où un coefficient de
sécurité peut parfaitement devenir inférieur à 1 pendant

une fraction de seconde sans dommage pour le barrage.
Cette idée revient à NEWMARK (1965), qui a proposé
d'évaluer la stabilité d'une ligne potentielle de rupture
en fonction du déplacement cumulé à la fin du séisme
(réf. 26, 15). Le calcul du déplacement se base sur la
définition d'une accélération critique qui déclenche le
mouvement lorsqu'elle est dépassée. Plutôt que d'éva­
luer un coefficient sismique moyenné à partir des résul­
tats d'un calcul dynamique, pour l'injecter ensuite dans
un calcul de cercle de rupture, il paraît plus judicieux
de calculer à chaque pas de temps le facteur de sécu­
rité d'une ligne potentielle de rupture à partir des con­
traintes dynamiques, et des caractéristiques de résistance
des matériaux. Cette méthode a été développée dans
un calcul en post-traitement de calculs dynamiques (réf.
7). Dès que le moment moteur devient supérieur au
moment résistant, le mouvement se déclenche (fig. 7).
Les caractéristiques de résistance des matériaux peuvent
évoluer en fonction du déplacement de la masse glis­
sante, tel que cela a été préconisé par GOODMAN et
SEED (réf. 15, 7).

En ce qui concerne le problème de la liquéfaction, les
moyens d'analyse du problème dynamique couplé nous
offre un large champ d'application. Jusqu'à présent, le
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problème a été traité de façon pragmatique, soit sur la
base de la méthode proposée par SEED et LEE (réf.
32), soit à partir de lois calées sur des essais de labora­
toire, et qui permettent de relier la génération de pres­
sion interstitielle au chemin de contrainte totale que l'on
a calculé de manière indépendante (réf. 6). Le principe
d'intégration proposé par SHERIF (réf. 33), a été uti­
lisé en post-traitement de calculs dynamiques pour la
détermination d'un champ de surpressions interstitielles
en fin de séisme (réf. 8). Un exemple de résultat est
indiqué à la figure 8. La loi qui est proposée par SHE­
RIF intègre la variabilité du signal sismique, ainsi que
l'influence du nombre et de l'amplitude des cycles.
Cependant les paramètres de la loi sont déterminés à
partir d'essais triaxiaux normalement consolidés, ce qui
conduit à de fortes générations de pressions interstitiel­
les. Une amélioration consiste à pondérer ces résultats
en fonction de la distance du point représentatif des con­
traintes à la droite de rupture (réf. 6). Ces approches
sont intéressantes, mais demandent un important sup­
port expérimental pour être validées.

5. CONCLUSIONS

La réponse dynamique des barrages en terre offre
encore de nombreuses voies de recherche, en particu­
lier dans le domaine de la dynamique des sols. Les
moyens d'analyse sont aujourd'hui très complets, un
effort dans le sens de l'allègement des calculs devrait
faciliter l'utilisation des lois non linéaires. Les analyses
équivalentes linéaires ne sont pas pour autant à rejeter
puisqu'elles représentent correctement le comportement
des sols dans une gamme de déformation de 10 -6 à
10 -3. Les analyses en contraintes totales offrent des
possibilités de post-traitements faciles à mettre en œuvre,
et dont les résultats sont tout à fait intéressants dans le
domaine du calcul à la rupture, ou dans l'évolution des
effets irréversibles du séisme : tassements, génération de
pressions interstitielles. Enfin, le plus gros effort doit être
dirigé vers la meilleure connaissance du domaine de vali­
dité, ainsi que vers la détermination pratique, en labo­
ratoire ou in situ, des paramètres de chaque modèle de
comportement.
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Résumé

Devant le nombre croissant de codes de calcul d'ouvrages, un effort important
est porté sur le développement d'essais de reconnaissance des sols in situ per­
mettant de déterminer les paramètres dynamiques caractéristiques du compor­
tement complexe des terrains de fondation. Dans cet article, l'essai de sismi­
que harmonique de surface est présenté ainsi que le cheminement conduisant
à interpréter au mieux cet essai. L'introduction d'une loi de comportenement
non linéaire autorise une analyse harmonique de la réponse en accélération du
sol sous sollicitations dynamiques. Un premier résultat fournit une estimation
de la distorsion réalisée au cours de l'essai et montre la stabilité de la procé­
dure de calcul.

Abstract

With the increasing number of computer programs for the simulation of foun­
dations behaviour under seismic sollicitation, an important work is devoted to
the development of in situ tests which allow to evaluate the parameters cha­
racterizing the dynamic behaviour of those foundations. In this paper, the sur­
face harmonie seismic test and the progress leading to interpretate this test
are presented. The introduction of non Iinear constitutive equations allows to
analyse the harmonie spectrum of soil acceleration response under dynamic sol­
licitation. A first result gives an estimation of shear strain levels which occur
during tests and shows the stability of the computation scheme.

* Domaine universitaire, B.P. 68, 38402 St-Martin-d'Hères.
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NOTATIONS

: fonction d'ordre n du second invariant du
déviateur des déformations et du tenseur des
déformations

: coefficients de l'analyse de Fourier
: tenseur des déformations

: déviateur du tenseur des déformations
: dilatation volumique
: terme de source de non linéarités

: terme Fi en approximation quasistatique
: module de cisaillement d'ordre n
: module de cisaillement aux faibles distorsions
: second invariant du déviateur des

déformations
: opérateur différentiel linéaire
: déplacement du sol en approximation linéaire
: correction non linéaire du déplacement du sol

Üi : accélération du sol
u ~ : fonction de Green en déplacement
X : point de mesure du déplacement résultant

a, al : paramètre caractéristique du comportement
non linéaire

(3 : coefficient d'amortissement du sol
'Y : distorsion
o : symbole de Kronecker
E : petit paramètre
Àn : coefficient de Lamé d'ordre n
Ào : coefficient de Lamé aux faibles distorsions
v : coefficient de Poisson
p : densité volumique du sol
Œij : tenseur des contraintes
~ : point d'application de la force correspondant

à Fi
n : domaine des non linéarités

1. INTRODUCTION 2.2. Description de l'essai

Fig. 1. -Principe de l'essai S.H.S.
Fig. 7. Princip/e of S. H. S. experiment.

Cet essai nécessite également des conditionneurs (ou
amplificateurs de charge) associés à chacun des capteurs
ainsi qu'un oscilloscope permettant de contrôler à tout
moment la forme des signaux d'excitation et de récep­
tion. Un schéma du montage de l'essai est présenté sur
la figure 3.

A la réception, deux accéléromètres (composante verti­
cale) sont placés à la source et à distance. De plus, pour
connaître la réponse du sol suivant les composantes
radiale et verticale de façon simultanée, un vélocimètre
est disponible pour la mesure. La réponse en accéléra­
tion spectrale est obtenue grâce à l'analyseur qui per­
met d'obtenir le spectre d'harmoniques relatif à chacune
de ces mesures.

Une source harmonique est utilisée à l'excitation. Cette
source est constituée d'un piston couplé à un pot vibrant
(fig. 2) et pilotée par le générateur d'un analyseur de
réponse en fréquence type SOLARTRON 1250 (Enertec­
Schlumberger) au moyen duquel on fixe la fréquence
d'excitation. Un amplificateur de puissance fournit l'ampli­
tude de la force dynamique désirée. Cette force est con­
trôlée par un capteur de force dynamique (piézoélectri­
que). Pour assurer un bon couplage piston-sol, une
charge statique, contrôlée par un capteur de force stati­
que, est appliquée directement sur le piston par vérin
pneumatique.

RECEPTEURS

1\
9 Cil

•v

__..IL"-----
SOL
~
~

EXCITATEUR

2.1. Principe de l'essai

2. ESSAI DE SISMIQUE HARMONIQUE
DE SURFACE (ESSAI S.H.S.)

L'essai se définit par la génération d'une excitation har­
monique en surface et par la réception à distance de
l'accélération du sol en surface (fig. 1). Cet essai génère
préférentiellement des ondes de Rayleigh se propageant
dans une zone proche de la surface. Ces ondes sont
atténuées rapidement en profondeur.

Devant le nombre croissant de codes de calcul d'ouvra­
ges en terre sous sollicitations dynamiques, il s'avère
nécessaire de réaliser des essais permettant de détermi­
ner expérimentalement in situ les caractéristiques non
linéaires des sols sous de telles sollicitations.

Des essais ont été conduits par SHANNON et al.
(SHANNON et al., 1980) mais sont difficiles à réaliser
car ils nécessitent le forage de puits très proches et par
ailleurs des énergies importantes. Le travail décrit ci-après
s'inscrit dans une logique qui doit conduire à la réalisa­
tion d'essais nécessitant de faibles énergies : l'effort est
porté sur l'interprétation d'un effet secondaire de la
réponse non linéaire qui est la modification du spectre
entre l'excitation et la réponse. En particulier, l'excita­
tion, étant de type sinusoïdal établi, va générer une
réponse non linéaire comprenant toutes les harmoniques
de la fréquence du signal d'excitation. Ces harmoniques
sont caractéristiques de la réponse non linéaire du sol.

Ce principe correspond exactement à l'essai classique
d'ondes de Rayleigh stationnaire (RICHART et al., 1970)
pour lequel il est proposé une utilisation et une inter­
prétation originales dans le but de déterminer des para­
mètres caractéristiques du comportement non linéaire du
sol.
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Fig. 2. - Tête d'excitation de l'essai S. H. S.
Fig. 2. - Loading part of S. H. S. experiment.
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Fig. 3. - ChaÎne instrumentale.
Fig. 3. - Experimental set-up.
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2.3. Intérêt de l'essai le formalisme proposé est construit en configuration
unidimensionnelle.

L'utilisation d'une source sismique harmonique présente
l'avantage de pouvoir contrôler le contenu fréquentiel de
l'excitation. Cet essai peut donc être mis en œuvre dans
un environnement bruyant pourvu que le contenu spec­
tral du bruit n'interfère pas avec le spectre du signal utile.
Ceci garantit à la réception un enregistrement à bon rap­
port signal sur bruit.

On se propose ci-après de généraliser ce comportement
en configuration tridimensionnelle.

3.1. Choix de la variable

Par ailleurs, l'émission d'un signal monofréquentiel (sinu­
soïdal) permet d'obtenir à la réception directement la
fonction de transfert du sol sans traitement particulier et
de ne mesurer finalement que des amplitudes et des
phases.

Enfin, le caractère non destructif de l'essai autorise la
reproduction des mesures.

Pour obtenir une écriture indépendante du référentiel
choisi, nous proposons d'exprimer que les coefficients
élastiques ne dépendent que du second invariant du
déviateur des déformations, noté 12 , dont l'expression
est donnée ci-après :

12 = E (ejjOejj-eij)
i,j
i~j

De ce fait, 12 devient:

avec eij qui représente le déviateur des déformations et
qui s'exprime en fonction du tenseur e ij des déforma­
tions et de la dilatation volumique ev, tel que:

Dans le cas particulier unidimensionnel de l'excitation
d'un horizon de sol par une contrainte de cisaillement
à sa base, seule la composante e xz du tenseur des
déformations est non nulle.

1 pour

On retrouve alors le schéma classique où G n'est fonc­
tion que de 'Y. Si nous admettons que la réponse du
sol est identique en traction et compression, il est néces­
saire d'utiliser dans le formalisme, le second invariant 12

en module soit 112 1.

où 0ij est le symbole de Kronecker tel que Dij

i = j et 0ij = 0 pour i;t. j.

2.5. Résultats expérimentaux

Les essais ultérieurs, à niveau croissant de distorsion,
permettent d'obtenir les spectres de réponse en accélé­
ration à partir desquels les paramètres dynamiques non
linéaires sont calculés.

2.4. Déroulement des essais

Un premier essai à faible niveau de distorsion ('Y < 10 - 5)
permet à partir de la mesure des amplitudes et des pha­
ses d'évaluer les modules de cisaillement G et d'amor­
tissement {3 du sol.

La figure 4 montre les résultats obtenus en surface d'un
sol composé de limon argileux. On peut constater que
le spectre d'accélération A comprend des harmoniques
dont l'amplitude peut aller jusqu'à 80 % de l'amplitude
obtenue à la fréquence fondamentale et ceci bien que
la force d'excitation F soit parfaitement sinusoïdale,
comme le montre le spectre de F reporté en figure 4.
C'est la génération de ces harmoniques qu'il faut inter­
préter pour remonter aux caractéristiques du comporte­
ment non linéaire du sol. Cette interprétation fait l'objet
des paragraphes suivants.

3.2. Choix de la loi de comportement adoptée

3. MODÉLISATION DU COMPORTEMENT
NON LINÉAIRE DES SOLS

La loi de Hardin-Drnevich (1970) stipule que G/G o =

1/ (1 + ex l'YI). On peut envisager une généralisation de
cette loi telle que :

Des essais dynamiques au laboratoire ont permis à SEED
et al. de tracer des courbes moyennes expérimentales
de l'évolution du module de cisaillement G et du coef­
ficient d'amortissement {3 en fonction du niveau de dis­
torsion 'Y pour des sables pulvérulents et des argiles
(SEED et al., 1973).

Ces résultats montrent que la rigidité décroît et que
l'amortissement croît lorsque le niveau de distorsion aug­
mente (fig. 5).

De nombreux auteurs ont proposé de formaliser ce com­
portement particulier: HARDIN et DRNEVICH, 1970 ;
RAMBERG et OSGOOD (RICHART et al., 1975) mais

(2.2.1.)

Toutefois, ce type de loi présente l'inconvénient suivant :
lorsque l'on étudie la réponse spectrale du sol, il faut
calculer le spectre d'une fonction de G/G o (cf. ci­
après). Avec une loi du type ci-dessus, il n'est pas pos­
sible de calculer analytiquement le spectre de la réponse,
sur lequel repose toute l'interprétation.

On peut envisager d'utiliser le développement en sene
de l'expression (2.2.1.) mais ce développement a un
rayon de convergence trop faible. Il est donc nécessaire
d'utiliser une expression différente de G/G o , pour
laquelle le rayon de convergence soit plus important.
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Fig. 4. - Résultats expérimentaux.
Fig. 4. - Experimental results.
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Fig. 5. Courbes moyennes de SEED
(d'après SEED et al., 1973).

Fig. 5. - Seed's mean curves fafter SEED et aI.l 1973)

Notre choix s'est porté sur une fonction de type
exponentiel :

- utilisation d'une méthode de perturbation à partir de
la réponse linéaire.

(2.2.2)

qui présente un rayon de convergence infini en 12 et
dont le développement en série s'écrit :

G/Go (12) = 1 + i (- 1) n ŒI,n 1121n12 (2.2.3.)
n=l n.

La figure 6 montre la courbe G/G o obtenue que l'on
peut comparer aux différentes expressions classiques. La
courbe obtenue est bien placée pour représenter les
résultats expérimentaux. Cette expression sera donc uti­
lisée dans la suite pour l'interprétation des essais.

4.1. Calcul du champ d'ondes généré au cours
de l'essai: principe du 'calcul

4.1.1. Equations du problème

Soit O'ij le tenseur des contraintes développées dans le
sol. Si p est la densité du sol et Ü i , le champ d'accélé­
ration dans le sol dérivé du champ de déplacement u i ,

la loi de la dynamique s'écrit:

(3.1.1)

Le comportement adopté pour le sol s'exprime:

4. INTERPRÉTATION DE L'ESSAI S.H.S (3.1.2)

avec
L'interprétation repose essentiellement sur deux points :

calcul du spectre d'harmoniques générées au cours
de l'essai;

Ào+ E ((- l)n/n!) Àn.112 In/2

n=l

(3.1.3.)
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Fig. 6. - Experimental results (after 5EED et al., 7973)
and proposed modelization of shear strain modulus G

variation interns of shear strain level.

n=1
G (12) = Go + ~ ((- l)n/n!) G n·II2I

n
/
2 (3.1.4.)

n=1

si : Àn b (v) .Gn et G n = ŒIn.Go

alors: Àn b (v) Go ŒI n

mais: Ào b (v).G o d'où: Àn ŒIn.Ào
~
n=l

(3.1.6)

((- l)n Gn/2 (n-1)!).II2In/2-1.II21,j

(3.1.7)

L'équation résultant des expressions (3.1.1) et (3.1.2)
permettant le calcul du déplacement U j est: Etant donné que : e jj (3.1.8)

(3.1.5)

L'équation du problème devient:

Le développement de cette équation nécessite de con­
naître les expressions (À (12) ) 'j et (G (12) ) 'j décrites
ci-après: (3.1.9)
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où l'on a posé:

00

Fi ( 1: (( - 1) n+ 1ln!) .1121 n/2(Àn + Gn) Uj,ij
n=l

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNIQUE

tion. Cette hypothèse revient donc à considérer que le
champ peut être calculé à partir d'une approximation
« quasi-statique » où les termes d'inertie peuvent être négli­
gés. L'équation à résoudre s'écrit alors:

00

+ (1: (( - 1) n+ l/n !) .1 121 n/2 Gn) Ui,jj
n=l (3.1.16)
00

+ (1: (( - 1) n+1 / 2 (n - 1)!) .1121n/2 - 1 (Àn1121'i ev
n=l

(3.1.10)

4.1.2. Méthode de résolution

La méthode de résolution adoptée pour calculer u i est une
méthode de perturbation qui repose sur l'hypothèse sui­
vante: le terme Fi du second membre est petit devant
chacun des termes du premier membre.

L'équation (3.1.9) peut s'écrir :

où les Fi sont calculés à partir de l'approximation
quasi-statique.

4.1.3. Sources de non linéarités

Les sources de non linarités Fi se calculent à partir de 12
et e ij . Par ailleurs si ua. est le champ en approximation
linéaire, on a : 1

uai = uai .cos wt, e ij = e ij .cos wt et 12 = 12 .cos2 wL On

obtient ainsi :

(3.1.11)
00

Fi = 1: an (12 ,e ij ) . Icos 2wtl n/2 .cos wt
n=l

(3.1.17)

où E est petit devant l'unité et L, un opérateur différentiel
linéaire apparaissant dans le premier membre de l'équa­
tion. F(u) a pour composante Fi'

E étant petit, on peut s'attendre à ce que la solution u i de
(3.1.11) soit proche de la solution U0i telle que :

avec:

an = (( _1)n+1/2 (n -1)!) lG In/2-1[~n lG I,i uj,j

+ 2 Gn lGl,j. e ij ] (3.1.18)

L (Ua) = 0 (3.1.12) On suppose que v est constant, il existe alors une rela­
tion simple entre

Cette formule de récurrence permet de calculer tous les
an en fonction de al :

ua est appelée solution génératrice (BLAQUIÈRE, 1966).
La solution de l'équation (3.1.11) sécrit alors : u = Ua +
u1, où U1 est petit devant Ua. On doit donc vérifier:

(3.1.13)

Puisque U1 est petit devant Ua, on peut poser u1 = EU1 * ,
où U1 * est du même ordre que Ua. En remplaçant dans
l'équation ci-dessous, on obtient:

(3.1.19)

(3.1.20)

(3.1.14)
avec:
al = G1lGl- 1/2 . [b(v)/2·lGl,Luj,j + lGl,j~i] (3.1.21)

La correction u1 est donc solution de :
Considérons maintenant la partie temporelle de 12, On
remarque immédiatement :

(3.1.15) Icos 2wtl n/2 .cos wt =

Les coefficients D m sont obtenus par analyse en série
de Fourier. Leur calcul montre que:

si m = 2q, D;
si m = 2q -1,

et n = 2p,

o ~~-1 = ((2p-1)! / ((p-q)! (p+q-1)!)) / 2 P -
1

et n = 2p -1,

D 2q - 1 p S 2q - 1
2p-1 EI D 2(p_1)"K 25-1

La résolution de l'équation (3.1.15) se décompose donc
en deux étapes :

a. obtention de l'approximation linéraire ua, solution de :
L (ua) = 0

b. calcul de la correction u1' solution de : L (u1 = F (ua)'

La méthode exposée est tout à fait générale et peut être
simplifiée sous l'hypothèse suivante : le terme Fi apparais­
sant au second membre de (3.1.9) n'est à prendre en
compte qu'au voisinage de la source dans un domaine n
où les distorsions sont importantes. Dans ce cas, si l'exten­
sion de ce domaine de non linéarités n est faible devant
la longueur d'onde, on peut supposer que la réponse du
sol en approximation linéaire est en phase avec la sollicita-

00

Icos wtl n.cos wt = 1:
n=l

Dm.cos (2m -l)wt
n
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avec:
K 2q-1

2s-1

( - 1) 5 + q + 2 8m (2s - 1)

1r [m2-4(s-1)2][m2-4s2]

En résumé, le calcul comprend quatre phases:
a. calcul de l'approximation linéaire (3.1.12)

b. calcul des termes de sources (3. 1.22) ;

c. calcul des fonctions de Green, u iJ ;

d. calcul de la correction non linéaire (3.1.15).

Finalement l'expression complète du terme Fi' source
de non linéarités, est donnée par:

le spectre de force correspondant est un spectre d'har­
moniques impaires. C'est l'hypothèse d'une réponse
identique du sol en traction et en compression qui con­
duit à ce résultat.

00

Fi = al' 1: [1: (- ex) n -1/ (n - 1)!)
m=l n=l

lI; 1 (n -1)/2 . D;} . Cos (2m - 1) wt (3.1.22)

4.2. Différentes phases du calcul

a. Calcul de l'approximation linéaire.

le calcul de l'approximation linéaire dans l'hypothèse
quasi-statique est fourni par les solutions de GERARD
et HARRISSON rappelées dans l'ouvrage classique de
DAVIS et POUlOS 1974 dont on donne en annexe
le détail.

b. Calcul des termes de source

4.1.4. Calcul de la correction non linéaire

la correction non linéaire U1 est solution de (3.1.15).
la solution s'écrit alors :

les termes de source sont obtenus en dérivant le dépla­
cement Ua. en approximation quasi-statique. le pro­
gramme de calcul symbolique « REDUCE » a été utilisé
pour effectuer ces dérivations.

où uiJ est la fonction de Green correspondant à un
demi-espace et se définit comme le déplacement élémen­
taire au point X, dans la direction i, créé par une force
unité sur un anneau passant par le point ~, dans la
direction j (fig. 7). O~ correspond au domaine sur lequel
les distorsions sont suffisamment importantes pour que
les termes non linéaires interviennent.

,\ UiJ (x; ~) . Fj(~) dO~

n~

(3.1.23)

c. Calcul des fonctions de Green u iJ en représentation
axisymétrique.

Ces fonctions de Green sont obtenues en intégrant les
solutions classiques correspondant au demi-espace
(BREBBIA et al., 1984).

d. Calcul de la correction non linéaire

la convolution correspondant à l'intégrale (3.1.23) est
calculée numériquement en décomposant le volume
d'intégration, rapporté à un domaine bidimensionnel par

Fig. 8. - Maillage du domaine des non linéarités.
Fig. 8. - Mesh of the non linear domain.
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Fig. 7. - Force equivalent to a circular distribution
with axisymmetry.

Z

Notons que uij' s'exprime sur la base des intégrales
elliptiques complètes de le' 2e et 3e espèces et que les
composantes du déplacement U i considérées ci-dessus
permettent de déterminer l'amplitude d'une des compo­
santes du spectre. les autres composantes du spectre
sont obtenues comme décrit au paragraphe 3.1.4.
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propriété d'axisymétrie, sur un ensemble d'éléments rec­
tangulaires (fig. 8). C'est la seule phase numérique du
calcul.

4.3. Programme de calcul

Le programme de calcul utilisant la méthode décrite pré­
cédemment a été mis au point. L'intégration numérique
nécessaire au calcul de l'intégrale (3.1.23) s'effectue par
quadrature de Gauss, excepté pour l'élément tel que X
= ~ qui nécessite une intégration singulière. Celle-ci est
réalisée au moyen de la méthode de MANG (MANG
et al., 1985) qui consiste essentiellement en une réduc­
tion de l'ordre de singularité en Il r par transformation
géométrique.

5. PREMIERS RÉSULTATS NUMÉRIQUES

5.1. Calcul du champ des distorsions

On a effectué, pour le maillage reporté en figure 8, le
calcul du champ des distorsions 11 2 1

1
/

2 correspondant à
l'essai décrit précédemment. Les résultat sont reportés
en figure 9. Bien entendu, la distorsion diverge au voi­
sinage du bord du piston excitateur mais le calcul donne
la valeur de la distorsion moyenne sur l'élément corres­
pondant. On peut constater que la distorsion moyenne
maximale obtenue est de l'ordre de 10 -4. Cela permet
de déterminer le nombre de termes à conserver dans
le développement de GIG o (2.2.4.) pour le calcul des
termes de source.

5.2. Convergence du processus d'intégration

Un calcul de la correction non linéaire u 1 a été effec­
tué pour une distorsion moyenne 'Y = 10 -5 pour
laquelle on peut conserver un seul terme du dévelop­
pement, soit :

GIGo (12) = exp (-ŒlI1211/2) =:: 1 - Œl11211/2 (4.1)

Ce calcul a été effectué pour plusieurs types de mail­
lage et plusieurs extensions de la zone d'intégration des
termes non linéaires. Les tableaux 1 et 2 et la figure 10
permettent de constater que la convergence est assurée.

6. CONCLUSION

L'essai S.H.S. réalisé permet d'assurer des distorsions
importantes. L'interprétation développée ci-dessus a per­
mis de montrer que l'existence de telles distorsions con­
duit à un spectre de réponse comprenant toutes les har­
moniques impaires de la fréquence du signal d'excita­
tion. Par ailleurs cette interprétation permet d'obtenir les
distorsions réalisées au cours de l'essai.

Le calcul effectué au § 5.2. qui a permis de conclure
à la convergence du processus d'intégration ne permet
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Tableau 1. - Déplacement vertical calculé fonction de
l'extension L du maillage (lxlr0 = 0.4 et Izlr0 = 0.5)
Table 1. - Computed vertical displacement in terms

of L extent (lxlr0 = 0.4 and Izlr0 = 0.5)

Lx/r0 Lz/r0 N IU1 z 1 (m)

4.0 8 170 2.23 10- 8

4.8 8 192 2.72 10- 8

4.0 10 200 2.57 10- 8

4.0 12 240 2.78 10- 8

N : nombre d'éléments du maillage.

Tableau 2. - Déplacement vertical calculé fonction
de la taille Iz du maillage (Lxlr 0 = 4.8 et Lzlr0 = 8

et lx = 0.4)
Table 2. - Computed vertical displacement in terms
of Iz extent (Lxlr 0 = 4.8, Lzlr0 = 8 and lx = 0.4)

Iz/r 0 N IU1 z 1 (m) LlU/U

1.0 96 3.67 10- 8 23 0/0

0.5 192 2.72 10- 8 7 0/0

0.4 240 2.92 10- 8 -

N : nombre d'éléments du maillage.

pas l'interprétation de l'essai décrit § 2 car la distorsion
réalisée expérimentalement sort du cadre de l'hypothèse
(4.1.).

La prise en compte d'un nombre suffisant de termes
dans le développement de exp( - Œ1 II; 11/2

) doit per­
mettre l'interprétation quantitative de cet essai.

La méthode d'interprétation de l'essai S.H.S. ainsi mise
au point pourra ensuite être étendue à d'autres confi­
gurations en particulier à des essais harmoniques Cross­
hole effectués en forage, en cours de réalisation sur un
principe similaire à l'essai de pompage harmonique

10-8
r-------r---r-------~-~ Iz/ra
o 0.4Q5 10

Fig. 10. - Stabilité du processus de calcul:
variation du déplacement vertical calculé

en fonction de la taille de la maille.
Stability of computation scheme :

variation of computed vertical displacement
in terms of element size.
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CROSNIER et al. (1983). On aboutira aInSI a une
méthode expérimentale permettant d'obtenir les paramè­
tres du comportement non linéaire à l'aide d'essais
nécessitant une énergie modérée.
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ANNEXE

Composantes du tenseur des déformations
en représentation axisymétrique et
en approximation linéaire élastique

Le calcul nécessite de connaître les expressions analys­
tiques des composantes e rn ezz ' eee et erz du tenseur
des déformations associées au chargement circulaire uni­
forme T appliqué en surface d'un demi-espace. Chacune
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des coordonnées r et z, apparaissant dans les expres­
sions qui suivent, est normalisée par r0' rayon de
charge.

Soit A = f/27rr~ alors:

f2(l-f1 sin-))
2

avec:

f1 = [ (z 2 + r2 - 1) 2 + 4 Z2J1/4

f2 Arctg [2 Z . (Z2 + r2
- 1) -1J



détermination de caractéristiques dynamiques d'un sol
à l'aide d'un essai pressiométrique cyclique

deterrnination of dynarnic characteristics of a soil
based on a cyclic pressurerneter test

L. DORMIEUX

Ecole Nationale des Ponts et Chaussées, CERMES *

Rev. Franç. Géotech. nO 46, p.p. 31-41 (janvier 1989)

Résumé

On envisage l'emploi d'un essai pressiométrique cyclique consistant à faire varier
sinusoïdalement le volume de la sonde pour déterminer les paramètres du modèle
viscoélastique équivalent utilisé en Dynamique des Sols. En se limitant aux varia­
tions de volume de sonde de faibles amplitudes, on admet que la relation entre
la pression de sonde et le volume correspondant se stabilise sur une boucle
fermée. A l'aide d'une interprétation numérique de l'essai reposant sur un cal­
cul viscoélastique équivalent, on montre que les données de la pente moyenne
et de l'aire de la boucle pressiométrique expérimentale permettent d'identifier
certains paramètres du modèle employé.

Abstract

The aim of this paper is to show that a cyclic pressuremeter test can lead to
in-situ determination of some parameters required by the equivalent linear
method which is currently used in soil dynamics. The test consists in cyclic
variations of the cel! volume. For small amplitudes of volume variations, the
relationship between the cell pressure and the cel! volume is assumed to be
a closed loop. With the help of a numerical simulation of the test based on
the equivalent linear method, some parameters of the soil can be determined
from the mean slope and the area of the loop.

* La Courtine, 93167 Noisy-le-Grand Cedex.
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1. INTRODUCTION

Pour l'évaluation de la réponse d'un massif de sol à une
sollicitation sismique, la modélisation viscoélastique équi­
valente constitue un outil dont l'usage est très répandu.
Sa mise en œuvre requiert la connaissance de paramè­
tres quantifiant le comportement d'un sol soumis à un
cisaillement cyclique. Plus précisément, il s'agit de décrire
l'évolution du module de cisaillement et des propriétés
dissipatives du matériau en fonction du niveau de dis­
torsion cyclique auquel il est soumis. Les paramètres de
cette modélisation sont en général fixés par des essais
de laboratoire. On propose ici une contribution à leur
détermination in-situ à l'aide d'un essai pressiométrique
cyclique. Ce dernier consiste à faire varier cycliquement
le volume de la sonde et à enregistrer les variations de
la pression de sonde qui caractérisent la réponse du
massif sollicité.

Après avoir rappelé le principe de la modélisation vis­
coélastique équivalente, on utilise celle-ci pour fournir
une interprétation numérique de l'essai pressiométrique
cyclique. En associant les résultats numériques et expé­
rimentaux, on présente alors une méthode de détermi­
nation des paramètres requis par le calcul viscoélastique
équivalent.
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cycle par un matériau élastique de raideur G ('ym)' On
introduit alors le coefficient de perte, YJ ("lm) qui rend
compte du comportement dissipatif du matériau:

D
YJ ("lm) = D1rW

YJ ("lm) est une fonction croissante de "lm' G et YJ consti­
tuent deux caractéristiques essentielles de la relation 7("1)
sur lesquelles repose la modélisation viscoélastique
linéaire équivalente.

De nombreux auteurs ont étudié les facteurs influant sur
G et YJ. Une description détaillée des essais utilisés pour
ces recherches, au laboratoire et in-situ, a été présen­
tée par PECKER (1984).

HARDIN et DRNEVICH (1972 a, 1972 b) ont réalisé
une étude paramètrique au laboratoire consacrée à G
et YJ à l'aide de la colonne résonnante et de l'appareil
de cisaillement en torsion. Ils ont mis en évidence le rôle
essentiel joué par l'amplitude "lm de la distorsion. Ils ont
observé que G tend vers un maximum G max pour des
valeurs décroissantes de "lm' Au contraire, YJ tend vers
un maximum YJmax pour des valeurs croissantes de "lm'
Gmax et YJ max dépendent tous deux de la densité et de
la contrainte effective moyenne. De plus, ils ont établi
une relation empirique très utile entre G et YJ :

2. DESCRIPTION DE LA RÉPONSE
DU SOL A UN CISAILLEMENT CYCLIQUE
DE FAIBLE AMPLITUDE

G YJ
+ 1

La modélisation viscoélastique équivalente permet une
prise en compte intéressante des non-linéarités du com­
portement d'un sol soumis à un cisaillement cyclique si
celui-ci conduit à un état accomodé (pas d'accumulation
de déformations irréversibles). Ce paragraphe rappelle
quelques aspects de la description de la relation entre
cisaillement et distorsion pour une telle sollicitation.

La relation entre le cisaillement 7 et la distorsion 'Y, telle
que l'on peut la mettre en évidence expérimentalement
avec une boîte de cisaillement simple ou un appareil de
torsion cylindrique, est schématisée à la figure 1 pour
une distorsion cyclique alternée régulière.

Après une phase de premier chargement selon le trajet
OA, les phases de décharge (A - B) et de recharge
(B - A) correspondent en première approximation à
des trajets stabilisés dans le plan ("1,7).

On observe expérimentalement que les points A et B
sont alignés avec l'origine, ce qui permet de définir la
pente de la boucle. Elle s'identifie à un module de cisail­
lement sécant G ("lm), qui est une fonction décroissante
de l'amplitude "lm du cycle de distorsion. L'aire de la
boucle représente la densité volumique d'énergie D dis­
sipée sur un cycle. On la normalise classiquement par
l'aire du triangle hachuré sur la figure 1 qui vaut:

1 2
W = - G ('y ) 'y2 m m

et représente l'énergie élastique stockée sur un quart de

Diverses expressions empiriques ont été proposées pour
relier

G
et "lm' La synthèse d'IWASAKI et al. (1978)

montre qu'elles fournissent des résultats à peu près équi­
valents. Dans le cadre de cette étude, l'approche sim­
plifiée de HARDIN et DRNEVICH (1972 a,b) a été rete-

A G(~)
1

B

Fig. 1. - Boucle d'hystérésis cisaillement-distorsion.
Fig. 7. - Stabi/ized stress-strain hysteresis /oop.
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nue. Elle repose sur l'hypothèse d'une variation hyper­
bolique de

G
(et donc de _Y/_) en fonction de 'Ym :

Y/max

G 1

Y/ 'Ym/'Yr

Y/max 1 + 'Yml 'Yr

Au cours d'un cycle de déformation harmonique d'ampli­
tude 'Ym à la pulsation wo, l'énergie dissipée D vis ('Ym'WO) par
le matériau viscoélastique est définie par l'intégrale :

27l"/wo d

l 'Y 2
Dvis ('Ym'WO) = - a(t) dt = 7r lm (M(wo)) 'Ym

o dt

A partir de la définition donnée précédemment pour
G('Ym) et Y/('Ym) , il est facile de voir que si un matériau
viscoélastique vérifie :

'Yr est un paramètre de la modélisation appelé distor­
sion de référence. Il peut être défini expérimentalement
comme le niveau de distorsion pour lequel

1 1
G = - Gmax et Y/ = - Y/max' Par la donnée des

2 2

coefficients G max ; Y/max et 'Yp les caractéristiques G('Ym)
et Y/ ('Y m) sont donc entièrement définies. Plusieurs
méthodes de détermination in-situ de G max sont dispo­
nibles. En revanche, il n'en est pas de même pour Y/max
et 'Yr' L'objectif de ce travail est de montrer qu'un essai
pressiométrique cyclique peut combler cette lacune.

3. RAPPEL DU PRINCIPE
DE L'ÉQUIVALENCE

3.1. Matériau équivalent
dans un essai homogène

Pour un matériau viscoélastique linéaire non vieillissant,
la contrainte 7(t) est reliée à l'histoire de la déformation
jusqu'à l'instant t, ('Y) ~CXl' au moyen d'un produit de
convolution au sens des distributions faisant intervenir la
dérivée par rapport au temps de la fonction de relaxa­
tion p., du matériau :

7 = p.,' * 'Y

Notant alors respectivement M( w), '7(w) et ')t(w) les trans­
formées de Fourier de p.,', 7 et 'Y, la relation précédente
fournit:

'7(w) = M(w) ')t(w)

En particulier, pour une histoire harmonique de la défor­
mation, du type 'Y (t) = 'Ym cos (wot) , la réponse en
contrainte est donnée par :

M(wo) E <L ; il est appelé module complexe du matériau
pour la pulsation wo. Cette expression de 7 met en évi­
dence un déphasage entre 7 et 'Y, donné par :

[
Im(M(wo)) ]

<p = Arctg
Re(M(wo))

alors le matériau réel et le matériau viscoélastique dissi­
peront la même énergie sur un cycle de distorsion har­
monique de pulsation Wo et d'amplitude 'Ym. Géométri­
quement, cela signifie que l'aire de la boucle d'hystéré­
sis réelle D('Ym) et celle de la boucle elliptique obtenue
pour le matériau viscoélastique sont identiques. Pour
cette raison, on dit qu'un tel matériau est équivalent au
matériau réel. Cette équivalence repose donc sur l'iden­
tité des propriétés dissipatives des deux matériaux pour
une expérience bien définie (pulsation Wo, amplitude
'Ym)· Le matériau équivalent le plus classique est défini
par son module complexe de la manière suivante :

La figure 2 représente un modèle rhéologique très sim­
ple équivalent au sol réel pour une sollicitation harmo­
nique de pulsation Wo et d'amplitude 'Ym. Son module
complexe M(wo) est donné par la formule précédente.

Fig. 2. - Modèle rhéologique de Kelvin-Voigt équivalent pour
l'amplitude ym et de la pulsation UJo.

Fig. 2. - The equivalent Kelvin-Voigt model for strain amplitude
UJm and ~equency wJ2~

La quantité IM(wo) 1 fournit la pente du grand axe de
l'ellipse représentant la relation ('Y(t) ,7(t)) sur un cycle de
chargement. Selon la définition précédente de M(wo), il
vient:

IM(wo)1 = G~

Pour les valeurs usuelles de Y/, IM(wo) I/G est voisin de
1, ce qui signifie que les inclinaisons de la boucle ellip­
tique et de la boucle effort-déformation du matériau réel
sont égales au second ordre près. Outre l'équivalence
des propriétés dissipatives, on dispose également d'une
« équivalence approchée en raideur ». Ainsi, le modèle
viscoélastique linéaire permet de reproduire deux para­
mètres essentiels dans la description de la relation effort­
déformation du matériau réel.
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3.2. Choix de l'expression
du module complexe

Par ces deux conditions, le module complexe M(wo) est
entièrement défini. Le calcul donne

3.3. Massif équivalent à un massif
de sol réel

La notion de matériau équivalent peut être étendue au
cas tridimensionnel. On considère tout d'abord la modé­
lisation tridimensionnèlle du matériau viscoélastique
linéaire isotrope non vieillissant. Le tenseur des contrain­
tes est relié à l'histoire (E ) ~ 00 du tenseur des déforma­
tions par la relation suivante, où À(t) et {t(t) sont deux
fonctions caractéristiques du matériau :

+ 2{t' '" EtrE )

Pour le matériau équivalent défini de la sorte, les pro­
priétés dissipatives et la raideur sont identiques à celles
du matériau réel pour un cycle de cisaillement d'ampli­
tude 7m ou un cycle de distorsion d'amplitude Ym' Dans
la suite de notre étude, on utilisera cette définition du
module complexe pour l'interprétation de l'essai pressio­
métrique cyclique.

Par conséquence l'~mplitud2e de la réponse en cisaille-
ment est 7~ = 7m 1 + YJ . Et l'on a établi de plus
que:

Désignons par 7m l'amplitude du cisaillement correspon­
dant à un signal de distorsion d'amplitude Ym' lorsque
la boucle effort-déformation est stabilisée (voir fig. 1).
Il est clair que, si l'on réalise un essai en imposant un
signal de cisaillement d'amplitude 7m , on obtiendra une
réponse en distorsion d'amplitude Ym' En effet, la rela­
tion 7m(ym) entre les amplitudes du cisaillement et de la
distorsion est indépendante du mode de pilotage de
l'essai. Il en est de même de l'énergie D dissipée sur
un cyçle. Les caractéristiques G et YJ de la boucle
d'hystérésis peuvent être données de façon équivalente
en fonction de y m ou de 7m' En revanche, pour le
modèle viscoélastique défini par le module complexe
G (1 + iYJ), le mode de pilotage conditionne la réponse.
Comme on l'a vu, si la sollicitation est définie par
y(t) = Ym cos (wot) la réponse en cisaillement est:

Si la sollicitation est pilotée en contraintes par
7(t) 7m cos (wot) alors:

7 m
y(t) = cos (wot - cp)
G~

Par conséquen~ l'amplktude de la réponse en distorsion
est y~ = y ml 1 + YJ . L'énergie dissipée par le mo­
dèle équivalent sur un cycle de la sollicitation pilotée en
cisaillement est donc :

Si le matériau répond élastiquement à une sollicitation
non déviatorique, il existe un coefficient de compressi­
bilité scalaire K défini par la relation suivante :

La loi de comportement peut alors être réécrite sous la
forme:

a = K(trE) 1 + 2{t' ':: ~

DVis (Ym'WO)

1 + YJ2

e constituant la partie déviatorique du tenseur E des

déformations.

Les propriétés dissipatives du modèle sont donc diffé­
rentes sur deux expériences pour lesquelles la réponse
du matériau réel est identique. Cela constitue une limite
au concept d'équivalence énergétique, qui n'est assurée
qu'au second ordre près, comme l'équivalence en
raideur.

En réalité, cette difficulté est due au choix particulier du
module complexe G (1 + iJ]). D'autres choix sont natu­
rellement possibles. Nous proposons ici une solution qui
présente l'avantage de conduire à un matériau équiva­
lent dont la réponse est indépendante du mode de
pilotage.

Pour assurer l'équivalence énergétique dans un essai en
déformation contrôlée d'amplitude Ym de pulsation Wo,
il faut:

Pour que l'inclinaison de la boucle elliptique soit identi­
que à celle de la boucle réelle, il faut que:

Lorsqu'un massif constitué d'un tel matériau est soumis
à une sollicitation sinuso'idale, c'est-à-dire donnée par des
conditions aux limites fonctions sinusoïdales du temps
(pulsation wo), la réponse en déformations et en con­
traintes est elle-même sinusoïdale en tout point. Cette
observation permet de fonder le calcul viscoélastique
équivalent de la réponse du massif réel à cette sollicita­
tion. Le procédé repose sur les deux hypothèses
suivantes:

- la propriété de réponse sinuso"idale à une sollicita­
tion sinusoïdale, vraie pour un matériau viscoélastique,
est adoptée pour le matériau modélisant le sol réel. On
peut donc définir en chaque point P l'amplitude Yoct(P)
des variations dans le temps de la quantité

-J2 (eijei) 1/2 ;

- en un point P du massif soumis à une sollicitation
sinusoïdale, on adopte la relation entre contraintes et
déformations valable pour un matériau viscoélastique de
compressibilité volumique K, équivalent au sol réel pour
la pulsation Wo et l'amplitude Yoct (P) tel que ce concept
a été défini précédemment :

a (t) = K (trE)
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où J-tp représente la fonction de relaxation du matériau
équivalent au sol réel pour le point P. Puisque e est
en chaque point P du massif une fonction sinusmdale
du temps de pulsation Wo, la donnée de Mp(wo) cons­
titue l'unique information nécessaire sur J-tp.Mp(wo) est
relié à )'oct (P) par :

Lorsque l'on considère l'ensemble du massif, on cons­
tate que ce procédé définit un matériau équivalent hété­
rogène, en raison des variations dans l'espace de la
quantité )'oct. Plus précisément, les non linéarités du
matériau, responsables des variations dans l'espace de
G et YJ, sont prises en compte par cette hétérogénéité
du matériau équivalent. Ce dernier doit être déterminé
numériquement par itérations afin d'ajuster en tout point
P la valeur de Mp(wo) au niveau de distorsion calculé
au point P.

Re (Mp(wo))

lm (Mp(wo))

G ()'oct(P)) -VI - YJ2 ()'oct(P))

G ()'oct(P))YJ ()'oct(P))

p - Po

----+---I---,f----------tII~ Vs - Vs 0,

Fig. 3. - Définition géométrique de a et Llo
Fig. 3. - Definition of a and ..1.

L'objet de ce travail n'est pas d'examiner la validité de
la méthode viscoélastique équivalente. Ce point a été
étudié par MARTIN (1975). Il est clair qu'il s'agit davan­
tage d'une technique de calcul que d'une modélisation
du comportement, dans la mesure où la notion d'équi­
valence est étroitement liée au type de sollicitation étu­
diée. Cependant, tout en restant conscient de son carac­
tère approximatif et de ses limites, il faut souligner le
« bon sens » physique de cette approche. Elle consiste
en fait à admettre que chaque élément de sol consti­
tuant le massif s'accomode à la sollicitation et à rem­
placer la boucle cisaillement-distorsion réelle, spécifique
du point considéré, par une boucle elliptique de mêmes
aire et pente en prenant en compte l'effet du niveau de
distorsion sur ces deux paramètres. On parvient ainsi à
introduire simplement la non linéarité du comportement
dans l'évaluation de la réponse du massif.

Le traitement numérique du problème pressiométrique
proposé dans la suite constitue une application et une
illustration de cette technique de calcul.

4. L'ESSAI PROPOSÉ,
LE PRINCIPE DE SON EXPLOITATION

A partir de l'état initial d'équilibre après forage, l'essai
étudié consiste à faire varier de manière sinusoïdale le
volume Vs de la sonde. Vs ° désignant le volume ini­
tial et ~V l'amplitude des variations, l'essai est défini par
la donnée de Vs(t) :

Vs(t) = Vs.o + ~V sin (wot)

Pour une amplitude non trop élevée des variations de
volume de la sonde, on peut admettre que les champs
de déplacements et de contraintes dans le massif de sol
entourant la sonde deviennent périodiques après quel­
ques cycles. En particulier, la pression de la sonde cali­
brée p (t) et les variations de volume Vs (t) sont égale­
ment périodiques. La pression p(t) constitue la grandeur
duale de la donnée Vs(t) et représente l'élément mesu­
rable dans la réponse du massif à la sollicitation pres-

siométrique. L'exploitation de l'essai repose sur l'analo­
gie de la boucle p (Vs) avec une boucle effort­
déformation 7("1). De cette dernière, on tire classique­
ment une pente moyenne définissant le module sécant
et une aire quantifiant les propriétés dissipatives du maté­
riau. De même, il est possible de mesurer expérimenta­
lement la pente Œ et l'aire ~ de la boucle p(VJ, repré­
sentée sur la figure 3.

En admettant la validité des relations de HARDIN et
DRNEVICH donnant G et YJ en fonction de )' le maté­
riau réel est entièrement caractérisé par la donnée de
K, coefficient de compressibilité volumique, de G max'
'Y/max et "Ir' Pour un jeu de caractéristiques du sol, c'est­
à-dire le quadruplet (K, G max ' YJmax' "Ir) noté symboli­
quement C, il est possible d'évaluer la réponse à la sol­
licitation pressiométrique du matériau équivalent. Il en
résulte une détermination théorique de Œ et ~ en fonc­
tion du paramètre ~V de la sollicitation et de C. On
obtient alors un système de 2 équations:

Œexp Œth (~V, C)
~exp = ~th(~V,C)

Si K est un paramètre connu, et si de plus G max a été
déterminé in-situ, par exemple par des mesures de vites­
ses de propagation d'ondes de cisaillement, seuls YJmax
et "Ir restent encore à identifier. Par un essai pressio­
métrique, on dispose des deux équations précédentes,
pour les 2 inconnues. Le problème est donc théorique­
ment résolu. L'essai en question achève de caractériser
complétement in-situ les coefficients dans le modèle
hyperbolique de HARDIN et DRNEVICH. La mise en
œuvre pratique de ce procédé d'identification de para­
mètres est relativement simple. Elle sera détaillée dans
la suite.

Dans le cas où K et G max sont également des incon­
nues la réalisation d'un essai pressiométrique supplémen­
taire, c'est-à-dire pour une nouvelle valeur de ~V four­
nit en principe 2 nouvelles équations. On dispose main­
tenant du système :
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1
ath(LlV l'C)a exp

2
ath (LlV 2' C)a exp

1 Llth (LlVI ,C)Llexp

2 Llth (LlV 2' C)Llexp

les indices 1 et 2 correspondant au numéro de l'essai.
A priori, ces quatre équations devraient permettre d'iden­
tifier les 4 inconnues du quadruplet C. Cependant, la
mise en œuvre pratique d'une résolution numérique est
ici plus complexe que dans le cas précédent et n'a pas
été réalisée.

les efforts seraient répartis uniformément. Les paramè­
tres viscoélastiques pour ce problème idéalisé sont don­
nés par ceux du milieu équivalent sous la contrainte
moyenne correspondant à la profondeur de la sonde.
Par conséquent, le problème a une symétrie de révolu­
tion autour de l'axe Oz de la cavité et toutes les gran­
deurs mises au jeu sont invariantes par translation le long
de cet axe. On utilise les coordonnées cylindriques (r,
(), z). En tout point, les directions radiale et orthoradiale
ainsi que la direction parallèle à la cavité sont principa­
les pour les tenseurs ~ et ~. Le champ de déplace-

ments {l (M, t) est radial. On notera :

{l (M,t) = u(r,t) ~r

Ll est donc égal au travail de déformation, c'est-à-dire à
l'énergie dissipée dans le massif au cours d'un cycle. Le sens
physique de Ll provient donc d'une interprétation énergéti­
que de l'essai. Quant à celui de a, pente de la boucle
pression-volume, il sera relié dans la suite aux caractéristi­
ques de raideur du matériau réel. La suite de ce travail est
consacrée à la détermination numérique des quantités CXth
et Llth en fonction de LlV et C.

u(ro ,t)

r
,-,

/
1
1
\
\ ,

'-""

Le chargement est effectué dans des conditions quasi­
statiques (basse fréquence), en sorte qu'il est possible de
négliger les termes d'inertie des équations d'équilibre.
Enfin, comme l'exige l'esprit de la méthode du milieu
linéaire équivalent, on reste dans le domaine des peti­
tes déformations.

,
, u(r,t)

\
dVsp(t) -- dt
dt

." T + 27r/wO
Ll = \

'T

En raison de la périodicité après quelques cycles des
contraintes et des déplacements en tout point du sol,
le travail des forces de pesanteur, comme celui des
efforts à la surface du sol est nul sur un cycle de solli­
citation. Le travail des forces extérieures sur un cycle
se réduit donc à celui de la pression de cavité. En
admettant que cette pression est uniformément répartie
sur la surface de la sonde, ce travail n'est autre que Ll,
aire de la boucle p (V5)' En effet, on a par définition de
l'aire:

5. INTERPRÉTATION
DE L'ESSAI PRESSIOMÉTRIQUE

Fig. 4. - Notations.
Fig. 4. - Notations.

5.1. Cadre des hypothèses

5.2. Les équations du problème

- La projection de div a sur la direction radiale doit
être nulle:

u (r, t) = uo cos (wot)

lim u (r,t) = 0

Les conditions aux limites sont données en dépla­
cements. En désignant par r0 le rayon initial de la
cavité:

o
aar
-- + ----

Jr

Les deux autres projections respectivement sur les direc­
tions verticale et orthoradiale sont nécessairement nul­
les en raison des symétries du problème.On admet que le chargement préalable, qui inclut en

particulier les forces volumiques de pesanteur, et le char­
gement pressiométrique cyclique se superposent linéai­
rement. Les tenseurs de contraintes a et de déforma­
tion E utilisés dans la suite correspondent à la sollicita­
tion pressiométrique pour un milieu non pesant. Toute­
fois, il est clair que les paramètres du modèle utilisé
dépendent du niveau de consolidation.

Pour la modélisation de l'essai d'expansion pressiomé­
trique, on formule clé!ssiquement l'hypothèse de défor­
mations planes : Ez == 0, z désignant la direction verti­
cale pour le sol en place. L'élancement .de la sonde,
c'est-à-dire le rapport entre sa hauteur et son diamètre
étant fini, il s'agit d'une approximation. La validité en
a été examinée par NAHRA et FRANK (1986). Cette
hypothèse est utilisée dans les calculs qui suivent.

r-oo

Les deux hypothèses précédentes consistent en fait à se
ramener au cas d'un milieu infini non pesant et d'une
cavité pressiométrique de dimension infinie sur laquelle

Dans la résolution qui est présentée dans la suite, on
a pris en compte une donnée en déplacements pure­
ment sinusoIdale, afin d'éviter la présence d'un terme
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transitoire dans la solution. En effet, seul le régime per­
manent dans la réponse du matériau équivalent revêt
un sens physique clair par rapport à celle du matériau
réel.

- La loi de comportement s'exprime sous la forme
introduite précédemment par:

Œ = K(trE ) 1 + 21l' *~

où M(w) représente la transformée de Fourier par rap­
port au temps de Il'.

On recherche a priori une expression de u (r, t) harmo­
nique pour toute valeur du rayon, c'est-à-dire:

- En raison des symétries, Er et Ee sont les seuls coef-
ficients non nuls de E ; ils sont reliés à u par:

u

où U(r) est un nombre complexe, qui représente l'ampli­
tude complexe du déplacement radial u (r,t) au rayon
r. En notant classiquement U (r) le nombre complexe
conjugué de U (r) on vérifie facilement que :

5.3. Le problème posé en déplacements

00 représentant classiquement la distribution de Dirac
centrée en O.

La loi de comportement fournit Œr et Œe en fonction de
Er et Ee :

~J

o

rdr

IdU

aM [ dU+ 2 (wo) 2-
a r dr

(3K + 4M (- wo)) [ d
2
U +

dr 2

aM
(- wo) [ 2

dU
+ 2

a r dr

(3K + 4M(wo)) \ d
2

U + IdU - ~J
è dr 2 rdr r 2

~J 0

U(ro) = Uo
lim U (r) 0
r-oo

En introduisant cette dernière expression dans le pro­
blème différentiel à vérifier par Û, on obtient un pro­
blème différentiel à vérifier par U, qui lui est équivalent :

o~)

2
K (Er + Ee) + -Il'

3
2

Œe = K (Er + Ee) + -Il' * (2E e - Er)
3

En utilisant ces relations dans l'équation d'équilibre on
obtient une équation différentielle en u :

(3Koo + 4 u') * (::~ + ::~
au' (au+2-* 2-
ar ar

Bx = 2
dr

dx x

une forme plus compacte des équations à vérifier par
U peut être donnée :

x
Ax

En observant que M(wo) et M( - wo) sont deux com­
plexes conjugués, on constate que les deux dernières
équations sont elles-mêmes conjuguées l'une de l'autre
et donc sont équivalentes. En introduisant les deux opé­
rateurs différentiels A et B définis par :

d 2x Idx
+ --

dr 2 rdr

\ _+_00û(r,w) = J _ u (r,t) e ~iwt dt

A partir du problème dont u est solution, on obtient par
transformée de Fourier un problème équivalent dont û,
transformée de Fourier de u par rapport au temps t, est
solution. On a donc :

Cette équation fait apparaître une dérivée de u' par rap­
port à r, qui exprime l'hétérogénéité du milieu équiva­
lent. Cela provient de ce que les paramètres du maté­
riau viscoélastique équivalent dépendent, comme on l'a
rappelé, du niveau de distorsion cyclique )/oct, et que
celui-ci dépend de la distance à la cavité. L'équation pré­
cédente jointe aux conditions aux limites à vérifier par
u, définissent complétement le problème en
déplacements.

et û satisfait les équations suivantes:

u (row) = ?fUo [owo + (5 -wo)}
lim û (r,w) = 0
r-oo

( a2
' laû

r~ )
(3K + 4M(w)) --+ +

ar rar

aM
(w) (2 aû

- :)+ 2 0
a r ar

U(ro) = Uo

lim U (r) = 0
r-oo

aM
(3K + 4M (wo)) AU + 2 BU 0

ar

Finalement, u (r, t) = Re (U (r) e iWd) sera solution du pro­
blème posé en déplacements si et seulement si U est
lui-même solution des trois équations précédentes.
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5.4. Résolution numerlque du problème
différentiel en U

On désigne respectivement par a et b les parties réelle
et imaginaire de U. On pose de plus :

2 aM
y(U) = Yr(U) + iyc (U) = - ;YoYcER

3K + 4M(wo) ar
y est effectivement fonction de U par l'intermédiaire de
M qui dépend du niveau de distorsion cyclique. Le pro­
blème différentiel en U peut être réécrit sous la forme
suivante:

Ee = E~ + E~

Avec ces notations, Œr(r,t) et Œe(r,t) valent
respectivement :

Œr(r,t) (r) = E~ (r) cos (wot) - E~(r) sin (wot)

Œe(r,t) = E~ (r) cos (wot) - E~(r) sin (wot)

Les transformées de Fourier âr et âe de Œr et Œe par rap­
port au temps sont reliées à û par :

(aû û) 2 (a' ')Aa + yr(a, b) Ba yc(a, b) Bb 0 âr(w) K -+- + -M(w) 2~ - ~
Ab + yc(a, b) Ba + Yr(a, b) Bb 0 ar r 3 ar r

a(ro) Uo b(ro) = 0 (a' ,) 2 (' a' )lim a = lim b = 0 â-e(w) K ~+~ + -M(w) 2~-~
ar r 3 r ar

5.5. Calcul des contraintes

où le couplage entre a et b et la non linéarité ont été
éliminés. La convergence de la suite (U k) est obtenue
rapidement (une dizaine d'itérations).

b. les termes successifs Uk(r) = ak(r) + ibk(r) sont cal­
culés pour k > 1 en inversant l'opérateur A dans les
relations suivantes :

K(dU +~) + ~ M(wol (2 dU _~)
dr r 3 dr r

K(dU + ~) + ~ M(wol (2~ _ dU)
dr r 3 r dr

2 da 4 a
- - MC -- + - MC -

3 dr 3 r

+ (K - ~ M') :~ + (K + ~ M') b

La donnée de E~ E~ E; E~ achève de résoudre le pro­
blème en contraintes :

où Mr et MC désignent respectivement les parties réelle
et imaginaire de M (wo). Si l'on suit la définition tradi­
tionnelle du module complexe, on prendra:

M
r

= G (')1oct)
MC = G (')1oct) 1] ( ')1oct)

Il en résulte les relations suivantes entre amplitudes des
complexes:

[; = (K + : w) ~: + (K - ~ M') ~
4 db 2 b
-M c

-- + -M c
-

3 dr 3 r

[~ ~ MC :: - ~ M' ~ + (K + ~ M)

db + (K _~ Mr) ~
dr 3 r

[; = (K - ~ M') :: + (K + ~ M') a

2 db 4 b
+ -M c

-- -M c
-

3 dr 3 r

o

o

Abk + Yc (ak- 1 , bk- 1) Bak- 1 + Yr (ak- 1 , bk- 1) Bbk- 1

bk (ro) = 0 lim bk(r) = 0
r-oo

r-oo

Aak + Yr (ak- 1 , bk- 1) Bak- 1 - Yc (ak- 1 , bk- 1) Bbk- 1

ak (ro) = Uo lim ak(r) = 0

et

Une fois la solution en déplacements déterminée, les
déformations correspondantes sont obtenues par dériva­
tion. Les contraintes sont alors évaluées en utilisant la
loi de comportement. On introduit Er(r) qui sont les
amplitudes complexes de Œr(r, t) et Œer, t), respective­
ment. On a donc :

Œr(r,t) = Re (Er(r)e iwot)

Œe(r,t) = Re (Eer)eiWoî)

Il est utile de séparer Er et Ee selon leurs parties réelle
et imaginaire :

Il s'agit donc d'un problème différentiel non linéaire dans
lequel apparaît un couplage entre les parties réelle et
imaginaire de U. Le couplage et la non linéarité sont
traités numériquement par itération de l'algorithme
suivant:

a. la solution du problème élastique homogène isotrope
fournit la première estimation, notée Uo, de U. On a
donc:
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L'intervalle r~ ,27f ] correspond à une phase
2wo Wo

de croissance de u(ro,t) de 0 jusqu'à ua. Pour un tel
matériau, on connaît analytiquement les champs de con­
traintes Œ el et de déplacements correspondants au char­
gement pressiométrique. On a :

ro
u(r,t) = u (ro,t) -

r

Œ/!(ro,t) = 2 Gmax Er (ro,t) = - 2 Gmax r ° cos (wot)

Le calcul de l'intégrale donnant la valeur de E el est
donc immédiat. On trouve :

Eel
= 2Vs,0 Gmax r 0

2

En s'inspirant de la définition traditionnelle du coefficient
de perte 1], on peut définir un coefficient de perte X de
l'essai à partir de ~ et E el :

En revanche, si l'on adopte la nouvelle définition intro­
duite précédemment, on utilisera:

M r = G ('Yoct) --J 1 - 1] 2 ('Yoct)

Mc = G ('Yoct) 1] ('Yoct)

L'existence d'une partie imaginaire non nulle dans les
modules complexes U, I:r et I:e exprime physiquement
un déphasage des grandeurs correspondantes, c'est-à­
dire u (r, t), Œr(r, t) et Œe(r, t) par rapport à la sollicitation,
définie par u (r0' T) .

5.6. Interprétation énergétique de l'essai

On note comme précédemment S l'aire de la paroi sur
laquelle s'exerce la pression de la sonde. Par définition,
l'énergie ~ dissipée au cours d'un cycle est donnée par
l'intégrale :

r27r/w r
Li = Jo 0 dt (Js (~.~).~ dS)

où n représente la normale à la paroi (orientée vers
le centre de la cavité) et V la vitesse de la paroi. ~

n'est autre que le travail sur un cycle de forces exté­
rieures, c'est-à-dire de la pression de cavité.

Observant que :
au

il vient:

x

x =
f1

27fE el

II:~ (ro) 1

2
Gmaxr°

V (ro,t) e r
at

~ peut être réécrite de la manière suivante :

conformément aux hypothèses de symétrie de révolu­
tion et d'invariance par translation selon 0 Z' La fonc­
tion u(ro,t) est une donnée du problème. Œr(ro,t) peut
être calculée à partir de I:r(ro) :

Œr(ro,t) = I:~ (ro) cos (wot) - I:~ (ro) sin (wot)

En utilisant cette expression dans l'intégrale précédente,
il vient:

On remarquera que 2 Gmax r° n'est autre que la con­
trainte radiale au niveau de la paroi (pression de la
sonde calibrée) mobilisée dans le matériau élastique de
référence (G = GmaJ pour le déplacement maximal de
la paroi. Cette pression de référence sera désormais
notée p'::. On a :

x

5.7. Pente de la boucle d'hystérésis
pression-volume

Pour le matériau équivalent, l'équation de la boucle
pression-volume est paramétrée par le temps:

~ = - 27fVs,0 r ° I::(ro)

où Vs,o représente le volume occupé par la sonde pres­
siométrique et où r ° définit une déformation caractéris­
tique de l'essai :

ou

p(t)

Vs(t) = Vs,o + Su(ro,t)

Œr (ro,t) = lI:r(ro) 1 cos (wot + cp)

tga =

Il s'agit de la déformation radiale mobilisée au niveau
de la cavité dans un matériau élastique homogène iso­
trope pour le déplacement maximal U o de la paroi.

Il est intéressant de normaliser ~ par l'énergie élastique
E el emmagasinée sur un quart de cycle par un sol élas­
tique homogène isotrope de module de cisaillement
G = Gmax :

Il est facile de vérifier que la boucle (~V(t), P (t)) est une
ellipse dont la pente du grand axe vaut:

lI:r(ro) 1

Dans le cas d'un matériau purement élastique linéaire homo­
gène et isotrope, dont le module de cisaillement vaut G =
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Gmax ' la boucle se réduit à un segment dont la pente
dans le plan (LiV,p) vaut:

p*
tga e1 =

uaS

En normalisant la pente obtenue pour le matériau vis­
coélastique équivalent par celle correspondant au maté­
riau élastique, on introduit le rapport R :

EC = ~ Î (K - 2M") ~ +
r 3 l r

2M c ~ + 4M c da J
r dr

R
tga

tga e1 p*

Cependant, pour les valeurs usuelles de K, G max ' Y/max

et "Ir on constate que a (r) = Re(U(r)) varie très fai­
blement en fonction de Y/max et qu'il y a proportionna­
lité de b(r) = Im(U(r)) par rapport à Y/max' De plus,
b(r) la (r) ~ 1. En conséquence, la dépendance de "I(r)
par rapport à Y/max peut être négligée et l'on peut
s'attendre à ce que X soit proportionnelle à Y/max' Plus
précisément, on sait que X vaut IE~(ral/p* et que

db
(K + 4M r

)-

dr

5.8. Relation entre R et 'Ylmax

Puisque le coefficient Rexp représente la pente normali­
sée de la boucle réelle pression-volume. ce scalaire four­
nit une information intégrant les propriétés de raideur
du matériau soumis à des niveaux de distorsion diffé­
rents, mais n'est vraisemblablement pas affecté par ses
propriétés dissipatives. On s'attend donc a priori à ce
que sa valeur soit indépendante du coefficient de perte

Y/max'

Pour r = ra, Mr/K ~ 1. Il en résulte que ~(ra) est
proportionnel à Y/max' Il est donc plus commode de
représenter, non pas X, mais xlY/max en fonction de "Ir'

La figure 6 donne la représentation graphique de
xlY/max en fonction de "Ir pour les 4 valeurs précéden­
tes de Y/max' L'unicité de la courbe obtenue confirme la
propriété annoncée.

Avec la définition M = G(~l - y/2 + iy/) la figure
5 représente la fonction Rth (1) pour les 4 valeurs de
Y/ = 0 1 0.2, 0.3, 0.4. On obtient une courbe uni­
q~~, ce ~ui exprime l'indépendance Rth par rapport à
Y/max et confirme le résultat escompté.

5.9. Relation entre X et 'Ylmax

5.10. Méthode pratique d'exploitation
d'un essai pressiométrique cyclique

Après avoir réalisé un essai pressiométrique cyclique,
caractérisé par un rayon de forage ra et une amplitude
Ua des déplacements de la paroi, l'exploitation de la
boucle pressiométrique fournit les valeurs expérimenta-
les R et X de R et X. On observera que la déter-exp exp ~

mination de ces deux paramètres nécessite la donnee
Gmax ' Il s'agit maintenant d'en déduire Y/max et "Ir'

Par définition, X représente l'énergie dissipée sur un
cycle, normalisée par une énergie élastique de référence.
L'énergie dissipée par l'élément de volume unité sou­
mis à un cycle de distorsion d'amplitude "lm étant
1fGy/"I~, elle est proportionnelle au paramètre Y/max' A
priori, cette priorité ne peut pas être généralisée à l'éner­
gie dissipée dans tout le massif, en raison de la dépen­
dance du champ de distorsion "I(r) = Iru (r) 1par rap-
port à Y/ max'

Pour y parvenir, la méthode pratique repose sur la cons­
truction des fonctions R ("Ir) et Xmax ("Ir) à déterminer
numériquement pour les valeurs appropriées de Ua, ra,
K et Gmax ' Elle utilise en particulier que ces deux fonc­
tions sont indépendantes de Y/max'

Partant de la valeur expérimentale R exp , on détermine
en premier lieu la distorsion caractéristique 'Y; du maté­
riau au moyen de la figure 7a. En utilisant alors la figure

X/fJmox R
0,3

0,2

0,15

Fig. 5. - Relation entre R et ')Ir pour 4 valeurs de '1Jmax'

Fig. 5. - Relationship between R and ')Ir for 4 values of r;max'

~ =4.10- 3

ro

~= 4
Gmox

0,1

0,2

Fig. 6. - Relation entre x/r;max et ')Ir pour 4 valeurs de r;max'

Fig. 6. - Relationship between x/r;max

and ')Ir for 4 values of r;maX'
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7b, la quantité (X/'i1maJ *en résulte. Le coefficient de
perte maximal du matériau Y/~ax est alors donnée par
la relation :

'i1~ax
Xexp

problème technologique de la qualité de leur mesure.
La modélisation présentée fournit l'éclairage nécessaire
à la définition de l'outil expérimental apte à la mise en
œuvre de l'essai pressiométrique cyclique.

Les paramètres du modèle de HARDIN et DRNEVICH
sont donc identifiés.

6. CONCLUSION
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. L'interprétation d'un essai pressiométrique cyclique à
l'aide de la méthode viscoélastique équivalente a per­
mis de mettre au point un procédé d'exploitation prati­
que des résultats expérimentaux.

En déterminant l'aire et la pente moyenne de la boucle
pressiométrique expérimentale, les caractéristiques Y/max

et 'Yr du modèle hyperbolique de HARDIN et DRNE­
VICH peuvent être déterminées, sous réserve que le
module de cisaillement maximal G max et le module de
compressibilité volumique K soient connus. Ainsi, en
associant l'essai pressiométrique cyclique à un essai in­
situ de mesure de G max ' il est en théorie possible de
déterminer complètement in-situ les paramètres néces­
saires à la modélisation viscoélastique équivalente.

Pour l'avenir, l'existence d'une méthode d'interprétation
de l'essai pressiométrique cyclique permet d'envisager et
motive l'emploi du pressiomètre pour l'acquisition des
paramètres dynamiques du sol. Cependant, l'amplitude
de la distorsion cyclique devant rester limitée pour
qu'une boucle pressiométrique stabilisée puisse être obte­
nue, il est nécessaire de travailler dans le domaine des
petites variations du volume de la sonde. Ceci pose le

BIBLIOGRAPHIE

HARDIN B., DRNEVICH V. (1972a), Shear modulus
and damping in soils : Measurement and parame­
ter effects. Journal of the Soils Mechanics and Foun­
dations Division, vol. 98, nO SM6.

HARDIN B., DRNEVICH V. (1972b), Shear modulus
and damping in soils : Design equations and cur­
ves. Journal of the Soil Mechanics and Foundations
Division, vol. 98, nO SM7.

IWASAKI J., TATSUOKA F., TAKAGI Y. (1978),
Shear moduli of sands under cyclic torsional shear
loading. Soils and Foundations, vol. 18, nO 1.

MARTIN P.P. (1975), Non linear methods for dynamic
analysis of ground response. PhD Thesis, Univer­
sity of California, Berkeley.

NAHRA R., FRANK R. (1986), Contributions numerz­
ques et analytiques à l'étude de la consolidation
autour du pressiomètre. Rapport de Recherche nO
137, LCPC.

PECKER A. (1984), Dynamique des Sols. Presses de
l'Ecole Nationale des Ponts et Chaussées, Paris.



GROUND ENGINEERING

Contents Vol. 21, N° 5, July 1988

2 Talking Point, by Fred Hughes. Compact specification for ground treatment works.

5 For the record.

6 Revision of BS 1377 : methods of test for soils for civil engineering purposes. J .A. Charles calls
for comment.

7 Earth pressures on retaining walls and abutments : a report by D.R. Carder on the BGS meeting
held earlier this year.

10 Geodiary.

13 25 years'heave of a building constructed on clay, after tree removal, by John E. Cheney.

27 Bauer install stone columns at Epsom.

28 Ground Engineering Practive : New method for cutting mass concrete ; f 1.75 milions piling con­
tract for Westpile Limited ; largest and deepest London clay excavation.

30 Geotechnical Materials.

Published eight limes a year by GEO Publication Ltd. - PO Box 370, Brentwood, Essex - CM 14 4AQ, England
(Telephone: 0277-73456).

Price: [ 3.50 per copy post free (UK) - [ 22 per year, UK - 27 overseas (surface mail postage paid).

© 1988 - ISSN 0017-4653.
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a model for the non linear dynamic analysis of saturated soils
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Résumé

Un modèle pour étudier l'influence des facteurs géologiques sur les réponses
sismiques des sites constitués des sols déformables est présenté.

La première partie est consacrée à la formulation physique des milieux biphasi­
ques saturés et à la modélisation du comportement élastoplastique des sols.
Le comportement biphasique des sols est modélisé par une théorie de Biot affi­
née à l'aide des méthodes d'homogénéisation. Une formulation simplifiée per­
mettant une analyse moins coûteuse et valable pour les phénomènes à basse
fréquence est mise en œuvre. Le comportement élastoplastique des sols est
décrit par une loi élastoplastique multimécanisme cyclique.

Dans la modélisation en éléments finis des problèmes de propagation des ondes,
une attention particulière est portée sur les limites du maillage. Le développe­
ment d'éléments paraxiaux permet de construire de telles frontières absorban­
tes. Ils constituent également un moyen intéressant pour introduire le champ
incident sismique généralisé.

La présentation est achevée par quelques exemples mono et bidimensionnels
pour montrer l'intérêt de cette approche pour l'évaluation directe de la réponse
sismique des sites.

Abstract

A methodology regarding the seismic response of sites and the influence of geo­
logical factors is presented.

The method combines a Biot's theory and an elastoplastic constitutive model
for soils and a unified approach of the seismic incident field and absorbing
boundaries.

A brief review of homogeneization methods applied to saturated porous media
is given. The obtained formulae are compared with those derived from Biot's
theory and the important aspects of an elastoplastic multimechanism cyclic
model are outlined.

Finally, this methodology is applied to some one and two dimensional exam­
pies including site effects and the results are discussed.

Grande voie des Vignes, 92295 Châtenay-Malabry Cedex.
BP 6009, 45060 Orléans Cedex.



44

Bien que l'importance de l'eau en tant que fluide inters­
titiel soit toujours reconnue dans les présentations clas­
siques de mécanique des sols, hormis le cas de la con­
solidation de Terzaghi et peut-être celui de l'estimation
des pressions interstitielles grâce aux coefficients de
Skempton, le comportement couplé des phases fluide
et solide est très rarement modélisé, en particulier dans
le cas de chargements dynamiques. Cependant, les pro­
grès réalisés dans la description du comportement cycli­
que des sols en contraintes effectives et des variations
de volume, alliés à des techniques numériques moder­
nes donnent tous les éléments pour construire un
modèle biphasique reproduisant l'essentiel des phénomè­
nes observés: tassements irréversibles, liquéfaction pen­
dant la sollicitation dynamique ou post-sismique.

Dans ce travail, les bases d'un tel modèle prenant réel­
lement en compte le comportement du milieu poreux
et du fluide interstitiel sont présentées. Des applications
à l'estimation des effets sismiques de site sont discutées.
Les détails des modèles, de la mise en œuvre numéri­
que et des exemples sont donnés dans la thèse de H.
MODARESSI (1987). Plus précisément plusieurs aspects
d'une modélisation assez complète sont abordés : rôle
couplé du fluide interstitiel et des déformations du milieu
poreux en dynamique, comportement non élastique des
sédiments, champ libre compatible avec les conditions
locales de site, modélisation du domaine infini par rap­
port aux hétérogénéités locales.

1. Rôle couplé du fluide interstitiel
et des déformations
du milieu poreux en dynamique

La premlere formulation permettant d'étudier l'écoule­
ment d'un fluide à travers un milieu poreux déformable
et saturé a été présentée par TERZAGHI (1930) dans
sa théorie de la consolidation en introduisant la nota­
tion de contrainte effective. BIOT (1941) a généralisé
cette théorie, en prenant en compte la compressibilité
du fluide supposé parfait et de la matrice solide ayant
un comportement élastique linéaire. Il a étendu ensuite
cette formulation aux problèmes dynamiques et en par­
ticulier la propagation des ondes dans les milieux poreux
saturés. L'existence d'une onde de compression supplé­
mentaire dite « lente » a été mise en évidence par cette
théorie (BIOT, 1956). A basses fréquences les termes
de couplage visqueux, (autrement dit le tenseur de per­
méabilité dans la loi de Darcy) sont indépendants de la
fréquence et prédominants par rapport aux forces iner­
tielles. Le passage d'un comportement à l'autre est défini
par une certaine fréquence caractéristique, fonction de
la viscosité cinématique du fluide et de la géométrie des
pores. La théorie des mélanges (BOWEN, 1976) est en
bonne concordance avec la théorie de Biot en petite
déformation pour un solide élastique et un fluide par­
fait. ZIENKIEWICZ et al. (1984) ont présenté une for­
mulation simplifiée des équations de Biot en dynamique
(formulation Us - p), applicable aux problèmes en bas­
ses fréquences, où on néglige l'accélération de la phase
fluide par rapport à l'accélération du squelette solide. Ce
dernier modèle est très intéressant, car il permet de
réduire le nombre de degrés de liberté dans un calcul
numérique. Ces mêmes auteurs établissent pour un pro-
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blème monodimensionnel, les limites d'application des
différentes formulations.

L'eau joue trois rôles très importants sur les réponses
sismiques dans un site constitué de sols déformables.
Premièrement par l'intermédiaire de la pression intersti­
tielle, elle modifie le comportement des sols en jouant
sur l'état des contraintes effectives ; deuxièmement elle
modifie le champ d'onde en particulier lorsque les ondes
dites « lentes» sont créées et enfin, la nature dissipa­
tive du phénomène de filtration augmente l'amortisse­
ment global du système. L'interface entre les couches
considérées biphasiques et les couches monophasiques
a une influence importante sur les résultats. Pour une
étude plus détaillée des conditions sur l'interface, nous
renvoyons à GELI (1985).

2. Comportement non élastique
des sédiments

La prise en compte des effets de non linéarité du com­
portement des sols sur la réponse sismique des sites dans
les modélisations numériques date des années 1960.
IDRISS et SEED (1968) ont proposé la méthode visco­
élastique linéaire équivalente. Cette méthode très répan­
due depuis, dans les modélisations numériques, a été
très souvent l'objet d'études de comparaison et largement
détaillée dans la littérature (PECKER, 1985). Cette
méthode est basée sur l'hypothèse que la réponse non
linéaire du sol peut être approchée par un modèle
linéaire ayant les mêmes propriétés dissipatives. Cette
méthode s'avère insuffisante pour les mouvements sis­
miques forts et est mal adaptée lorsque des déforma­
tions irréversibles importantes sont produites dans les
sols. En général pour les sollicitations élevées, la
méthode équivalente linéaire sous-estime l'intensité des
mouvements à la surface de sol pour les périodes allant
de 0,1 à 0,5 secondes.

Une approche réellement non linéaire a été présentée
par JOYNER et CHEN (1975), en utilisant un modèle
de comportement composé d'une série de ressorts et de
patins plastiques. Dans cette approche la dissipation
d'énergie est due au comportement hystérétique du sol
et il n'y a pas d'amortissement visqueux. Ils observent
globalement que leur modèle reproduit correctement le
champ des vitesses, qu'il sous-estime la valeur de l'accé­
lération maximale produite pour les hautes fréquences
et qu'il amplifie les accélérations dans le domaine des
basses fréquences.

3. Champ libre compatible
avec les hétérogénéités locales du site

L'influence des irrégularités géométriques et des hétéro­
généités latérales ne peut pas être mise en évidence par
les calculs monodimensionnels. Depuis longtemps il a été
reconnu que les irrégularités souterraines, ainsi que le
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comportement anélastique des sols modifient les signaux
sismiques. Les résultats théoriques présentés pour les val­
lées alluviales semi-circulaires montrent que la géomé­
trie de ces irrégularités peut sensiblement modifier la
réponse à la surface et un calcul monodimensionnel
s'avère insuffisant pour modéliser le champ libre local.
Les amplifications obtenues par les calculs bidimension­
nels peuvent être plus grandes que celles obtenues par
les calculs monodimensionnels.

Dans les problèmes sismiques, la fréquence est de l'ordre
de 0,1 Hz à 30 Hz et la vitesse des ondes à proximité
de la surface du sol est de 0,1 km/s à 3 km/s. Par
conséquent, les longueurs d'onde varient de quelques
dizaines de mètres à quelques dizaines de kilomètres.
Les irrégularités géologiques ou topographiques, ayant
des dimensions de cet ordre, ont des influences consi­
dérables sur la réponse sismique du sol. Les méthodes
analytiques présentées dans la littérature pour résoudre
des problèmes d'amplification dus aux irrégularités topo­
graphiques ne considèrent souvent que le cas des ondes
SH. Lorsqu'on est en présence des ondes P et SV le
problème est plus compliqué, car ces ondes restent cou­
plées par les conditions de réflexion-transmission. BARD
et BOUCHON (1980) et BARD (1982 et 1983) ont
étendu la méthode de Aki et Larner dans le domaine
transitoire, et ont mis en évidence l'importance des
ondes diffractées par des irrégularités topographiques,
donnant naissance à des ondes de surface locales, même
lorsque l'onde incidente se propage verticalement. Par
ailleurs, la méthode de différences finies a été utilisée
par BOORE (1971) et en particulier par BOORE,
HARMSEN et HARDING (1981) pour étudier la diffrac­
tion des ondes sur une falaise. La méthode des équa­
tions intégrales a été très souvent utilisée pour étudier
l'influence des irrégularités géométriques (WONG, 1982 ;
SANCHEZ-SEZMA, 1982 et DRAVINSKI (1982 et
1983). La méthode des éléments finis au contraire a été
rarement utilisée pour déterminer l'influence de la topo­
graphie sur la diffraction des ondes. D'autre part, dans
presque tous les travaux cités ci-dessus, le comportement
du sol a été considéré linéaire. Seuls, JOYNER (1975)
et JOYNER et CHEN (1975) ont effectué des calculs
en ayant pris en compte un comportement anélastique
très simplifié du sol.

Pour étudier la réponse d'un sol à une sollicitation sis­
mique, il faut connaître l'évolution spatiale du champ
incident sismique, et cela n'est possible que si la source
est intégrée dans la modélisation du problème (BOU­
CHON, 1973). L'intégration de la source est théorique­
ment possible, mais impose des coûts de calcul prohibi­
tifs surtout lorsque le foyer du séisme est loin de la zone
étudiée. C'est pourquoi, en pratique, on suppose connu
le champ seulement en quelques points appelés les
points de contrôle. Cependant, sauf dans certains cas
particuliers, la connaissance d'accélérogrammes en quel­
ques points est insuffisante pour décrire complètement
le champ incident sismique. On sera donc amené à
imposer des conditions supplémentaires sur la nature du
champ incident pour connaître les conditions aux limi­
tes sur la frontière du maillage dans un calcul en élé­
ments finis.

Une méthode très couramment utilisée en genle para­
sismique, consiste à évaluer la réponse du sol soumis
à une onde P ou SH à propagation verticale. Cette
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approche n'est valable que si le foyer est très profond
et les caractéristiques des matériaux, constituant le tra­
jet de l'onde montante vers la surface du sol sont de
telle sorte, que la vitesse de propagation diminue pro­
gressivement en approchant la surface. Cette hypothèse
simplificatrice conduit à un mouvement identique en cha­
que point de la surface de sol, dans le cas d'une strati­
graphie horizontale. Il s'avère parfois indispensable de
prendre en compte les ondes à propagation non verti­
cale. LUCO (1980) propose pour cela, un modèle dans
lequel le champ sismique incident est constitué de trois
composantes de déplacement :

- un déplacement horizontal perpendiculaire à la direc­
tion épicentre-site, modélisé par une onde plane SH à
propagation non verticale, représente la contribution des
ondes SH et de Love ;

- une deuxième composante horizontale et une com­
posante verticale modélisées par une onde plane SV et
une onde plane P à propagation non verticale, repré­
sentent la contribution des ondes P, SV et de Rayleigh.

Pour connaître l'incidence de l'onde sismique, il faut éva­
luer la direction épicentre-site. L'amplitude des compo­
santes du déplacement est proportionnelle aux moments
sismiques qui modélisent la source, et il faut des hypo­
thèses supplémentaires pour poursuivre son évolution.
La présentation du champ sismique incident sous forme
d'ondes proposée par LUCO, s'applique au champ loin­
tain, pour lequel des vitesses de phase équivalentes peu­
vent être définies de façon approchée. Pour les champs
proches on peut envisager suivant la nature du séisme
une modélisation indépendante qui fournit les données
nécessaires pour la modélisation du comportement des
couches superficielles.

4. Frontières absorbantes

Très souvent en géotechnique, le domaine de sol à étu­
dier au voisinage de la structure est de très grande
dimension, par rapport à celle-ci, et doit être modélisé
comme un milieu infini. Cela crée des difficultés numé­
riques pour une méthode telle que la méthode des élé­
ments finis car des réflexions d'ondes parasites se pro­
duisent à la frontière du maillage. Une technique de
frontière absorbante, basée sur l'approximation paraxiale
est présentée dans ce travail.

Moyennant une hypothèse de linéarité du comportement
du sol, plusieurs méthodes ont été jusqu'à maintenant
présentées dans la littérature pour modéliser le domaine
extérieur non borné. Pour les problèmes stationnaires,
les frontières consistantes permettent d'obtenir un opé­
rateur impédance adapté pour toutes les ondes inciden­
tes. Malheureusement les frontières ainsi conçues sont
dépendantes de la fréquence et leur caractère non local
conduirait à des calculs assez lourds dans le domaine
transitoire.

Pour le cas transitoire, on peut construire des frontières
absorbantes locales en espace et en temps à l'aide d'un
certain nombre d'hypothèses. La première tentative pour
construire ces frontières locales est due à LYSMER et
KUHLEMEYER (1969) qui ont proposé des amortisseurs
nodaux, très utilisés en pratique jusqu'à maintenant dans
les modélisations numériques des problèmes dynamiques.
Ces amortisseurs sont faciles à implanter dans un code
de calcul, et ils fonctionnent très bien pour les ondes
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incidentes normales à la frontière mais ils présentent un
certain nombre d'inconvénients si l'onde incidente est
une onde de Rayleigh ou si l'onde sortante est légère­
ment inclinée.

L'approximation paraxiale ou parabolique (ENGQUIST
et MAJDA, 1977, et CLAYTON et ENGQUIST, 1977),
pour les ondes élastiques, présente un outil intéressant
pour les modélisations dans le domaine transitoire et per­
met de construire une impédance dynamique sur l'inter­
face 1: qui soit locale en espace et en temps. COHEN
et JENNINGS (1983) proposent une modélisation numé­
rique de cette approximation par la méthode des élé­
ments finis. C'est cette méthode que nous présenterons
rapidement plus loin.

Après cette rapide revue bibliographique, incomplète car
les sujets abordés sont très vastes, il est possible de pré­
senter les différents points qui seront abordés dans ce
travail :

1. Quelques renseignements fournis par l'homogénéisa­
tion ;

2. Un modèle macroscopique de Biot;

3. Aspects du comportement non élastique cyclique des
sols;

4. Modélisation numérique en dynamique des sols;

5. Applications au génie parasismique.

1. QUELQUES RENSEIGNEMENTS
FOURNIS PAR L'HOMOGÉNÉISATION
DES MILIEUX POREUX BIPHASIQUES

Le comportement des milieux poreux, à l'échelle macros­
copique ne peut pas être décrit sans difficulté par les
concepts classiques de la mécanique des milieux conti­
nus, car il dépend de la structure microscopique du
matériau. Depuis quelques années, il est le sujet de
diverses études utilisant des approches différentes. Dans
toutes les méthodes d'homogénéisation la démarche est
la suivante: après avoir décrit le comportement du
matériau qu'on désire étudier au niveau microscopique
en supposant cette fois que la mécanique des milieux
continus est applicable aux différents composants du
milieu et à leurs interactions, on passe au niveau macros­
copique, et c'est ce passage qui peut être différent d'une
méthode à une autre.

Les deux méthodes d'homogénéisation les plus couram­
ment utilisées sont la Méthode des Moyennes et la
Méthode des Développements Asymptotiques, qui au
prix d'une hypothèse supplémentaire de périodicité four­
nit les renseignements quantitatifs les plus précis. Elles
utilisent toutes deux le concept de double échelle:
l'échelle microscopique définie afin de représenter la
structure interne du milieu poreux et l'échelle macros­
copique définie au niveau de la structure que l'on sou­
haite modéliser. La notion de Volume Elémentaire
Représentatif (VER) qui correspond à une échelle inter­
médiaire dans laquelle l'hétérogénéité du matériau est
observable est un outil essentiel dans cette approche. La
dimension du VER, au sein de la structure, doit être
assez grande par rapport aux hétérogénéités locales du
sol permettant de donner aux grandeurs moyennes (e.g.
porosité, contraintes ... ) une signification sans ambigu'ité,
mais petite par rapport aux dimensions de la structure.
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Dans le calcul d'un ouvrage réel la dimension du VER
peut être assimilée à la taille d'un échantillon de labo­
ratoire. Dans les paragraphes qui vont suivre, seuls les
aspects qualitatifs les plus importants seront rappelés ren­
voyant à la littérature pour plus de détails (BEAR,
1984 : AURIAULT, 1984; MODARESSI, 1987).

Soient alors, a le tenseur des contraintes, E le tenseur
des déformations, u le vecteur déplacement, D le ten­
seur d'élasticité, p la masse volumique microscopique,
p., la viscosité du fluide, p la pression du fluide, n le vec­
teur unitaire normale extérieure. Les indices s et f se
rapportent respectivement à la phase solide et la phase
fluide. Les hypothèses suivantes sont retenues ; approxi­
mation des petites déformations pour la partie solide, le
fluide considéré en écoulement lent et termes de con­
vection négligés.

Le comportement de chaque phase au niveau micros­
copique est décrit à l'aide de la mécanique des milieux
continus. On considère un solide élastique linéaire occu­
pant dans le VER le domaine Qs et un fluide visqueux
newtonien occupant le domaine nf . Le passage micro­
macro évoqué dans la section précédente se traduit en
prenant les moyennes simples ou pondérées des quan­
tités microscopiques (AURIAULT et SANCHEZ PALEN­
CIA, 1977; BEAR, 1984). Ici seule la méthode des
moyennes simple sans hypothèse de périodicité est pré­
sentée. Cette méthode n'est applicable que sur les
milieux faiblement hétérogènes où les interactions entre
les VERs peuvent être négligées. La méthode des déve­
loppements asymptotiques liée à une hypothèse de
périodicité ne sera pas rappelée (BORNE, 1983).

Fig. 1. - Schéma d'un Volume Elémentaire Représentatif.
Fig. 1. - Schematic presentation

of a representative elementary volume.

Soit n le milieu microscopique, na (0: = s, f) une des
deux phases constituant ce milieu et S a(3 l'interface
entre les phases 0: et (3, pour une fonction cf> quelcon­
que on définit respectivement, en notant Inl le volume
microscopique et Inal le volume de chaque composant,
la moyenne, la moyenne apparente et la moyenne
vraie:

1 / Inl \n cf> dV

1 / Inl '\n cf> dV
a

1 / Inal .\n cf> dV.
a
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On définit également la fraction volumique par: Cette équation peut également s'écrire en fonction des con­
traintes effectives :

Le passage des équations écrites au niveau microscopi­
que aux équations macroscopiques nécessite les formu­
les suivantes (BEAR et PINDER, 1978) :

< grad 1> > a grad < 1> > a + (1 / 101)IS 1> na ds
a

at< 1> > a - (1 / 101)\S 1> at Ua . na ds
a

On voit apparaître ici le rôle de l'eau dans le compor­
tement dynamique, en particulier par la participation des
pressions interstitielles à l'équilibre dynamique du milieu
poreux.

avec:
1.2. Loi de Darcy généralisée

Pour obtenir la loi de Darcy généralisée, qui est une loi
macroscopique, il faut connaître le terme :

es = (1 - nL

p = <p> f

La contrainte totale est alors donnée sous la forme sui­
vante:

<atUf - atUs>f = k. R

d'où grâce à l'équation de conservation de la quantité
de mouvement dans la phase fluide :

R = 1 / OISf af . nf

qui se manifeste dans l'équation de la dynamique de la
phase fluide et le relier ensuite à la vitesse de filtration :

Dans la littérature, le premier terme du membre de
droite de cette dernière relation est approchée par :

<pfattUf>f ;::::; n <Pf>f <attUf>f.

R

A priori il n'y a pas de relation univoque entre ces deux
quantités et il faut des hypothèses supplémentaires. On
fait généralement l'hypothèse de linéarité entre la vitesse
relative du fluide et le terme R en faisant apparaître la
perméabilité microscopique k en tant qu'opérateur de
localisation :

Si bien que la vitesse moyenne relative du fluide par
rapport au solide atUrf sera donnée par:

< aturf = < atuf - atus> f

k (grad (p - <Pf> f g x)

+ <pf>f <attUf>f - Div <7f>f1

<as>s + <af>f = es <a>s

ef <p>f 1 + ef <7f>f

<a>

en décomposant les contraintes dans le fluide en partie iso­
trope et déviatoire. En mécanique des sols, la pression
mesurée étant la pression p dans la phase fluide, nous
posons:

1.1. Conservation de la quantité
de mouvement macroscopique

La méthode des moyennes conduit au résultat suivant,
où les crochets < > désignent des moyennes définies
sur les phases solide ou fluide :

Div <as>s + <Ps>s g + 1 / OlS as' ns = <psattus>s
s

Div <af>f + <Pf>f g + 1 / OlS af' nf = <pfattUf>f
f

Si on appelle n la porosité du squelette solide, les fractions
volumiques es et ef s'écrivent:

Suivant le principe de la contrainte effective de Terzaghi,
celle-ci est définie par :

< a' > = < a' > + p 1

Le terme correspondant à la contrainte effective s'exprime
par la relation suivante :

<a'> = <as>s + (1 - n) p 1 + n <7f>f
1.3. Conservation de la masse globale

qui montre l'influence que la pression interstitielle peut avoir
sur la phase solide, ainsi que la contrainte déviatoire, due
à la viscosité de l'eau. En général, en mécanique des sols,
ces deux termes sont négligés. Enfin, la masse volumique
totale s'écrit en fonction des masses volumiques de cha­
cune des phases :

<p> <Ps>s + <Ps>f

(1 - n) <Ps>s + n <Pf>f.

On obtient alors l'équation d'équilibre macroscopique glo­
bale en contrainte totale en ajoutant les deux équations
dynamiques:

Div <a> + <p> g = <psattus> + <pfattUf>.

En moyennant les équations locales de conservation de
la masse, on en déduit pour la phase solide:

(1 - n) at <Ps>s / <Ps>s

+ div ((1 - n) < atus> S) - atn 0

et pour la phase fluide :

n at <Pf> f / <Pf> f + div (n < atUf> f) + atn = O.

L'équation de la conservation de masse pour l'ensem­
ble des deux phases solide et fluide s'écrit alors :

(1 - n) at <Ps>s / <Ps>s + n at <Pf>f / <Pf>f

+ div t(l - n) <atus>s + n <atUf>f1 = O.
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Ks et Kf étant les modules de compressibilité de la
matrice solide et du fluide interstitiel, on obtient la rela­
tion suivante exprimée en vitesse de filtration du fluide :

(1 - n) Tr <atas>s / Ks - n Tr <ataf>f / Kf

+ div «atus> + <atUrf» = O.

La dépendance fréquentielle de la perméabilité, lorsqu'on
utilise la méthode des développements asymptotiques,
permet de mettre en évidence le couplage inertiel fonc­
tion de la fréquence (BORNE, 1983) tandis que dans
la méthode des moyennes si le couplage inertiel existe,
il est indépendant de la fréquence. Ce dernier point est
important lorsqu'on veut modéliser le comportement d'un
milieu poreux dans le domaine des basses fréquences,
car dans ce cas, le tenseur de perméabilité dans la
méthode des développements asymptotiques pouvant
être considéré indépendant de la fréquence, nous trou­
vons immédiatement une relation dans laquelle seule­
ment l'inertie de la phase solide se présente. Dans la
méthode des moyennes, on sera amené à éliminer
l'accélération relative du fluide par rapport au squelette
solide sachant a priori que ce terme ne joue un rôle fai­
ble à basse fréquence.

Enfin le terme Div < Tf> f dans l'équation de la dyna­
mique représentant le comportement visqueux du fluide
au niveau macroscopique peut être éliminé lorsque le
fluide interstitiel est de l'eau. Dans la méthode des déve­
loppements asymptotiques la viscosité du fluide intersti­
tiel au niveau macroscopique est négligée dans le choix
de l'ordre de grandeur de la contrainte visqueuse par
rapport à la pression.

Dans le paragraphe suivant nous présenterons l'appro­
che macroscopique de Biot pour modéliser les milieux
poreux biphasiques et saturés. Nous comparerons ensuite
les formulations présentes ici prenant en compte la struc­
ture microscopique du milieu avec celles de Biot fon­
dée sur les observations purement macroscopiques.

2. UN MODÈLE MACROSCOPIQUE
DE BIOT

Dans le présent article; seule la formulation dite simpli­
fiée est présentée, renvoyant à la thèse de H. MODA­
RESSI (1987) pour la présentation du modèle complet.
La phase fluide au sein de laquelle se développe l'écou­
lement est continue, et la matrice est constituée d'une
phase solide et éventuellement de pores occlus.
L'influence des pores non connectés peut être éventuel­
lement prise en compte dans la compressibilité du sque­
lette solide, de la même façon le rôle de l'air dissous
dans le fluide peut être introduit par augmentation de
la compressibilité du fluide. La dernière hypothèse porte
sur la longueur d'onde supposée grande, devant la
dimension des pores. Si la longueur d'onde est grande
devant le volume élémentaire, la perméabilité peut être
considérée indépendante de la fréquence (modèle des
basses fréquences de Biot). En supposant la perméabi­
lité indépendante de la fréquence et en négligeant le
couplage inertiel, on retrouve cette formulation simpli­
fiée de l'équation hydraulique. Cette indépendance fré-
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quentielle à basses fréquences a été également propo­
sée par BIOT.

2.1. Conservation de la quantité
de mouvement globale

La conservation de la quantité de mouvement globale
en contrainte totale et en présence des forces de volume
et inertielles s'écrit alors, en négligeant l'accélération rela­
tive du fluide :

Diva" + P g = pattUs

alors qu'en terme de contrainte intergranulaire, avec Œ

désignant un coefficient fonction de la compressibilité de
la matrice solide, on obtient :

Diva" - Œ grad p + P g = pattUs

2.2. Loi de Darcy généralisée

La loi de Darcy généralisée, dans le cadre du modèle
simplifié, est donnée par :

atUrf = K (- grad p + Pf g - pfattus)

2.3. Conservation de la masse globale

Les équations de conservation de la masse, pour cha­
que phase, conduisent à l'équation suivante :

div atUrf + Œ div atus = - n atp / Kf - (Œ - n) atp / Ks

Intégrant l'équation ci-dessus par rapport au temps seu­
lement, il est alors possible d'éliminer aturf dans l'équa­
tion de Darcy, ce qui permet d'écrire le problème en
fonction des variables Us et p, uniquement :

Œ div atus - div (K grad (p - Pfg x))

atp / Q + div (Kpfattus)

Dans l'équation le terme div (Kpfattus) introduit des
matrices asymétriques et nous verrons dans les formu­
lations numériques comment traiter ce problème. Le
domaine d'applicabilité du modèle simplifié sera discuté
plus loin.

2.4. Conditions aux limites

Les conditions aux limites macroscopiques sont rarement
discutées dans les articles traitant de l'homogénéisation.
Il va sans dire qu'elles sont indispensables à la modéli­
sation numérique. Les conditions aux limites, particuliè­
res à la prise en compte du champ sismique libre seront
discutées dans la section 5. Il convient de distinguer les
conditions aux limites mécaniques et hydrauliques.

a. Conditions aux limites mécaniques

Les conditions aux limites mécaniques du modèle sim­
plifié, sont de deux types: soit en déplacements, soit
en forces. On écrit les conditions aux limites, pour l'équi­
libre global, en partitionnant la frontière r du domaine
n en deux parties complémentaires :

r=raurus
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Sur la partie rus de la frontière, une condition aux limi­
tes en déplacements est imposée :

Le déplacement impose u;' est souvent nul en prati­
que, par exemple à l'interface avec le substratum
rocheux. Sur la partie rade la frontière, des forces de
surface T imposées au vecteur des contraintes totales et
non au vecteur des contraintes intergranulaires ou effec­
tives sont imposées :

a. n = T,

Ceci est important du point de vue de la formulation
variationnelle correcte, en vue de l'approximation
numérique.

b. Conditions aux limites hydrauliques

- Les conditions aux limites hydrauliques sont également
de deux types : flux imposés ou pressions imposées et
de même, elles s'écrivent respectivement en considérant
une autre partition de la frontière r :

Là encore, les conditions aux limites sont adaptées à la
bonne formulation variationnelle du problème numé­
rique.

2.5. Loi de comportement élastoplastique
en contraintes effectives

Celle-ci sera détaillée plus loin, dans la section portant
sur le comportement cyclique des sols, mais nous en
retiendrons la forme symbolique suivante, qui dans le
cadre de toute formulation élastoplastique donne le taux
de contraintes effectives et de variables d'écrouissage Œ

en fonction du taux de déformation :

atŒ = LatE

par l'intermédiaire de la matrice élastoplastique D ep et
de la loi d'évolution L.

Outre les conditions aux limites, des conditions initiales
doivent porter sur les déplacements, contraintes effecti­
ves, variables d'écrouissage et pression interstitielle.

On peut finalement résumer le problème à résoudre,
dans le cas du modèle simplifié, de la manière suivante :

Problème couplé dynamique : chercher des champs de
déplacement Us (x,t), de pression p (x,t) et de contrain­
tes et variables d'écrouissage (a" (x, t), Œ (x, t)) qui satis­
font aux équations précédentes et qui vérifient les con­
ditions aux limites; les conditions initiales Us (x,O), p
(x,O), atus (x,O), (a" (x,O), Œ (x,O)) étant connues.
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2.6. Domaine d'application du modèle

Dans la formulation simplifiée, l'accélération relative du
fluide devant l'accélération du squelette pour les problè­
mes à basses fréquences est négligée. Il faut noter que
cette hypothèse est vérifiée pour l'équation hydraulique
dans la méthode d'homogénéisation bâtie à partir des
développements asymptotiques. Pour les problèmes à
fréquences plus élevées, par l'approche par homogénéi­
sation et hypothèse de périodicité, intervient une dépen­
dance fréquentielle des termes de couplages visqueux et
inertiels alors que BIOT prend en compte seulement la
dépendance fréquentielle des termes visqueux (BORNE,
1983).

Une fréquence dite caractéristique sépare les deux
domaines de basses et hautes fréquences. La définition
de cette fréquence caractéristique ne peut se faire qu'à
partir de la physique du problème et correspond à la
limite de l'écoulement du type Poiseuille. Une approche
(GELI, 1985) consiste à supposer les forces inertielles
négligeables devant les forces de couplage visqueuses,
ce qui permet d'obtenir l'expression suivante :

fe ~ g / (27l"k)

avec k la perméabilité cinématique (k = g k'" / V *, k *
la perméabilité géométrique et V * la viscosité cinémati­
que du fluide). La fréquence caractéristique peut être
également déterminée en fonction de la taille des pores.
On cherche alors la taille maximale (d) à partir de
laquelle l'écoulement à l'intérieur du pore ne peut pas
être considéré comme un écoulement du type Poiseuille.
Il faut rappeler que dans la formulation simplifiée (us ­
p) l'hypothèse prise est plus forte que celle des basses
fréquences, car on néglige en outre, l'accélération rela­
tive du fluide dans l'équation d'équilibre global.

Pour évaluer le domaine d'application de chacune des
formulations, ZIENKIEWICZ et al. (1984) ont effectué
une étude monodimensionnelle dans laquelle une charge
périodique est appliquée sur la surface. On permet le
drainage seulement en haut de la colonne. La perméa­
bilité est supposée constante. Le fluide est parfait et le
comportement du squelette est supposé élastique linéaire,
ce qui permet de résoudre facilement le problème en
effectuant une transformation de Fourier par rapport au
temps. En négligeant la compressibilité des grains, ces
auteurs aboutissent à délimiter les domaines d'applica­
tion de chaque formulation présentés dans la figure 2
à l'aide des paramètres adimensionnels III et II2 :

II l = CvT / 27l" L 2 II2 = w L / cp = ao

où, L représente la hauteur de la colonne, cp la vitesse
de propagation des ondes P dans le milieu homogène
équivalent, w la fréquence angulaire de la charge appli­
quée, T la période correspondante, et K la perméabi­
lité (= k / Pf g). Les termes Cv et ao sont respectivement
les coefficients de consolidation classiques de la méca­
nique des sols et la fréquence adimensionnelle utilisée
en interaction dynamique sol-structure. Le terme III est
donc (à 27l" près) le temps réduit de la théorie de la con­
solidation classique et II2 exactement la fréquence
réduite. Par conséquent III caractérise globalement
l'aspect mono ou biphasique du mélange : si III est
petit (cas dit « non drainé» en mécanique des sols) le
mélange se comporte essentiellement comme un milieu
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f ~ Pf g 1 (27f P k)

Fig. 2. - Domaine d'application de chaque modèle
(d'après Zienkeiwicz et al. (1980)).

Fig. 2. - Domain of application of each model (following 2. .J.

On peut constater que le produit III . (II2) 2 correspon­
dant à la limite d'applicabilité de la formulation simpli­
fiée est approximativement égal à l'unité ; or si nous cal­
culons la valeur de la fréquence correspondante nous
obtenons:

HUJEUX a présenté une loi de comportement élasto­
plastique multimécanisme avec écrouissage cinématique
qui décrit le comportement des sols sous les chargements
cycliques (AUBRY et al., 1982 ; HUJEUX, 1985). Trois
mécanismes de déformations plastiques déviatoires en
déformation plane dans trois plans orthogonaux sont
introduits, ainsi qu'un mécanisme de consolidation pure­
ment volumique. Ces quatre mécanismes sont actifs aussi
bien pendant les chargements primaires que cycliques.
La décomposition se fait dans un repère fixe, et cha­
que mécanisme déviatoire sera équivalent à un critère
de Mohr-Coulomb, relativement au plan correspondant.
Les équations sont succinctement présentées dans les
deux paragraphes suivants. La signification des paramè­
tres est présentée ensuite.

vants sont importants, du point de vue de la modélisa­
tion, dès lors que dans un calcul de propagation d'ondes
existeront des zones subissant des déformations couvrant
une large gamme :

- les résultats expérimentaux sur les sols (lSHIHARA,
1982 ; HUJEUX, 1985 et HICHER, 1985) montrent
que, lorsque l'amplitude des déformations cycliques de
cisaillement "le est inférieur à 10 -5, le comportement
des sols reste élastique mais non linéaire car dépendant
de la pression moyenne ;

- lorsque "le varie entre 10 -5 et 10 -4, le sol est dans
un domaine hystérétique stabilisé, c'est-à-dire que la
forme des cycles ne varie pas, si on continue le char­
gement cyclique. L'aire du cycle correspond à l'énergie
dissipée pour créer la déformation plastique. L'analyse
linéaire-équivalente (SEED et IDRISS, 1969) est appli­
cable dans ce domaine. Rappelons que dans cette
méthode on remplace le sol par un matériau linéaire
avec amortissement de telle sorte que la rigidité et l'éner­
gie dissipée entre les deux systèmes soient équivalen­
tes. Il faut noter que la limite 10 -4 est une limite
approximative et sert seulement dans la modélisation
numérique d'un problème particulier;

- pour les amplitudes de cycle "le supérieures à 10- 4

pour les sables on observe une modification de la forme
des cycles, due à un réarrangement des grains qui, dans
le cas drainé, provoque la densification du sol et dans
le cas non drainé, augmente la pression interstitielle.
Dans ce dernier cas cette augmentation entraîne la dimi­
nution de la contrainte effective et le phénomène de
liquéfaction. L'évaluation de la pression interstitielle et
de la déformation permanente, à ce niveau de défor­
mation, ne peut se faire qu'à l'aide d'une loi de com­
portement incrémentale, c'est-à-dire, qui tienne compte
de l'histoire du chargement, de l'état actuel de contrain­
tes effectives et qui relie à chaque instant le tenseur des
taux de contraintes effectives au tenseur des taux de
déformations.

monophasique. II2 est plutôt relatif à la longueur
d'onde caractéristique par rapport à la taille du domaine.
Dans cette figure (fig. 2), on distinguera :

- la zone 1 : phénomène lent (accélérations des deux
phases négligeables) ;

- la zone 2 : vitesse modérée (accélération relative de
la phase fluide négligeable) ;

- la zone 3 : phénomène rapide (modèle complet).

-}

/{r

/ {..'

On s'aperçoit alors que la fréquence caractéristique sem­
ble une expression acceptable (dans le cadre des hypo­
thèses faites) donnant la limite supérieure de l'applica­
bilité de la formulation simplifiée. Dans certains sols très
perméables (k = 10 -1 à 10 -2 mlsec), la fréquence
caractéristique peut être dans la plage habituelle des fré­
quences sismiques (inférieures à environ 20 Hertz). Pour
les valeurs de III supérieures à 10 2

, le problème peut
être considéré drainé, car le chargement est très lent et
la pression interstitielle dans le fluide a le temps de se
dissiper. Pour les chargements rapides (III très faible et
II2 grand) le comportement du sol est un comporte­
ment non drainé. On peut alors éventuellement envisa­
ger des calculs monophasiques mais en prenant en
compte des paramètres non drainés pour définir le com­
portement de l'ensemble. Le problème qui se pose est
qu'au voisinage des endroits où un drainage peut s'effec­
tuer se développe une couche limite dans laquelle, quelle
que soit la fréquence de chargement, une dissipation de
la pression interstitielle s'effectue.

3.1. Modélisation du domaine élastique

3. COMPORTEMENT
ÉLASTOPLASTIQUE CYCLIQUE DES SOLS

Les déformations élastiques sont définies par une loi
incrémentale isotrope non linéaire. Le modèle choisi
s'écrit pour la partie isotrope :

Le sol a un comportement fortement non linéaire et
cette non-linéarité se manifeste dès le début du charge­
ment déviatoire ou isotrope. Les aspects qualitatifs sui-

avec:

K Kréf (p' 1 Préf) n
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et Préf pression de référence, Kréf module volumique
élastique de référence, n exposant élastique, p' pression
moyenne effective, Eve déformation volumique élastique,
K module volumique élastique. Une expression similaire
est utilisée pour la partie déviatoire. Les paramètres K
et n sont fonctions de la géométrie de l'assemblage,
c'est-à-dire des variables d'écrouissage. Une analyse ther­
modynamique montre qu'en fait, il y a un couplage
entre les parties isotrope et déviatoire, qui a été négligé
ici.

3.2. Modélisation du domaine
plastique - chargement monotone

Chaque mécanisme ou fonction de charge a une varia­
ble d'écrouissage, liée à la mobilisation du frottement,
qui lui est propre alors que l'écrouissage en densité est
commun. Dans les formules ci-dessous, l'indice M se
rapporte au chargement Monotone (soit le chargement
primaire, soit un chargement à une intensité suffisante
pour effacer l'histoire du chargement) et l'indice C se
rapporte au chargement cyclique.

a. Fonction de charge monotone

Elle est essentiellement représentée par le critère de
Mohr-Coulomb, auquel on a ajouté un terme d'écrouis­
sage ra appelé le taux de frottement mobilisé et une
fonction F appelée fonction d'enchevêtrement:

fM a (a', np ' ra) =

a'b - a' c + [F (a'b + a'Cl np) ral (a' b + a'J sin ~

où a'b représente la contrainte principale effective
numéro « b », ~ l'angle de frottement de palier. La fonc­
tion F dépend du rapport : contrainte normale actuelle,
contrainte d'enchevêtrement, sur ce plan, liée à la poro­
sité plastique np et est donnée par :

F (a'b + a'Cl np) = 1 - b Log (a'b + a'c / Pc (np))

où b est une constante du matériau et Pc (np) repré­
sente la pression de consolidation donnée par :

Pc (np) = Pco exp (- (3 np)

L'intervention de la fonction F dans le critère de Mohr­
Coulomb permet d'incorporer le concept d'état critique
dans la description du comportement. On en déduit le
taux de variation de la fonction F, influencé à la fois
par le taux de pression effective et de porosité :

dt F = - b [( 1 / (a'b + a'J) dt (a'b + a'J + (3 dtnp]

De la même manière, on peut mettre en évidence, dans
le taux de la fonction de charge fa' c'est-à-dire la résis­
tance instantanée du matériau, les termes dus au frot­
tement et les termes dus à l'évolution des variables
d'écrouissage :

dtfa = [aa (a'b + a'J + (Fa - b) ra sin ~ aa (a'b + a'J]

dt a + (a'b + a'J (- b(3ra dtnp + Fadtra) sin ~

b. Loi d'écoulement

La loi d'écoulement relative à chaque mécanisme repose
sur l'associativité par rapport à la différence des contrain-
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tes principales tout en respectant la loi de dilatance de Ros­
coe et l'état caractéristique défini par l'angle l/;. On en déduit
que la direction des taux de déformations plastiques relati­
ves au mécanisme « a » est donnée par :

l/Ja aa (ab - ac)

+ (1/3) (sin l/; + (ab - ac) / (ab + ac)) 1

La vitesse de déformation plastique totale est obtenue à
partir de la contribution de chaque mécanisme pondérée
par les multiplicateurs plastiques Àpa correspondants:

OP = Ea Àpa l/;a

c. Loi d'évolution des variables d'écrouissage

L'évolution de la porosité plastique est obtenue, en utili­
sant la conservation de la masse à partir de la variation de
volume plastique :

d n = E Àpb Tr (Dpb)
t P b

L'évolution du frottement mobilisé r a est donnée par une
relation empirique très simple, où le paramètre a est sup­
posé être une constante du matériau :

dtra = Àpa (1 - ra) 2 / a

d. Formulation élastoplastique

Elle est tout à fait classique et permet de relier le taux de
contraintes effectives au taux de déformations élastiques :

dta' = À tr (0) 1 + 2f-t 0 - Eb ÀPb [À tr (Dpb) 1 + 2f-t Dpb]

où À et f-t sont les paramètres élastiques de Lamé, obte­
nus à partir des modules définis dans le paragraphe
précédent.

3.3. Cas des chargements cycliques

Le manque de place ne nous permet pas de dévelop­
per les équations relatives au comportement cyclique et
on reportera le lecteur à HUJEUX (1985). D'un point
de vue qualitatif, celui-ci est caractérisé par une surface
de charge relative à chaque mécanisme, possédant ses
propres variables d'écrouissage évoluant continûment
entre deux charge-décharge ou décharge-charge consé­
cutives, et remises à jour de manière discontinue lors­
que de telles séquences se manifestent. Mises à part ces
différences, les fonctions de charge cyclique sont sem­
blables aux fonctions de charges monotones définies plus
haut. La figure 3 donne une idée schématique de la
configuration possible à un instant donné des surfaces
de charge cycliques et monotones.

En outre la loi d'écoulement plastique cyclique tente de
respecter les aspects expérimentaux qui ont été mention­
nés plus haut, de la manière suivante. Dans le domaine
cyclique-plastique, la loi de dilatance obtenue à partir de
l'angle caractéristique est plus ou moins mobilisée sui­
vant la valeur de la variable d'écrouissage ra: si ra est
nul, il n'y a pas de variation de volume plastique et donc
sur des chemins non drainés pas de variation de pres­
sion interstitielle ; ce qui sera le cas évidemment dans
le domaine élastique, mais aussi dans le domaine hysté-
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Fig. 3. - Surfaces de charge monotone et cyclique.
Fig. 3. - Monotonie and cyclic yield surface.

rétique. Si ra est plus important, la loi de dilatance de
Roscoe généralisée est prise en compte, ce qui sera le
cas au-delà du domaine mobilisé.

3.4. Détermination des paramètres
de la loi de comportement

Le comportement des sols sous chargements cycliques
est complexe et ne peut être mis en équation qu'à par­
tir d'un nombre malheureusement assez grand de para­
mètres. La loi de Hujeux n'échappe pas à cette règle.
Deux familles de paramètres interviennent : les paramè­
tres physiques qui sont déterminés par les essais de labo­
ratoire et les paramètres numériques propres à la for­
mulation de la loi et qui servent à caler les courbes
numériques et expérimentales. HUJEUX (1985) et
HAJAL (1984) donnent un certain nombre de fourchet­
tes des valeurs pour ces paramètres. Un effort est encore
nécessaire pour compléter ces travaux pour définir des
paramètres sur un plus grand nombre .de sols. En outre,
ces paramètres peuvent être classés en fonction de leurs
natures et leurs domaines d'application : paramètres élas­
tiques, d'état critique, d'écrouissage, et de limites de
comportement.

La détermination des paramètres élastiques nécessite des
mesures très précises, car situées dans le domaine de
très petites déformations. Les essais cycliques spéciaux
tels que ceux développés par ELHOSRI (1984) ou la
colonne résonnante (BOELLE, 1983) permettent d'arri­
ver à cette fin. D'une manière générale, dans les essais
drainés, et si la vitesse de déformations est faible les
déformations élastiques seront négligeables devant les
déformations plastiques pour des déformations totales
supérieures à 0,005. Dans ces conditions, la détermi­
nation précise des paramètres élastiques n'est pas perti­
nente. Dans les essais non drainés au contraire la
décomposition théorique de la déformation en partie
élastique et plastique, ainsi que l'incompressibilité rela­
tive de l'eau imposent la condition suivante:

On en déduit la variation de pression effective :

atp' = - K atEVp
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Si les paramètres plastiques ont été calés sur des essais
drainés et que l'on manque d'informations sur les para­
mètres élastiques, il est possible à ce niveau de jouer
sur les paramètres élastiques.

L'angle de frottement cP dans la description de la loi est
l'angle de frottement sur le palier de plasticité parfaite
à l'état critique. Des essais triaxiaux drainés (avec mesure
des variations de volume) ou non drainés (avec mesure
des pressions interstitielles) à des contraintes effectives
de confinement différentes conviennent. Le module de
compressibilité plastique {3 est obtenu par le concept
d'état critique. On remarque que, par exemple, le para­
mètre d'écrouissage déviatoire a joué surtout sur la pente
initiale de la surface de charges dans le plan (p - q)
et que le paramètre b (également p co) joue plutôt sur
l'abscisse des pics. D'une manière générale des procédés
relativement systématiques (HAJAL, 1984) et des plages de
valeur des paramètres suivant les types de matériau ont été
élaborés. Plus récemment, un logiciel d'identification auto­
matique des paramètres PARASOL, a été développé, cou­
plé à une base de données.

Afin d'illustrer rapidement les possibilités de la loi de com­
portement depuis les petites jusqu'aux moyennes déforma­
tions, les exemples ci-dessous (fig. 6, 7), tirés de HUJEUX
(1985) montrent un fonctionnement convenable de la loi,
aussi bien pour les essais monotones que cycliques, drai­
nés ou non drainés et permettent d'apprécier si les princi­
paux aspects mentionnés en début de cette section sont bien
pris en compte. Ceux-ci sont évidemment essentiels à une
modélisation correcte du problème numérique, qui sera
développée dans la section suivante.

t:
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Fig. 4. - Simulation du comportement cyclique depuis les très
petites (10 - 5) jusqu 1aux moyennes déformations (10 - 2).

Fig. 4. - Cyclic behaviour simulation from very small (10 - 5)
ta small (10 -2)) stains.
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COMPARAISON MODELES SEED ET J.C. HUJEUX

G/GMAX en fonction de la distortion
Amortissement en fonction de la distortion
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Fig. 5. - Courbes (G - y) et (t - y) simulées par la loi des comportements.
Fig. 5. - (G - y) and (t - y) curves simu/ated by the constitutive mode/.

4. MODÉLISATION NUMÉRIQUE
EN DYNAMIQUE DES SOLS TRANSITOIRE
NON LINÉAIRE

Après avoir établi la formulation variationnelle du pro­
blème, les différentes équations sont discrétisées, par rap­
port à l'espace en éléments finis et au temps par un
$chéma de Newmark mixte implicite-explicite. La discré­
tisation totale est alors mise en œuvre directement du
point de vue informatique. Il faut noter que la résolu­
tion numérique du système d'équations présentées néces­
site des méthodes performantes et rapides. Le choix des
algorithmes de résolution et d'intégration est discuté et
la stabilité du schéma numérique est présenté dans ce
chapitre. Enfin, si la discrétisation d'un milieu continu

nous permet de trouver une solution approchée accep­
table pour le problème posé, elle est toujours entachée
d'effets parasites qui peuvent perturber complètement la
solution obtenue, en particulier dans le cas dynamique
tels que par exemple des diffractions sur des éléments
de tailles différentes, des dispersions numériques ou une
propagation anisotrope due au maillage.

Dans ce qui suit, pour alléger la présentation, nous uti­
liserons les notations suivantes, pour deux champs de
vecteurs (v l' v2), ou de tenseurs (71' 72)' définis sur le
domaine 0, ou sur sa frontière r :

(71' 72)0 .\n 71 . 72dO Eij .\n71ij . 72ij dO

(vI' V2)0 Î VI . v2dO Ei .\nv1i . V2i dO.0

<vI' v2>r Î VI . v2dr Ei .\rV1i· V2i dO.r
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Fig. 6. - Simulation du comportement cyclique drainé du sable d'Hostun.
Fig. 6. - Cyc/ic drained behaviour of Hostun sand.

Problème variationnel: chercher us(t) E Vs, p(t) E Q et

(a"(t), a(t)) vérifiant la formulation variationnelle, la loi

de comportement et les conditions initiales.

(K grad p, grad q) ü

< <P, q > r<p - (K grad (Pfg X), grad q)ü

Le problème initial peut se formuler de la manière

suivante:

4.1. Principe des travaux virtuels
ou formulation variationnelle

En conservant la même définition pour la loi de com­
portement, on écrit la formulation variationnelle du pro­
blème. Soit Vs le champ de déplacements virtuels ciné­
matiquement admissibles :

Vs = [ws / Ws régulier sur 0 / Ws = 0 sur r usJ

Soit Q le champ de pressions virtuelles admissibles, c'est­
à-dire définies par :

Q = [q / q régulière sur 0 / q = 0 sur r p]

alors la formulation variationnelle du modèle (u - p)
s'écrit (MODARESSI, 1987) :
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Fig. 7. - Simulation du comportement cyclique non drainé du sable d'Hostun.
Fig. 7. - Cyc/ic undrained behaviour of Hostun sand.

On vérifie, comme cela avait été mentionné dans le
choix retenu des conditions aux limites, que cette for­
mulation est bien adaptée aux conditions aux limites en
contraintes totales sur ra et en flux sur r «J' Cela servira
ultérieurement, pour raccorder des zones mono et
biphasiques.

4.2. Approximation en espace
par éléments finis

Une formulation isoparamétrique classique est employée
pour discrétiser le problème ci-dessus par la méthode des
éléments finis. Les champs de déplacements us(t) et de
pression p (t), définis dans les espaces de dimensions infi-

nies, seront approchés par des champs ush(t) et Ph(t)
définis dans les espaces V sh et Qh de dimensions finies,
construits à partir des fonctions de base générées par
la méthode des éléments finis. Pour chercher les
approximations des autres inconnues a" (t) et a(t) il faut
approcher ces inconnues par des fonctions constantes sur
chaque sous-élément défini par l'intégration numérique
choisie et égales à leurs valeurs aux points d'intégration.

La formulation variationnelle approchée s'écrit alors :

Problème variationnel approché : chercher u sh (t) E Vsh'
Ph (t) E Qh et (a" h(t), ah (t)) vérifiant les équations pré­
cédentes et les conditions initiales; V W sh E Vsh' V qh
E Qh'
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Remarque: La discrétisation en espace étant classique,
nous renvoyons aux ouvrages sur la méthode des élé­
ments finis où les fonctions de base relatives à ces élé­
ments sont définies.

Mise en œuvre numérique

A chaque nœud du maillage, on associe une fonction
de base WJ polynomiale sur chaque élément, égale au
nœud J, nulle sur les autres. En introduisant des som­
mations sur les directions de l'espace et sur les nœuds
libres, on pose :

ush E Usli ' Wsr e j

Ph EPr· WfI

Wsh WsJ' ej

qh WfJ

Pour simplifier la présentation, les mêmes fonctions de
base pour le déplacement du squelette solide et la pres­
sion interstitielle dans le fluide sont utilisées. Cependant
il semble intéressant de prendre pour la pression des
fonctions de base d'ordre inférieur par rapport au dépla­
cement du squelette solide, en particulier lorsque l'eau
est considérée comme étant très faiblement compressi­
ble. L'introduction des développements précédents dans
les équations variationnelles approchées donnent
finalement :

E attusli <\ (p Wr , wJ) + (a" , E(WJ . e))ü

- Œ E Pr(wr , div wJej) = (p g, wJ . e)ü + <T, WJ . ej>ra

E attUsli (div pfK wre j , wJ) - ex E atusli (div wre j , wJ)

E atPr (l/QwJ, wJ) - E Pr (K . grad Wr , grad wJ)

< cp, WJ> r<,O - (K grad (Pf g X), grad WJ) ü

Le caractère couplé des équations mécanique et hydrau­
lique apparaît à l'évidence dans le système différentiel
en temps, ci-dessus, puisque les déplacements du sque­
lette, ainsi que les pressions interstitielles figurent simul­
tanément dans les deux équations.

4.3. Discrétisation en temps

La semi-discrétisation en espace a permis de transfor­
mer les équations aux dérivées partielles en système
d'équations différentielles ordinaires. L'évolution des
inconnues dans le temps est donnée grâce à la discréti­
sation en temps. Ici nous utilisons la méthode d'intégra­
tion pas à pas et en particulier un schéma mixte
Implicite-Explicite qui a été proposé par HUGHES et LIU
(1978). L'avantage de ce genre de technique mixte est
de pouvoir traiter des zones où les vitesses de propa­
gation peuvent être très différentes, en tirant avantage
des aspects complémentaires d'un schéma implicite et
explicite. L'algorithme Implicite-Explicite est composé de
l'algorithme implicite de Newmark et un algorithme expli­
cite prédicteur-correcteur. Le domaine 0 est partitionné
en deux sous-domaines 0 1 et 0E correspondant aux
zones implicite et explicite.

Soit alors ]0, T[ l'intervalle en temps de l'analyse. On
découpe cet intervalle en pas de temps ~t non néces­
sairement égaux. Cependant, pour une plus grande sim-
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plicité des équations, nous supposerons ces pas de
temps égaux, si bien qu'à l'étape n, on essaye d'appro­
cher Ush (n ~t), a"sh (n ~t), Ph (n ~t) ... , par une suite :
Ushn ' a"shn' Phn' Comme, dorénavant, dans cette étude,
il ne sera plus question que de la discrétisation en temps
des approximations par éléments finis de u sh (t), a" sh (t) ,
Urfh (t)), Ph (t) ... , nous supprimerons dans la suite l'indice
h.

Cette notation étant retenue, l'algorithme en temps se
définit à partir d'un algorithme standard de Newmark,
muni des paramètres classiques ({3, 'Y), mais en intro­
duisant, en outre les notions de prédicteur et de cor­
recteur suivants: soit (u sn ' a'sn, vsn ' asn), une suite cen­
sée approcher les déplacements, contraintes, vitesses et
accélérations de la partie solide, et soit une suite sem­
blable pour la partie pression interstitielle. On définit
alors, dans le cadre de la méthode mixte :

Le prédicteur de Newmark :

un+1 Un + ~t Vn + ~t2 (1 - (3 / 2) an

Le correcteur de Newmark :

un +1 Un +1* + ~t
2

{3 an +1

Vn+1 Vn+1* + ~t 'Y an +1

a"sn+ 1 = a"sn + ~t Dep ; E (un+1 - un)

des expressions similaires étant déduites pour les pres­
sions interstitielles.

En injectant ces expressions dans les équations obtenues
précédemment, on aboutit à la résolution d'un système
non linéaire en un +1 pour la partie implicite et linéaire
trivial en un +1';' pour la partie explicite. Les itérations ne
porteront au cours de l'étape (n + 1) que sur les pre­
miers termes.

Remarque:

Dans le cadre de la loi élastoplastique retenue, la
méthode d'intégration de la loi de comportement doit
être très précise, vu les très fortes non linéarités. Néan­
moins, là encore, la forme envisagée ici permet d'expo­
ser convenablement l'algorithme implicite-explicite, sans
lourdeur excessive de notations. L'intégration précise de
la loi de comportement est discutée plus loin.

Remarque:

Dans cette approche, ce sont les éléments finis qui sont
déclarés implicites ou explicites, et non leurs nœuds, ce
qui fait qu'il n'y a pas des déplacements de nœuds qui
sont «en avance» ou «en retard» par rapport à
d'autres; ce sont seulement des contributions énergéti­
ques qui sont prédites et corrigées. La conséquence
essentielle est que l'interface entre les deux zones est trai­
tée sans ambiguïté.
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4.4. Frontières absorbantes et conditions
aux limites à l'infini

Comme cela a été rappelé dans l'introduction, très sou­
vent en géotechnique et en génie parasismique, le
domaine de sol à étudier au voisinage des hétérogénéi­
tés locales est de très grande dimension, par rapport à
celles-ci, et doit être modélisé comme un milieu infini.
Cela est la source de difficultés numériques pour une
méthode telle que la méthode des éléments finis car des
réflexions d'ondes parasites se produisent à la frontière
du maillage. Une technique de frontière absorbante,
basée sur l'approximation paraxiale est présentée dans
ce paragraphe, ainsi que la mise en œuvre d'un élément
de frontière qui permet d'utiliser la méthode des élé­
ments finis même dans le cas d'un domaine non borné.
Cependant, il faut noter que si du point de vue de coût
de calcul cette méthode n'est pas comparable avec les
méthodes semi-analytiques comme la méthode d'Aki­
Larner, c'est la seule méthode qui permette de travail­
ler directement dans le domaine temporel, pour des
ondes incidentes sur le maillage non nécessairement
normales.

4.5. Partition du domaine infini de sol

Pour étudier le problème, lorsqu'on est en présence d'un
sol élastoplastique, nous partageons le domaine infini en
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lastiques et modélisé par les équations des précédents
chapitres. Ces sédiments sont situés à proximité de la
surface libre. Ce domaine est borné, mais de géométrie
quelconque;

- le domaine 0sm' constitué de sédiments non élasti­
ques et monophasiques. Ce domaine réalise une zone
de transition éventuelle entre 0sb et 0 s" et est borné.

Le comportement du sol dans le domaine 0s, est élas­
tique, monophasique. Ce domaine est non borné. Le
comportement de ce domaine sera modélisé par
l'approximation paraxiale des équations de l'élastodyna­
mique. La stratigraphie dans 0s, est suffisamment sim­
ple, de telle manière que le champ sismique incident se
propageant dans celle-ci, puisse être calculé soit analy­
tiquement, soit par une méthode du type Thomson­
Haskell. Pour fixer les idées, on pourra se contenter du
cas d'un matériau homogène.

L'ensemble des équations traduisant la modélisation
s'écrit de la manière suivante.

Dans Os'

Le champ de déplacement us' vérifie les équations de
l'élastodynamique transitoire, c'est-à-dire en supposant,
en outre que le matériau est homogène isotrope. A
l'infini, le champ us' doit tendre vers le champ sismique
incident u j qui, pour fixer les idées, peut être pris sous

Fig. 8. - Partition du domaine du 50/.

Fig. 8. - Soif domain decomposition.

deux parties 0s et 0 s, (fig. 8). D'une manlere générale,
les hétérogénéités quelconques sont dans le domaine
0 s, alors que le domaine extérieur 0s, est relativement
régulier et homogène. Les hypothèses suivantes sont
retenues.

Le domaine 0 s lui-même est décomposé en deux
parties:

- le domaine 0sb constitué de sédiments poreux, ané-

forme d'ondes planes, compatibles avec la stratigraphie
horizontale de 0s" On a donc:

Hm Us' = U j lorsque Ixl - 00

Le tenseur des contraintes dans 0s, s'écrit comme la
somme des contraintes statiques as'o (présismique) et
des contraintes dynamiques.

as' = as'o + as, (us,)
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Interface E entre Os et Os'

A l'interface E entre Os et Os' on doit écrire la continuité
des déplacements et des vecteurs contraintes :

Rappelons que le comportement est supposé élastique
dans un voisinage de E, si bien que la notation ts' (us,),
a bien un sens :

Le comportement élastoplastique des sédiments est régi
par les équations classiques de l'élastoplasticité dynami­
que. Le champ de contraintes dans Os doit satisfaire
des conditions de surface libre sur r s'

Dans Osb

Le comportement des sédiments dans ce domaine est
décrit par le modèle biphasique présenté plus haut. Nous
ne réécrivons pas ces équations, cependant, il est impor­
tant de décrire les conditions de raccord entre 0sm et

°sb'

Raccord entre 0sb (u - p) et 0sm

A l'interface, on doit écrire la continuité du déplacement
de la phase solide, la continuité du vecteur contrainte
totale, et la nullité de la vitesse d'écoulement:

usb = Usm ' K . grad p . nsb = 0

tsb + tsm = O.

Les mêmes remarques que précédemment s'appliquent
dans le cas du raccord avec un milieu poreux quasiment
imperméable, ou au contraire quasiment perméable. On
notera ici une nouvelle fois que les conditions aux limi­
tes retenues au départ et la formulation variationnelle
qui en découle sont également bien adaptées aux con­
ditions de raccord entre une zone biphasique et une zone
monophasique. Dans la pratique, il s'avère que la pos­
sibilité de mixer de telles zones est particulièrement
intéressante.

Conditions initiales

On a donc maintenant écrit toutes les équations à notre
disposition à chaque instant t successivement dans le
domaine extérieur élastique Os' et dans le domaine inté­
rieur élastoplastique Os' Il faut en outre adjoindre des
conditions initiales qui sont du type de celles qui avaient
été développées dans la section précédente.

4 .. 6. Approximation paraxiale

Nous présentons ici les principales étapes de la cons­
truction de frontières absorbantes, basées sur l'approxi­
mation paraxiale des ondes diffractées vers l'infini. Pour
les détails nous renvoyons à COHEN (1984) et MODA­
RESSI (1987).
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a. Impédance spectrale de l'interface E

Pour construire systématiquement l'approximation pa­
raxiale, on procède à une transformée de Fourier des
équations de l'élastodynamique par rapport au temps,
ainsi qu'aux deux variables d'espace dans le plan tan­
gent à la frontière E. Ici nous nous limiterons au cas
où E est une surface plane. D'autre part, nous n'exa­
minerons pas non plus le cas de frontière avec coin pour
lequel nous renvoyons à ENGQUIST et MAJDA (1979).

Pour évaluer l'impédance de la frontière E, il faut cal­
culer le vecteur contrainte to sur la facette de normale
e3 en X3 = O. On peut faire subir à t (x', x3) la même
transformée de Fourier, si bien que dans le domaine de
Fourier, on obtient l'impédance spectrale de la frontière
E sous la forme :

tô = A (I~'I, w) û'o (~', w)

où A désigne l'opérateur impédance spectrale globale,
w la pulsation, ~' le vecteur d'ondes. Revenant à l'espace
physique, par la transformée de Fourier inverse, on
obtient:

to (x', t) =

(21r) -3/2 ,1 A I~'I, w) Ûo (~', w) exp [1 (~'x' + wt)] d~' dw

b. Approximation paraxiale de l'impédance

La relation précédente représente l'action spectrale exer­
cée par le domaine extérieur Os' sur le domaine inté­
rieur Os' lorsque Os' est le siège d'ondes rayonnant à
partir de E vers l'extérieur. Cette impédance n'est pas
locale puisqu'elle fait intervenir Û' 0 (~', w) transformée
de Fourier de Ûo (x', t) pour tout x' et 1. L'idée est alors
de développer les nombres d'ondes relatifs aux ondes P et
S, ~s et ~p selon les puissances de I~'I / w (ENGQUIST
et MAJDA, 1977). Cette approximation sera bonne soit
à haute fréquence, soit pour I~'I petit. On voit ainsi que,
pour I~'I petit, on aura des ondes se propageant selon
des directions voisines de e 3, comme cela est indiqué
sur la figure 9.

Fig. 9. - Frontière absorbante et interface entre
le domaine extérieur et intérieur.

Fig. 9. - Absording boundary and the interface between
outer and inner domains.

Si on utilise des développements limites pour ~p et ~s'

en multipliant par une puissance convenable de w, de
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manière à supprimer cette quantité au dénominateur, on
obtiendra:

Ao (~', w) to = Al (~', w) Ûo

où Ai est une fonction polynômiale de ~' et de w. On
pourra se reporter à ENGQUIST et MAJDA (1979) pour
un calcul détaillé des Ai' Par exemple à l'ordre zéro on
obtient:

ts' = PCpatU3e3 + pcsatus

qui est précisément l'impédance transitoire d'amortisseurs
distribués le long de la frontière 1: très souvent utilisés
en pratique. A l'ordre un, on obtient une expression plus
compliquée, où on voit apparaître la dérivée par rap­
port au temps du vecteur contrainte.

La conclusion essentielle de cette section est que
l'approximation paraxiale dans le domaine extérieur Os'
permet d'obtenir une impédance locale transitoire ne fai­
sant intervenir que les dérivées intérieures, à la frontière
1: de raccordement. On retiendra sous forme symboli­
que les expressions suivantes à l'ordre zéro et un,
respectivement :

ts' = Ao (atus)

atts' = Al (attUs,atUs'us)

pour le champ rayonnant vers l'extérieur de Os"

c. Formulation variationnelle du raccord sur E
On rappelle que le voisinage de l'interface 1: apparte­
nant à Os a un comportement supposé élastique
linéaire. A l'infini le champ total us' doit être égal au
champ sismique incident U'j généré par le mécanisme
au foyer; on a donc :

(us' - u') vérifie les conditions de radiation à l'infini.

En pratique on décompose le champ total u' s en
champ incident et champ diffraction-rayonnement u' r
sur l'interface 1: :

u's = U'j + u'r

Sur l'interface 1: on aura pour le champ rayonnant dans
O's due à la diffraction sur 1:, et pour l'approximation
d'ordre zéro :

Ce champ rayonné obéissant à l'équation paraxiale véri­
fie donc la condition de radiation approximativement. La
continuité du vecteur contrainte sur l'interface 1: et
l'hypothèse de linéarité au voisinage de 1: permettent
d'écrire, dans le cas de l'approximation paraxiale d'ordre
zéro:

ts ts' (us,) - ts' (u') - ts' (u'r)

ts' (U'i) Ao (atu'r)

ts' (u') Ao (atus) + Ao (atu')

qui donne explicitement la sollicitation due au champ sis­
mique libre, c'est-à-dire sans la présence des hétérogé­
néités locales que l'on souhaite étudier.

Dans le domaine 0sb contenant le matériau poreux
biphasique, la formulation variationnelle est celle présen­
tée précédemment. Les conditions aux limites envisagées
alors, permettent de traiter directement les conditions de
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raccord entre une telle zone et la zone de matériau
monophasique, que nous avons mentionnées au début
de ce chapitre. Par conséquent, nous nous limitons
maintenant à la formulation variationnelle permettant de
raccorder les zones 0sm correspondant à un domaine
borné constitué de matériau monophasique (éventuelle­
ment anélastique) au domaine Os' non borné, constitué
d'un matériau élastique et dont la propagation des ondes
est approchée par l'équation paraxiale.

Soit alors, W un champ de déplacements virtuels ciné­
matiquement admissibles dans 0sm' on écrit à partir du
principe des travaux virtuels pour tout W :

(p attus, w)üsm + (as' E (w))üsm - < ts' W > E = (pg, w)üsm
La loi de comportement est celle que nous avons pré­
sentée plus haut. Si on prend en compte l'expression
obtenue plus haut du vecteur contrainte à l'interface, on
en déduit:

(p attUs, w)üsm + (as' E (w))üsm + < Ao (atus), W > E

= (p g, w)üsm + < - ts' (u') + Ao (atu'), w> E

Ce qui constitue la forme finale des termes à mettre en
œuvre dans les calculs. Dans le cas de l'équation d'ordre
supérieur, on obtient des équations qui font intervenir
la vitesse du vecteur contrainte, qui sera discrétisée
ensuite en temps. Nous rappelons simplement que nous
utilisons le schéma mixte de Newmark que nous avons
présenté en détail dans le chapitre précédent.

5. APPLICATIONS
AU GÉNIE PARASISMIQUE

Après avoir donné, dans les sections précédentes, les
éléments d'une modélisation mécanique et numérique
des sédiments saturés, soumis à des sollicitations dyna­
miques, nous proposons maintenant de montrer com­
ment les différents aspects interviennent d'une manière
très couplée dans l'application à deux problèmes aux
limites. Tout d'abord, une colonne de sol sera soumise
à des ondes SV ou P à propagation verticale ; cet exem­
ple simple permettra d'appréhender clairement le rôle
respectif de la loi de comportement et des variations de
volume, ainsi que l'influence des pressions interstitielles.
Le deuxième exemple, plus complexe, traitera de
l'influence du rôle de l'eau et du comportement non
élastique des sédiments sur les effets locaux de site en
génie parasismique.

Champ incident
Le champ incident sous la forme d'onde plane peut con­
tenir différents types de signaux. Pour les tests, nous
avons choisi le signal de Ricker utilisé très souvent dans
la littérature (RICKER, 1960).

Ce signal est défini de la façon suivante dans le domaine
transitoire :

f(t) = 0,5 7r
1

/
2 (a - 0,5) exp (- a) avec a = [7r (t

- ts / t
p

] 2

où ts est le temps d'amplitude maximale et t p est la
période caractéristique. Dans le domaine de Fourier, ce
signal s'écrit :

10 2 t
p

3~ - w2 t 2
e ----=--p- e - jwts

16 7r
3 4 7r

2
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f(t)

Fig. 10. - Signal de Ricker dans les domaines de fréquence et de temps.
Fig. 10. - Ricker wavelet in time and frequency domains.

la fréquence de pic (wo) est égale à 27r / tp- Ce signal
a l'intérêt d'être simple aussi bien dans le domaine tran­
sitoire que dans le domaine de fréquence (fig. 10) et
surtout la chute rapide de F(w) pour w > Wo ne crée
pas d'oscillations de haute fréquence dues à la fréquence
de coupure (BARD et BOUCHON, 1980).

Dans le cas réel on peut utiliser les accélérogrammes
enregistrés pendant les séismes ou les diagrammes
synthétiques obtenus par un calcul préalable sans aucune
difficulté. Il convient de noter que dans les résultats pré­
sentés plus loin, c'est toujours le déplacement du champ
libre qui est imposé, et non l'accélération. Lorsque la
fréquence caractéristique du signal de Ricker varie, pour
une même amplitude de déplacement imposé, l'accélé­
ration du champ libre sera nécessairement différente.

5.1. Colonne de sable lâche (ou moyen
ou dense) soumise à une onde P et SV

Nous considérons un problème monodimensionnel,
représentant une colonne de sol de 10 m de hauteur,
sollicitée par une onde P ou SV verticalement incidente
en forme d'un signal de Ricker. Afin d'étudier l'influence
du comportement anélastique des sols sur la réponse
enregistrée sur la surface libre nous considérons succes­
sivement un sable lâche, moyen et dense dans les 5 pre­
miers mètres de la surface. Le sable choisi est le sable
d'Hostun pour lequel les paramètres de la loi de com­
portement élastoplastique de Hujeux ont été déterminés
par ailleurs (HUJEUX, 1985). Les caractéristiques du
champ incident sont données dans le tableau 1.

Tableau 1 - Caractéristiques du signal de Ricker.
Table 1 - Ricker wavelet characteristics.

Fréquences 2,5 5 Hz

Période caractéristique t p 0,04 0,2 sec
Temps

de l'amplitude maximale t s 0,04 0,20 sec
Amplitude du signal 0,0005 0,0005 m
Pas de temps de calcul ~t 0,001 0,001 sec

Pour chaque densité, les profils des déplacements, des
vitesses et des accélérations, à la surface, sont présen­
tés pour les ondes incidentes P et SV sur les figures Il
et 12 à moyenne fréquence (25 Hz) et sur les figures
13 et 14 à basse fréquence (5 Hz). Le cas élastique sert
de référence.

a. Cas monophasique

On peut constater que les déplacements sont toujours
amplifiés indépendamment du type ou de la période de
l'onde incidente, lorsqu'on est en présence de matériaux
anélastiques. Cette amplification est nettement plus
importante pour les fréquences élevées lorsque le champ
incident est sous la forme d'une onde P. Quant aux
ondes SV, ce sont les basses fréquences qui créent
l'amplification la plus importante. Dans tous les cas le
phénomène est presque toujours accompagné par des
déformations irréversibles correspondant à des déplace­
ments horizontaux dans le cas de l'onde SV, et à un
tassement dans le cas de l'onde P.

On constate également que les sables moyen et dense
se comportent sensiblement de la même façon et le sable
lâche se distingue en montrant très souvent des valeurs
d'amplification relativement plus élevées surtout à bas­
ses fréquences. Lorsque la fréquence est élevée, le com­
portement anélastique a pour effet de diminuer l'inten­
sité de l'accélération pour les ondes SV. MOHAMMA­
DIOUN et PECKER (1984) expliquent ce phénomène
par le fait que la plastification du matériau plus impor­
tante en moyenne sur des chemins déviatoires (cas de
l'onde SV) que sur des chemins oedométriques (cas de
l'onde P), au moins après les premiers cycles, empê­
che l'énergie due aux fréquences élevées d'arriver à la
surface.

b. Cas biphasique

Nous considérons maintenant une colonne de sol élas­
toplastique saturée d'eau soumise à une excitation har­
monique à la base sous la forme d'onde SV. Le maté­
riau est un sable lâche dont les caractéristiques sont pré­
sentes dans la thèse de H. MODARESSI (1987). Le



UN MODÈLE DE SOLS SATURÉS 61

1.181

vItesse (,vsec)

1. 131

1. 128

1. '18

1. 118

-1.118

-l, .21

-1. 138

-1. '48

1.121 '.Ibl 1.18' 1.141
teq)s (sec)

(b) vitesses
(b) ve/ocity

-MTIU

#l"' .
" ,

(a) déplacements
(a) disp/acement

1.121 1.lbl 1.111 1.141 1.181
tefll)S (SfC)

I.II~---

-,. 11

-1.21

-1.31

-1.•,

-1.51

'.128 I.Ibl '.111 1.14' 1.181
t~q)s (sec)

(c) accélérations
(c) acce/eration
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sorrmet

tableau 2 donne les paramètres supplémentaires néces­
saires pour cette analyse. Les paramètres du schéma de
Newmark 'Y et {3 sont choisis respectivement 0,5 et 0,25,
le pas de temps de calcul est de 0,005 secondes et les
éléments sont traités implicitement. Le maillage et le
champ de contraintes initiales sont présentés sur la figure
15.

Tableau 2 - Caractéristiques du matériau.
Table 2 - Material characteristics.

Masse volumique du solide Ps 2 650 kg/m 3

Masse volumique du fluide Pt 1000 kg/m 3

Porosité n 0,429
Module de compressibilité

du fluide Kt 2 140 MPa
Module de compressibilité

du solide Ks 00 MPa
Perméabilité K 0,001 cm/s
Amplitude d'onde incidente 0,03 m
Fréquence angulaire w 47r Hz

press/on (KPa)
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Fig. 16. - Evolution de la pression interstitielle dans le temps.
Fig. 16. - Variation of pore pressure with time.
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Fig. 17. - Profil de la pression interstitielle sur la hauteur
de la colonne.

Fig. 17. - Pore pressure distribution (with the column
height versus).
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L'évolution de la pression interstitielle dynamique dans
le temps est donnée pour trois points situés au voisi­
nage de la surface libre de la nappe, à la base et
approximativement au milieu de la colonne (fig. 16). On
note qu'au sommet la pression interstitielle reste quasi­
ment nulle à cause des conditions aux limites de drai­
nage. Dans un premier temps, les pressions à la base
et au milieu sont quasiment identiques, alors que dû aux
niveaux de déformations différentes en ces deux points,
elles commencent à diverger ultérieurement. Ce résul­
tat est une manifestation évidente du rôle couplé des
variations de volume liées à la dilatance/contractance et
de la loi de filtration dynamique. Aucune analyse sim­
plifiée, par exemple non drainée en contraintes totales
ne permettrait de reproduire ces phénomènes.

Fig. 15. - Colonne de sol saturé soumise à une onde SV.
Fig. 15. - Satured soil column subjected to a SW wave.

Sur la figure 17, nous avons tracé le profil de la pres­
sion interstitielle dynamique sur la hauteur de la colonne,
pour quelques étapes du calcul. L'approche et la modé­
lisation de la liquéfaction sont clairement mises en évi­
dence et on voit nettement l'augmentation de la pres­
sion interstitielle en profondeur. La courbe représentant
la contrainte effective initiale sert de référence, puisque

lorsque la liquéfaction est atteinte, si la contrainte totale
varie peu, les deux courbes doivent se croiser. Cette der­
nière hypothèse est assez bien vérifiée en première
approximation.
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Fig. 18. - Contrainte totale, pression interstitielle, contrainte effective à différentes profondeurs.
Fig. 18. - Total stress i pore pressure and effective stress at various depths.

Pour la valeur retenue de la perméabilité (tableau 2),
l'augmentation de la pression interstitielle au voisinage
de la surface est très faible, au contraire en un point
à l'intérieur du massif la pression interstitielle augmente
mais la liquéfaction du sol ne se produit pas. Par con­
tre, en diminuant la perméabilité à 5 x 10 -6 cm/s, la
liquéfaction survient, comme on peut le voir sur la figure
18. En effet le rôle de la perméabilité sur l'augmenta­
tion de la pression interstitielle est indiscutable et cela
a été souvent évoqué dans la littérature. La nécessité
d'une évaluation précise de la perméabilité des sites
constitués du sol saturé et exposés aux mouvements sis­
miques est très importante pour déterminer les risques
de liquéfaction, même si de telles mesures sont bien con­
nues pour leurs difficultés de réalisation.

Nous traçons par la suite pour un point où la liquéfac­
tion se produit, les variations des contraintes de cisaille­
ment en fonction des déformations de cisaillement et de
la pression effective moyenne et les variations de la
déformation volumique en fonction des déformations de
cisaillement (fig. 19). On voit clairement qu'à partir du
quatrième cycle la pression effective moyenne tend vers
zéro et le sol ne montre plus aucune résistance au cisail­
lement. On voit également que pendant le chargement
la forme des boucles d'hystérésis varie. La nécessité
d'une loi de comportement fiable simulant des essais
cycliques de contraintes ou déformations à valeurs impo­
sées variables pour évaluer la réponse des sols sous
l'effet du chargement sismique est mise en évidence sur
des chemins aussi complexes.
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Fig. 19. - Chemins contraintes-déformations.
Fig. 19. - Strain-stress relations.
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Fig. 20. - Maillage de la vallée.
Fig. 20. - Finite e/ement mesh of the valley.

a. Cas élastique monophasique

Les caractéristiques des matériaux sont données dans le
tableau 3. Les matériaux sont supposés élastiques linéai­
res. Le pas de temps du calcul, la période caractérisit­
que du signal incident (tp ) et le temps de l'amplitude
maximale (tJ sont choisis respectivement égaux à
0,005, 2,80 et 4,0 secondes et tous les éléments sont
traités explicitement.

les résultats obtenus dans le cadre d'un comportement
élastique linéaire pour l'ensemble de la vallée. Il s'agit
d'une vallée alluviale dont la forme et le maillage choi­
sis sont présentés sur la figure 20.
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5.2. Vallée alluviale

Nous abordons maintenant les effets de site et les ampli­
fications locales dues à la géométrie des vallées alluvia­
les, c'est-à-dire essentiellement les effets bidimensionnels
sur le champ libre. L'onde incidente est une onde plane
se propageant verticalement sous la forme d'une onde
de cisaillement (SV). Notre code de calcul par l'inter­
médiaire des éléments de frontières nous permet la prise
en compte des incidences non nulles, mais ici nous
reprenons l'exemple présenté par BARD et BOUCHON
(1980), qui nous servira de référence, pour comparer

Tableau 3 Caractéristiques des matériaux.
Table 3 - Material characteristics.

Bassin Substratum
élastique rocheux

Masse volumique p 2 000 3 300 kg/m 3

Module de Young E 2/61 10 3 1/01 10 5 MPa
Coefficient

de Poisson v 0/33 0/25



68

H56

/ ..,

--V 1 \ '~"--'~_ A , l', '
, ~., \ l , ",1 \1

\.,'

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNIQUE

-- éléments finis

--- Bard & Bouchon

H28

H 0

(, J'~ ; \..,---'\ \ /\/"\./'~
~' \ v

~~\ ./'----------------------------- ----------

o z 6 8 JO 12

temps (sec)
l~ 15 20

H56

H28

H 0

Fig. 21. - Comparaison avec Bard & Bouchon.
Fig. 21. - Comparaison of finite of element solution with Bard and Bouchon.
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Fig. 22. - Déplacements horizontaux en surface
(onde SV verticalement incidente).

Fig. 22. - Surface horizontal displacement time history
(for a vertically incident SV waveJ.
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Fig. 23. - Déplacements verticaux en surface (onde SV verticalement incidente).
Fig. 23. - Surface vertical displacement time histary (far a vertically incident SV waveJ.

Sur la figure 21, nous présentons la comparaison entre
les résultats obtenus pour trois points de la surface libre
respectivement au milieu, à l'extrémité et à mi-distance
entre ces deux points avec ceux présentés par BOU­
CHON et BARD. On peut constater que la concordance
des résultats pour le point au centre de la vallée est
moins bonne que pour les deux autres points. Cepen­
dant on observe le même nombre de pics et la même
valeur maximale suivant les deux méthodes.

1 , 1 1

Les résultats obtenus pour les champs de déplacements
à proximité de la surface sont présentés sur les figures 22
et 23. On peut observer que l'onde SV incidente arri­
vant à la surface crée des ondes de surface (en particu­
lier les ondes de Rayleigh) dans les coins de la vallée
qui, se propageant sur la surface, amplifient les dépla­
cements qui persistent quelques temps après le passage
du signal. La création de déplacements verticaux n'aurait
pu être mise en évidence avec une modélisation mono­
dimensionnelle. L'amplification maximale des déplace­
ments horizontaux se produit au centre de la vallée où
les ondes de surface créées aux deux coins de la vallée
se rencontrent et elle est approximativement 4 à 5 fois
plus grande par rapport à ce qu'on pouvait avoir en
l'absence d'irrégularité géométrique. Cela confirme la
nécessité des calculs bi- voire tri-dimensionnels.

On observe à la surface l'apparition d'une onde de Ray­
leigh associée à un mouvement elliptique rétrograde à
prédominance horizontale qui s'amortit rapidement avec
la profondeur (fig. 24).

L'influence de l'amplitude et la durée du mouvement,
ainsi que le contenu fréquentiel sont bien présentés par
le spectre de réponse. On peut observer que les accé­
lérations verticales sont négligeables au centre et à l'extré­
mité de la vallée, que l'accélération maximale horizon­
tale est presque trois fois plus grande au centre de la

1

Fig. 24. - Trajectoires en surface et en profondeur.
Fig. 24. - Particle matian at a given time far differents paints

an the surface and their evalutian with depth.

vallée par rapport à l'extrémité tandis que la fréquence
de pic reste sensiblement la même.

Enfin les maillages déformés de la partie droite de la val­
lée alluviale sont présentés dans la figure 25 et montrent
que le mouvement se prolonge essentiellement à l'inté­
rieur de la vallée et s'amplifie à proximité de la surface
libre.
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t = 5 secondes

t = 10 secondes

t = 15 secondes

t = 20 secondes

Fig. 25. - Maillage déformé de la partie droite de la vallée.
Oeformed mesh of the right hand side of the valley.

Ces tests montrent l'importance de la prise en compte
des hétérogénéités latérales. On peut constater que le
mouvement n'est pas seulement amplifié mais également
prolongé dans le temps. Ceci est très important dans le
comportement des ouvrages construits sur ces sites et
également dans le comportement des sols constituant les
couches superficielles, car par exemple dans les condi­
tions non drainées l'augmentation du nombre de cycles
ainsi créés peut les amener jusqu'à la liquéfaction.

b. Cas anélastique monophasique

Dans cette section nous présentons les résultats numé­
riques obtenus pour la même vallée alluviale en tenant
compte du comportement réel, élastoplastique des sols
constituant les couches superficielles de la vallée. Nous
étudions la réponse de la vallée' soumise à une onde
de cisaillement SV verticalement incidente et sous la
forme d'un signal de Ricker. La forme et les dimensions
de la vallée, ainsi que les caractéristiques du champ inci­
dent sont celles présentées précédemment.

La forme de la vallée, le contraste d'impédance entre
la vallée et le milieu avoisinant sont des facteurs prédo­
minant sur les mouvements sismiques à la surface de
celle-ci. Ici, pour mettre l'accent sur l'influence du com­
portement du sol, nous maintenons ces deux paramè­
tres ainsi que les caractéristiques du champ incident
constants et nous renvoyons à BARD (1983) pour une
étude paramétrique sur l'influence des divers paramètres.
Le matériau choisi est le sable lâche d'Hostun déjà étu­
dié précédemment. Les ondes rayonnées vers l'extérieur
sont évacuées par l'intermédiaire des éléments paraxiaux
et le seul amortissement existant dans le milieu est dû
au comportement plastique du matériau pris en compte
par la loi de comportement. Les paramètres du schéma
de Newmark 'Y et (3 sont chosis respectivement 0,5 et
0,25, le pas de temps de calcul est de 0,005 secondes

et les éléments sont traités implicitement dans le domaine
anélastique et explicitement partout ailleurs.

Les déplacements sont présentés sur la figure 26. On
peut constater que dans la partie anélastique les résul­
tats sont nettement différents par rapport aux calculs pré­
cédents. On observe une nette amplification des mou­
vements horizontaux et verticaux et accompagnés par
des déformations irréversibles. On constate en particu­
lier l'apparition d'un tassement important dans ces maté­
riaux. Le sable lâche sous la vibration produite par le
mouvement prolongé des ondes prises en piège dans la
vallée se densifie.

Les ondes réfléchies sur les bords de la vallée créent
encore des ondes de surface ayant un mouvement ellip­
tique rétrograde ressemblant aux ondes de Rayleigh.
Cependant il faut noter que la propagation des ondes
dans les milieux non linéaires est très complexe. On peut
néanmoins préciser que par rapport au calcul élastique,
on constate que les mouvements verticaux sont accen­
tués. On remarque néanmoins que l'existence du bas­
sin anélastique ne modifie pas les mouvements des zones
voisines de manière significative.

Les spectres de réponse montrent qu'à part l'amplifica­
tion importante en particulier pour les mouvements ver­
ticaux, il y a des accélérations très marquées qui se pro­
duisent dans les domaines de longues périodes et qui
étaient absentes dans les spectres obtenus par une
analyse élastique. Ceci montre l'intérêt d'une modélisa­
tion précise du comportement des sols pour ce genre
de calcul. Traditionnellement, dans les spectres propo­
sés pour le dimensionnement des structures, on tient
compte de- l'influence des sols mous sur la prolongation
du mouvement sur les périodes plus grandes (SEED et
IDRISS, 1982), mais en général les- amplifications dues
à ces matériaux sont plus ou moins sous-estimées. Ceci
peut être tout à fait acceptable pour les mouvements
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Fig. 26. - Déplacements horizontaux à la surface (sable lâche sec).
Fig. 26. - Surface horizontal displacement time history (for a dry loose sand).
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Fig. 27. - Déplacements verticaux à la surface (sable lâche sec).
Fig. 27. - Surface vertical displacement time history (for a dry loose sand).

relativement faibles, mais semble sujet à caution pour
les séismes d'intensité très forte.

Pour' voir l'influence de la densité sur le comportement
du sable pendant le séisme nous avons effectué la même
analyse que précédemment avec cette fois un sable
dense avec une porosité de 0,36. Les résultats (MODA­
HESSI, 1987) montrent que, vue l'intensité du champ
sismique, une densification se produit malgré la nature
dense du sable choisi, évidemment plus faible que dans
le cas précédent. Les déformations permanentes sont
plus petites en ce qui concerne les mouvements hori­
zontaux et l'accélération horizontale maximale est légè­
rement plus forte. En quelque sorte, le matériau étant

plus raide, son comportement s'approche d'avantage
d'un comportement élastique.

c. Cas anélastique biphasique

Dans les exemples précédents les matériaux étudiés
étaient secs. Nous procédons maintenant à une étude
sismique complète d'une vallée alluviale constituée d'un
bassin de sable lâche saturé d'eau. La zone élastique qui
entoure ce bassin est aussi considérée saturée et l'ensem­
ble repose sur un substratum élastique sec. A l'interface
entre cette zone et le substratum, un drainage parfait est
permis. On notera ici, l'intérêt du choix retenu des con­
ditions aux limites et de la formulation variationnelle, per-
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Fig. 28. - Déplacements horizontaux en surface (sable lâche saturé).
Fig. 28. - Surface horizontal displacement (for a saturated loose sand).
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Fig. 29. - Déplacements verticaux en surface (sable lâche saturé).
Fig. 29. - Surface vertical displacement (for a saturated loose sand).

mettant de juxtaposer des zones biphasiques et
monophasiques.

La géométrie de la vallée, les caractéristiques du champ
incident et les propriétés des sols sont celles utilisées dans
les exemples précédents. La porosité du sable est de
0,43. Les paramètres du schéma de Newmark 'Y et {3
sont choisis respectivement 0,5 et 0,25, le pas de temps
de calcul est de 0,005 secondes et les éléments sont trai­
tés implicitement dans les domaines biphasiques et expli­
citement dans les autres zones du maillage.

Les figures 28 et 29 montrent les champs des déplace­
ments à la surface de la vallée. On peut constater que

les mouvements, en particulier les accélérations sont
amorties par rapport au calcul monophasique équivalent.
Le tassement vertical empêché par la condition quasi
non drainée, due au chargement très rapide du champ
sismique est substitué par une liquéfaction locale d'un
certain nombre de points se situant de 20 à 40 mètres
de profondeur qui se généralise petit à petit jusqu'à la
liquéfaction d'une zone à environ 120 mètres de pro­
fondeur. Les profils de la variation de la pression inters­
titielle sur l'axe vertical passant par le centre de la val­
lée sont présentés sur la figure 30. On constate que vers
14 secondes après le début du chargement sismique il
y a une montée très nette de la pression interstitielle
dans les points situés à 120 mètres de la surface libre.
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Fig. 30. - Pression interstitielle sur un axe vertical au centre de la vallée.
Fig. 30. - Excess pore pressure at various depths a/ong the axis of the valley.
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II faut souligner que dans l'exemple traité nous avons
supposé que le sol constituant le bassin anélastique a
les mêmes propriétés sur toute la profondeur de bas­
sin. En pratique dans les sites alluviaux on observe que
la densité du sol augmente avec la profondeur, et que
les zones liquéfiables dépassent rarement une profondeur
supérieure à 50 mètres. Des courbes typiques
contraintes-déformations prennent une allure peu habi­
tuelle (MODARESSI, 1987). On constate néanmoins que
malgré le chemin de chargement très complexe, le sol
progresse vers un état de liquéfaction, où les contrain­
tes effectives s'annulent.

Le calcul des spectres de réponse montrent à quel degré
la réponse du sol a été modifiée par la présence de
l'eau. Nous avons indiqué ci-dessus la diminution impor­
tante de l'amplitude des accélérations obtenues à la sur­
face du sol et cela change évidemment la valeur maxi­
male de l'accélération dans le spectre de réponse. Par
ailleurs le contenu fréquentiel a été largement modifié.
En ce qui concerne les composantes horizontales, le
mouvement s'étale sur une gamme large de fréquence
par rapport au cas monophasique, et donne lieu à plu-

sieurs pics successifs regroupés autour de la fréquence
de pic du champ incident. Pour les composantes verti­
cales, on constate toujours des valeurs plus faibles que
dans le cas monophasique, mais cette fois le contenu
fréquentiel est encore plus affecté par la présence de
l'eau, car les pics sont translatés à des fréquences plus
élevées. Des ondes de surface se produisent comme
dans les exemples précédents et prolongent le mouve­
ment entraînant la liquéfaction du sol.
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