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Comportement de I’écran de souténement
d’'une tranchée expérimentale étroite

Behaviour of the retaining structure for a narrow experimental trench

F. DESCCEUDRES, F. PELLET

Institut des Sols, Roches et Fondations
Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne®
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Résumé

Le comportement de |'écran de soutenement d'une tranchée expérimentale
étroite a été étudié au moyen de la méthode des éléments finis et de la méthode
des modules de réaction. La confrontation des résultats numériques aux mesu-
res de déplacements réalisées in situ a permis de comparer les performances
de chacune des méthodes et de préciser leurs limites. L'importance d’une déter-
mination représentative des modules de déformation est démontrée en
s'appuyant notamment sur I’évolution des modules pressiométriques observée
en fin d’excavation dans la zone du fond de fouille.

Abstract

The behaviour of the flexible retaining structure of a narrow experimental trench
was studied by the finite element method and the subgrade modulus method.
The confrontation of the numerical results to field measured displacements ena-
bled a comparison of the performances of both methods and the determination
of their validity limits. The importance of a representative determination of the
modulus is shown by the variation of the pressuremeter modulus observed after
the excavation in the subgrade.

* GC Ecublens — CH 1015 Lausanne, Suisse.



1. INTRODUCTION

A mesure que la prise en compte des déplacements
au voisinage des fouilles devenait une exigence des
projets de souténement en site urbain, les méthodes
classiques de calcul & I'équilibre limite se révelaient
insuffisantes. Les méthodes numériques permettant
d’associer contraintes et déformations ont alors suivi
une évolution rapide ; la méthode des éléments finis
a été adaptée pour traiter ce probléme tandis que
parallélement des modéles plus simples tels que la
méthode des modules de réaction se sont développés.

Dans le but de comparer les performances et la fiabi-
lité de ces deux méthodes aujourd’hui couramment
utilisées dans les bureaux d’étude, nous avons étudié
le comportement de I'écran de souténement d'une
tranchée expérimentale, réalisée dans le cadre d'un
programme de recherche sur les milieux non saturés.
L'analyse numérique réalisée a posteriori, a été effec-
tuée grace au programme EFEMER de 'Ecole Poly-
technique Fédérale de Lausanne, pour la méthode
des éléments finis et & I'aide du logiciel DENEBOLA
du Laboratoire Central des Ponts et Chaussées Fran-
cais, pour la méthode des modules de réaction.
L’étude a été orientée principalement sur la compa-
raison des déplacements de I'ouvrage mesurés in situ
avec ceux calculés par chacune des deux méthodes.

2. PRESENTATION
DU SITE EXPERIMENTAL

2.1. Description de 'ouvrage
et de l'instrumentation

L'ouvrage, qui est implanté sur le site de I'Ecole Poly-
technique, est une tranchée de 10 m de longueur sur
2 m de largeur (fig. 1), L'excavation a été exécutée
en quatre étapes pour atteindre une profondeur maxi-
male de 4,50 m en phase terminale. Le souténement,
constitué de palplanches préalablement battues, a été
étayé sur deux rangs a l'avancement.

Parmi le vaste programme d'instrumentation mis en
ceuvre sur le site en vue de I'étude de la zone non
saturée, les mesures principalement retenues concer-
nent les déplacements du massif de sol environnant,
relevés sur les inclinometres 11 et 12 (fig. 1), ainsi que
le déplacement de la téte de I'écran mesuré par levés
topométriques. Pour connaitre avec précision les tas-
semnents en surface, des mesures de nivellement ont
été réalisées au droit de chaque inclinométre.

2.2. Contexte géologique et hydrogéologique

Le site est caractérisé par une série de couches d’allu-
vions glacio-lacustres surmontant la molasse du ter-
tiaire dont le toit se situe & environ 30 m de profon-
deur. Dans la zone concernant I'ouvrage, on traverse
des limons sableux a argileux en partie varvés, relati-
vement homogeéne du point de vue du comportement
mécanique.
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Le régime hydraulique naturel, établi sur le site avant
toute intervention, était caractérisé par un écoulement
sub-horizontal, de faible gradient (environ 0,05), dirigé
approximativement de l'ouest vers I'est. Cet écoule-
ment, favorisé par une anisotropie de perméabilité du
sol marquée par une perméabilité horizontale nette-
ment supérieure & la perméabilité verticale, a évidem-
ment été modifié par la mise en place du souténe-
ment. Les niveaux de la surface libre de la nappe a
ce stade sont représentés a la figure 2. La réalisation
ultérieure de I'excavation a provoqué un écoulement
sous I'écran qui, superposé au régime naturel, mon-
tre que les forces d'écoulement se conjuguent cété
ouest tandis qu'elles s'opposent cété est. Dans ce con-
texte, les micro-piézometres MP3 et MP14 (fig. 1) ont
enregistré en phase terminale des travaux et en con-
ditions climatiques normales des niveaux moyens de
nappe se situant & — 1,30 m cété est et — 1,10 m
c6té ouest. Cette variation de niveaux explique en
partie la différence de comportement constatée entre
les parties est et ouest de |'ouvrage.

3. ANALYSE NUMERIQUE

3.1. Méthodes de calcul

3.1.1. Méthode des éléments finis

Le programme EFEMER qui fut mis au point a Karls-
ruhe a été complété et développé a I'lnstitut des Sols,
Roches et Fondations de I'Ecole Polytechnique Fédé-
rale de Lausanne (DUDT, 1986). Il permet la réso-
lution numérique des équations de I'équilibre statique
par la méthode des éléments finis, en considérant les
déplacements du domaine étudié comme inconnes du
probléme et en retenant 'hypothése des petites défor-
mations. Les éléments de surface utilisés sont des
triangles & trois neceuds avec fonction d'interpolation
linéaire tandis que les éléments unidimensionnels sont
a deux nceuds avec des fonctions d'interpolation
linéaires (élément de barre) ou du troisiéme degré

Li T L] \J \J

Fig. 2. — Niveaux de la nappe aprés mise en place de I'écran.
Fig. 2. — Water table after installation of sheet-pile.



COMPORTEMENT DE L'ECRAN DE SOUTENEMENT D‘UNE TRANCHEE EXPERIMENTALE ETROITE

Vue en plan éch. 1/100

2.50 5.00 2.50

14

2.00

I3

1.00

I._, A MP14 /

1.00
'
>
2
3

2.00

11

Coupe A-A éch. 1/100

Coté Ouest {61é Est
00 palplanches Larssen IIn
% 1 3 / 2 1
‘!\{\!\{\41\1\/\/\f\.'\.f\.# :I.\J\I\d f\)'\-l'.\l \/\f\J\J\J\J\/ r,\,\.,\}\)\,
-1.10 : :
— ; \ - 1.00 -1.30
1 —
} N Etai HEA 120 d =
i \ -2.15 5
: N [ i
! Etai HEA 220 g
N H
= P5 -4.50
I\.ﬂ'\f‘; ;\1\4'\.1
| - 6.50
Fig. 1. — Vue en plan et coupe de la tranchée.

Fig. 1. — Plan wview and cross section of the trench.



(élément de poutre). Le programme est doté d'une
procédure générant un maillage d’éléments rectangu-
laires automatiquement divisés en triangles. Bien que
n'ayant pas été développé spécifiquement pour le cal-
cul des écrans de souténement, ce programme per-
met de simuler la réalisation d'une excavation en
autorisant, en cours de calcul, la modification des
caractéristiques mécaniques attribuées aux éléments.
Une description plus détaillée des possibilités du pro-
gramme est donnée par DUDT et PELLET, 1989.

Pour la présente étude, les calculs ont été menés en
déformations planes. La rhéologie des géomatériaux
est modélisée par une loi élasto-plastique ; la phase
élastique est linéaire et anisotrope (cas de |'orthotro-
pie de révolution) et la rupture des éléments de sur-
face obéit au critere de Mohr-Coulomb avec écrouis-
sage négatif. L'interface entre le sol et I'écran a été
traitte au moyen de petites barres horizontales, de
rigidité trés élevée et de résistance a la traction nulle.

3.1.2. Méthode des modules de réaction

Le logiciel DENEBOLA développé au Laboratoire
Central des Ponts et Chaussées (J. BALAY et al.,
1982) permet de modéliser un écran de souténement
dans un domaine uni-dimensionnel.

La méthode, basée sur le modele de Winkler, con-
siste & résoudre I'équilibre d’'une poutre discrétisée en
éléments au droit desquels s'appliquent les actions et
réactions offertes par le massif de sol. La loi de mobi-
lisation de ces efforts qui est du type élasto-plastique
est fonction de modules de réaction que 'on calcule
a partir des parameétres pressiométriques. Les recom-
mandations actuelles (J. BALAY, 1984) préconisent,
pour les ouvrages courants, l'usage de la formule
semi-empirique suivante :

Ky = Em / l0a/2 + 0,133.(92)%]

oll :

Ky : module de réaction ;

Ep : module pressiométrique moyen ;

« . parametre rhéologique égal a 0,5 pour les li-
mons ;

a : paraméire dimensionnel dépendant de la géomé-
trie de l'ouvrage.

Le programme calcule la déformée de l'écran, les
efforts qui le sollicitent et la répartition des pressions
exercées dans le sol. Il est entre auire possible de
prendre en compte les étapes d'excavation intermé-
diaires et la mise en place d'étais ou de tirants
précontraints.

3.2. Modélisation de l'ouvrage

3.2.1. Eléments géométriques

Considérant une symétrie de géométrie par rapport
a l'axe longitudinal de la tranchée nous avons limité
le modéle a une demi-section. Les calculs ont été réa-
lisés pour une tranche de largeur unitaire située c6té
est, sur l'axe transversal de l'ouvrage.
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Pour le calcul par éléments finis, les dimensions du
domaine étudié ont été fixées, aprés examen des
déplacements mesurés, 2 8 m de largeur et 3 7,56 m
de hauteur. Le massif de sol est divisé en 570 élé-
ments de surface tandis que |'écran se compose de
26 éléments de poutre et que les étais sont représen-
tés par 2 éléments de barre. Le maillage complet cor-
respondant a la phase initiale (avant excavation) est
représenté a la figure 3. Dans le calcul aux modules
de réaction, I'écran de souténement est représenté par
une poutre divisée en 25 trongons.

3.2.2. Simulation
du régime hydraulique

La perte de charge observée c6té massif entre 4 et
7 m de profondeur sur le micro-piézométre MP3
s'éleve & 0,4 m en phase terminale (figure 4a). Le
piézometre P5 (fig. 1), installé dans la fouille apreés
I'exécution de la quatriéme phase d'excavation, a indi-
qué une augmentation de la cliarge sensiblement
équivalente. Dans I'hypothése d'un écoulement verti-
cal, cette valeur conduirait & un gradient hydraulique
de 0,13 alors qu'en considérant, comme il est cou-
rant de le faire, un écoulement permanent a perte de
charge uniforme, longeant I'écran de l'amont vers
l'aval, on obtiendrait un gradient hydraulique maxi-
mum de 0,44, nettement supérieur a la valeur obser-
vée. La répartition des pressions hydrauliques au voi-
sinage de I'écran est donc, de ce c6té de la fouille,
voisine d'une distribution hydrostatique. Cette obser-
vation expliquée par la superposition des écoulements
vertical et horizontal (voir paragraphe 2.2.), a con-
duit & mener les calculs en déjaugeant le poids volu-
mique du matériau et en appliquant sur I'écran une

X

8.0 m

Pastie excavée en phase terminale

Fig. 3. Représentation du maillage.
Fig. 3. Mesh representation.
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distribution hydrostatique, modifiée & chaque étape
d’excavation en fonction du niveau du fond de fouille
(fig. 4b).

3.2.3. Comportement des éléments
de structure

La rigidité offerte par les liernes au centre de la tra-
vée a été calculée proportionnellement a celles des
étais. Des cales de bois mises en place entre le rideau
de palplanches et les liernes ont laissé apparaitre une
mobilisation progressive des efforts dans les étais, qui
a été prise en compte en réduisant la raideur équi-
valente du systéme EA., pour les phases correspon-
dant & la mise en place de chaque étai. Les caracté-
ristiques élastiques ainsi calculées sont résumées au
tableau 1.

3.2.4. Comportement d’interface

Pour les deux méthodes, les pressions exercées au
contact de I'écran sont limitées & des valeurs stricte-
ment positives (pas de traction). Les effets tangentiels
a linterface sont négligés, ce qui revient & prendre
en compte un angle de frottement sol-écran équiva-
lent & zéro. Cette approximation conduit & une légére
surestimation de la composante horizontale de la
poussée des terres.

a: Charges hydrauliques [m]

Tableau 1. — Caractéristiques des éléments
de structure
Table 1. — Structural element characteristics
E A | El EAeq
Eléments| (mpa1 | tM21 | M4l | kNom21 | (kNI
Pal-
planches 210 000 | 0,0156 14 900| 31 200 |3 280 000
Etai sup. | 210 000 | 0,00253 |6 100 000| Phase 3 750
Phase 4 5 000
Etai inf. | 210 000 | 0,00643 541 000| Phase 4 2 500

3.3. Détermination
des caractéristiques géomécaniques

Les calculs ont été menés a long terme, aprés dissi-
pation des surpressions interstitielles. Les contraintes
initiales, régnant au sein du massif avant toute inter-
vention, ont été choisies égales a la pression des ter-
res au repos dont le coefficient est déterminé par la
formule empirique de Jacky :

Ko = 1 — sin ¢ = 0,53 (pour ¢ = 28°)

b : Pressions de calcul [kPa]

TN: 0.00
NN A A A N AT
S, A iy Sk, B S0 T B B, I, 369, S50 0 I b S S S VG G S K |
-1.00
-1.30 -1.30 L. =l e
-2.15
| — — —
| | -3.60
; ,-4.50
AN T e PAPA A
~ ) L
N 3| 3| &
o
N £ £| £
2.9 - 6.50
® =044 b - =
\\; . 320 23.0 8.5
25 2.8
i=0 i=0.12
— —  Charges mesurées
———  Charges hydrostatiques
— Charges pour l'écoulement & gradient maximum
Fig. 4. — Distribution des pressions hydrauliques agissant sur |'écran.

Fig. 4. — Hydraulic pressures acting on the retaining wall.
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3.3.1. Modules de déformation

L'essai pressiométrique réalisé avant la mise en place
de l'écran (fig. 5) laisse apparaitre une certaine dis-
persion des modules, sans pour autant permettre
d’établir une loi de variation avec la profondeur. Les
modules d’élasticité suivant la direction horizontale E
introduits dans le calcul par éléments finis ont été esti-
més, sur la base de cet essai, en appliquant la corré-
lation proposée par le Centre d'Etude Ménard (1975)
qui fixe a 3, pour ce type de sol, le rapport du
module d’élasticité sur le module pressiométrique.
Dans la direction verticale, les modules d’élasticité E,
mesurée a I'cedométre sur des paliers de décharge-
ment sont nettement supérieurs. Le rapport du
module vertical sur le module horizontal est en
moyenne de 4. Les modules adoptés a chaque niveau
sont reportés au tableau 2. Par comparaison, le
module mesuré & 50 % de la déformation de rup-
ture sur un essai triaxial mené en compression avec
une pression cellulaire de 50 kPa est de 2 960 kPa
dans la direction horizontale et de 4 100 kPa dans
la direction verticale.

Pour le calcul par la méthode des modules de réac-
tion, les modules K, agissant sur la partie amont
(c6té massif) ont été calculés sur la base des résultats
de l'essai pressiométrique réalisé avant I'excavation.
Un essai complémentaire, réalisé en fond de fouille
aprés I'exécution de la quatriéme phase, a montré que

EM [kPa]
0 500 1000 1500 2000 2500

Phase terminale

R e LT
b Tt T T, TPt T T T ),

‘‘‘‘‘‘‘‘‘

84

e Essai réalisé avant l'excavation

© Essai réalisé en fond de fouille
en phase terminale

Fig. 5. — Modules pressiométriques.
Fig. 5. — Pressuremeter moduli.
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Tableau 2. — Caractéristiques mécaniques du sol
Table 2. — Soil properties

z Ev v Eh rh

[m] [kPa] — [kPa] -
0,00 - 0,50 2000 | 0,09 500 | 0,36
0,50 - 1,00 6 000 | 0,09 1500| 0,36
1,00 - 1,60 2000 | 0,09 8 000 | 0,36
1,60 - 2,65 2800 | 0,09 |11200| 0,36
2,65 - 3,60 3 300 0,09 |13200| 0,36
3,60 - 4,60 2 300 0,09 9 200| 0,36
4,50 - 5,50 2 700 0,09 [10800| 0,36
5,60 - 6,50 2100 0,09 8 400 | 0,36
6,50 - 7,50 2 500 0,09 |10000| 0,36

les modules avaient augmenté dans un rapport moyen
de 2,5, variant de 1,6 (& promixité du fond de fouille)
a 2,8 (plus en profondeur) (fig. 5). Les modules de
réaction agissant sur la partie aval (c6té fouille) ont
par conséquent été calculés en tenant compte de cette
augmentation. Pour les deux premiéres phases, les
déplacements de I'écran étant plus faibles ce rapport
d’augmentation a été estimé a 2.

3.3.2. Résistance au cisaillement

La résistance au cisaillement du sol est régie par les
caractéristiques drainées ¢’ et ¢', déterminées a I'essai
triaxial. La résistance de pic correspond a un angle
de frottement interne ¢’ de 28° et une cohésion ¢’
de 30 kPa qui s'annule en phase post-rupture.

4. COMPARAISON ET DISCUSSION
DES RESULTATS

Les calculs ont été faits pour les quatre phases d’exca-
vation et les deux étapes d’étayage. Les déplacements
du massif de sol et de I'écran qui constituent les résul-
tats bruts de calcul sont directement comparés aux
valeurs mesurées sur le site. Les efforts dans les élé-
ments de structure ne peuvent, faute de mesure,
qu'étre comparés entre eux.

4.1. Déplacements de I'écran et du massif
de sol environnant

La confrontation des résultats du calcul par éléments
finis aux déplacements horizontaux mesurés sur l'incli-
nometre 12, situéd & 1 m du bord de la fouille, mon-
tre une bonne concordance des valeurs pour les deux
premiéres phases d’excavation (fig. 6). A partir de la
troisieme phase une divergence apparait pour attein-
dre, lors de la phase 4, un écart maximum de 6 mm
(36 %), localisé a environ 3,50 m de profondeur.
Cette différence s'atténue sur le profil situé a 3 m du
bord de la fouille, au droit de linclinométre I1. ot
les déplacements calculés sont légérement supérieurs
aux valeurs mesurées (tableau 3). Les déplacements
verticaux mesurés par nivellements topographiques, au
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Phase 1 Phase 2

2 0 12 13
-

2 ?: 1_

3 i 3

4 F 4

* K 5

a 5

T: ‘!l-_-

10 mm

Phase 4

® Mesures topographiques -=-=------  Mesures inclinométriques 12 Calcul MEF
Fig. 6. — Déplacements dans le massif de sol 1 m derriére 'écran.
Fig. 6. — Soils displacements 1 meter behind the wall.

Tableau 3. — Déplacements en surface Les déplacements mesurés en téte d'écran par levés
du massif de sol topographiques sont comparés aux valeurs calculées
Table 3. — Soils displacement at ground level par la méthode des modules de réaction et la
méthode des éléments finis (fig. 7). L'écart maximum
Ux [mm] Uy[mm] qui est de 23 %, est observé en phase 2 pour la
méthode des modules de réaction. En phase 4, la
Phase [Mesures| Calcul (Mesures| Calcul méthode des modules de réaction laisse apparaitre un
Topo. | MEF | Topo. | MEF retour de la téte de I'écran légérement supérieur a
: celui observé in situ, et qui n’est pas mis en évidence
Profil 1 ¢ 2 1 0 par la méthode des éléments finis. En comparant sur
. f’:_"-;gtre g ;2 :133 12 é la hauteur totale de I'écran les déplacements calculés
de 'écran | 4 35 31 15 7 par les deux méthodes, on constate que la méthode
des modules de réaction laisse apparaitre au pied de
Profil 1 1 1 0 0 'écran, des déplacements plus importants que ceux
SHUS 2 a 6 2 0 mis en évidence par la méthode des éléments finis

a 3 métres] 3 | 10 14 3 2 (tableau 4).

de 'écran | 4 12 15 3 2

droit de l'inclinomeétre 12 sont quant & eux nettement
supérieurs aux valeurs calculées. Un écart de 7 mm
(57 %) est observé en phase 4.

4.2. Efforts dans les éléments de structure

Les distributions des moments fléchissants (fig. 8) sont
comparables, bien que les valeurs calculées par la
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Fig. 7. — Déplacements de I'écran de soutenement.
Fig. 7. — Displacements of the retaining wall.

Tableau 4. — Efforts et déplacements de I'écran
de souténement

Table 4. — Forces in and displacements
of the retaining structure

% Caleul Calcul Mesures
Phases Paramétres calculés MMR MEF Ty,
Ux téte écran [mm] 3 3 3
1 Ux pied écran [mm)] 2 0
M max écran [kN.m/m]| — 2,0 | = 3,6
Ux téte écran [mml] 14 17 18
2 Ux pied écran [mm] 5 1
M max écran kN.m/m] | — 9,0 | — 11,56
Ux téte écran [mml] 38 41 40
3 Ux pied écran [mm] 10 3
E étai sup. [kN/m] - 14,1 | - 14,0
M max écran [kN.m/m] 4.5 9,3
Ux téte écran [mm] 37 41 39
Ux pied écran [mm] 15 9
4 E étal sup. [kN/m] - 253 | - 299
E &tai inf. [kN/m] -10,3 | - 12,8
M max écran [kN.m/m] 25,9 31,8

méthode des éléments finis soient sensiblement supé-
rieures a celles issues du calcul aux modules de
réaction.

4.3. Distribution des contraintes et répartition
des pressions au contact sol-écran.

Lors de chacune des phases, le massif de sol reste
en équilibre loin de la rupture généralisée. Seules des
zones localisées au pied de I'écran entrent en plasti-
cité lors de la quatrieme phase. Les pressions calcu-
lées par les deux méthodes au contact de I'écran
(fig. 9) sont dans I'ensemble concordantes et semblent
réalistes bien qu'elles ne puissent étre comparées a
des valeurs mesurées. Elles demeurent en tout point
a lintérieur du domaine défini par les deux états
d'équilibre limite (poussée et butée). Les contraintes
de poussée (c6té massif) sont, conformément a la
théorie de I'équilibre limite, inférieures aux pressions
initiales. On remarque que les contraintes de butée
calculées en fond de fouille sont, gréce a la relation
établie entre déformations et contraintes, plus réalis-
tes que celles qui auraient été obtenues a I'équilibre
limite.
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Fig. 8. — Distribution des moments fléchissants.
Fig. 8. — Bending moment distribution,

5. COMMENTAIRES ET SYNTHESE

La méthode des modules de réaction qui n'a pas de
jusitifications théoriques, limite le domaine d’étude de
l'ouvrage a I'écran ; le comportement du sol a I'échelle
du massif n’intervient pas. L'intérét majeur de cette
méthode, outre sa souplesse de mise en ceuvre,
réside dans l'adoption de caractéristiques géomécani-
ques déduites d’essais in situ reproduisant la sollicita-
tion de l'ouvrage sur des chemins de contraintes voi-
sins de ceux effectivement suivis dans le sol. La qua-
lité des résultats obtenus est cependant conditionnée
par les formules permettant de passer du module
pressiométrique au module de réaction. Ces formu-
les, bien qu’'étant de nature semi-empiriques, ont été
établies et validées a la suite de nombreuses obser-
vations sur des ouvrages courants. SCHMITT, 1984
a cependant constaté que dans le cas des parois
ancrées les modules de réaction expérimentaux sont
nettement supérieurs aux valeurs calculées. De méme,

dans le cas particulier d'une tranchée de faible largeur
étudié ici, I'emploi des formules usuelles nécessite
quelques précautions.

En effet, un premier calcul mené en introduisant de
part et d’autre de I'écran les modules pressiométriques
mesurés sur le site avant la réalisation de I'ouvrage,
a fourni des résultats peu représentatifs (déplacements
de I'écran deux fois trop grands). L'essai pressiomé-
trique complémentaire, réalisé en fond de fouille aprés
I'achévement de l'ouvrage, a permis d'observer dans
cette zone une importante augmentation des modu-
les qui a conduit & refaire les calculs présentés ici, en
corrigeant leurs valeurs. Cette observation qui est indu-
bitablement liée a 'étroitesse de la fouille et a I'effet
de confinement qui s'y développe met en évidence
leffet d’échelle qui affecte toute mesure réalisée in
situ. A I'heure actuelle, trop peu d’expérimentations
ont été réalisées pour pouvoir prendre en compte la
largeur de la fouille dans le calcul des modules de
réaction. Il en résulte que dans la perspective d’un
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Pressions initiales Ko Calcul MEF ==--------  Calcul MMR
Fig. 9. — Répartition des pressions au contact sol-écran.
Fig. 8. — Soil pressure on the retaining wall.

calcul a priori la correction des modules est laissée
a l'appréciation de l'ingénieur.

La méthode des éléments finis, plus satisfaisante du
point de vue de son formalisme mathématique mais
aussi plus lourde & metire en ceuvre, offre I'avantage
de fournir des indications sur les déplacements dans
le massif de sol environnant. Dans le calcul présenté
ici, les modules d’élasticité introduits ont permis de
décrire avec satisfaction le comportement de I'écran.
Par contre, en arriére dans le massif de sol, des écarts
de déplacements importants ont été observés, locali-
sés notamment en surface. Pour expliquer cette dis-
cordance, il convient de rappeler que la loi utilisée
bien qu'étant anisotrope est du type linéaire-réversible.
De ce fait, le comportement est décrit de facon iden-
tique en chargement et en déchargement ou plus
généralement, sans tenir compte des multiples che-
mins de contraintes suivis localement. Cette simplifi-
cation du schéma de comportement du sol peut étre
amélioré en traitant les non linéarités au moyen de
lois plus sophistiquées telles que les lois hyperboliques
(TSUI et CHENG, 1989) mais les paramétres géo-

mécaniques requis pour l'utilisation de telles lois res-
tent difficilement déterminables dans la pratique. Ajou-
tons & cela que l'abstraction faite du caractére tridi-
mensionnel de l'ouvrage constitue également une
cause de variation entre déplacements calculés et
mesurés.

Par ailleurs la non prise en compte des forces d'écou-
lement dans le calcul de I'ouvrage pourrait constituer
une simplification grossiére. Pour la présente étude.
la nappe étant dans un état quasi-statique, ce facteur
ne peut étre considéré comme cause principale
d’inexactitude, mais pour des conditions hydrauliques
plus complexes, DYSLI et FONTANA, 1985, 1989,
ont montré qu'en couplant les équations d'équilibre
aux équations d’écoulement du fluide interstitiel 3
'aide de la relation de Skempton, on améliorait nota-
blement la prévision des tassements en surface.

La bonne concordance des déplacements mesurés en
téte de I'écran avec ceux calculés par la méthode des
éléments finis est en partie due au traitement du com-
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portement a l'interface du sol et de |'écran, assurant
I'absence de contrainte de traction entre le sol et
'écran. La méthode du critére orienté qui peut aussi
étre mise en ceuvre par le programme EFEMER, per-
met d'imposer des conditions de frottement limite plus
réalistes. Elle reste cependant confrontée & des pro-
blémes de convergence numérique liés aux faibles
contraintes moyennes exercées sur |'écran.

6. CONCLUSION

La méthode des éléments finis est sans conteste appe-
lée a prendre le pas sur les autres méthodes de cal-
cul mais, il n'en demeure pas moins qu'en I'état actuel
des connaissances, aucun code de calcul n'est capa-
ble de traiter 'ensemble des mécanismes mis en jeu
dans les ouvrages de souténement.

La présente étude montre cependant qu'en dépit
d’'une modélisation imparfaite (lois linéaires, conditions
hydrauliques simples, interface lisse), le calcul a fourni
des résultats représentatifs. Les paramétres géoméca-
niques pris en compte ont été déterminés par des
essais de pratique courante en géotechnique, ce qui
constitue un préalable a [l'utilisation de la méthode
dans les projets concrets.
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Essais sur modéle de rideaux de souténement ;
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Résumé

On présente des essais sur modele bidimensionnel de rideaux de souténement
en considérant l'influence des conditions de butonnage ou d’ancrage (nombre,
raideur, précontrainte). Le comportement de ces rideaux est analysé et com-
paré aux résultats des méthodes de calcul traditionnelles en plasticité ainsi qu’a
ceux obtenus par le calcul suivant I'hypothése du module de réaction.

Abstract

We present experiments on a bidimensionnal model of flexible retaining walls
and analyse the influence of anchors or struts (number, rigidity, prestressing).
The behaviour of these walls is analysed and compared to the results obtained
through conventional plasticity calculation methods and also to those obtained
from the reaction module hypothesis.

* Rue du Doven Marcel-Roubault, B.P. 40, 54501 Vandceuvre-lés-Nancy.
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1. PRESENTATION

La multiplication des travaux d'aménagement en site
urbain a entrainé, au cours des deux derniéres décen-
nies, un fort développement des travaux de souténe-
ment utilisant la technique de la paroi moulée ou
divers procédés dérivés. Dans un contexte urbanisé,
afin de préserver le bati existant, on impose généra-
lement une limitation stricte au déplacement de ces
ouvrages par mise en ceuvre de niveaux multiples de
butons ou d’ancrages souvent précontraints.

Les méthodes de calcul traditionnelles en plasticité
développées pour des ouvrages frés flexibles on
d'importantes déformations étaient tolérées ne sont
plus adaptées a ces ouvrages au déplacement limité.
Dans ces conditions, de nouvelles méthodes de cal-
cul ont été élaborées visant a prendre en compte, par-
fois empiriquement, la relation pression des terres-
déplacement. Ainsi, ROWE (1952) a proposé de cor-
riger la méthode du rideau ancré simplement buté en
considérant les influences respectives de la flexibilité
du rideau et de la raideur du sol.

A la fin des années 60, le développement des moyens
de calcul informatique a permis a plusieurs auteurs,
en particulier HALLIBURTON et al. (1968), BOU-
DIER et al. (1970), FAGES et al. (1971) de propo-
ser des logiciels de calcul des rideaux flexibles repo-
sant sur 'hypothése de WINKLER (1867) adaptée au
cas particulier des souténements. Par la suite, on a
également utilisé les logiciels généraux utilisant la
méthode de éléments finis (MONNET et al., 1985)
voire développé des logiciels MEF spécifiques aux sou-
ténements flexibles (BALAY et al., 1985).

Actuellement les logiciels de calcul des souténements
flexibles reposant sur 'hypothése de WINKLER sont
trés largement utilisés en France sans que soient tou-
jours bien cernées leurs limites liées a I'hypothése trés
simplificatrice du module de réaction. Des éléments
de réponse ont pu étre apportés par diverses expéri-
mentations en vraie grandeur (GIGAN, 1979 ; KAST-
NER, 1982).

Toutefois de telles expérimentations constituent des
tests de validation insuffisants dans la mesure ol de
trop nombreux paramétres y sont mal cernés. De
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méme, les résultats expérimentaux sur modéles réduits
existants, notamment ceux de ROWE (1952-55) ne
sont pas représentatifs des ouvrages actuellement uti-
lisés en site urbain.

C’est dans ce contexte que nous avons réalisé une
campagne d’essais sur modéle de souténement flexi-
ble maintenu par des butons ou ancrages de raideur
et précontrainte variables (MASROURI, 1986) dont les
résultats servent de base au test de la méthode de
calcul basé sur 'hypothése du module de réaction,
afin d’en mettre en évidence les limites.

2. LE MODELE

Afin de permetire une répétition aisée des essais, cette
campagne expérimentale a été réalisée sur un modéle
utilisant le matériau analogique bidimensionnel de
SCHNEEBELI (fig. 1). Plus facile & mettre en ceuvre
que les modéles en sable, il supprime les effets de
bord dus aux parois vitrées et permet l'accés au
champ de déplacement par la technique stéréopho-
togrammétrique (BACOT et al.,, 1984).

2.1. Le matériau analogique

Décrit notamment par SCHNEEBELI (1957) ce maté-
riau pulvérulent bidimensionnel est obtenu par I'empi-
lement de petits rouleaux. Dans le modeéle utilisé, les
rouleaux de 60 mm de long et de 3,4 et 5 mm de
diameétre sont en acier inox. Les propriétés mécani-
ques a la rupture de ce « sol » bidimensionnel mesu-
rées lors d'essais biaxiaux (analogues aux essais
triaxiaux de révolution) sont les suivants :

angle de frottement interne : ¢ = 21°
cohésion :c =0

La densité élevée de ce matériau (ya4/v, = 6,5) est
facilement reproductible.

2.2. Le rideau flexible

Il est constitué d’'une plaque de Dural de 800 mm
de hauteur et 12 mm d’épaisseur, équipée de 30 jau-
ges de déformation permettant de déterminer avec
précision la courbure du rideau sur 20 niveaux. La
flexibilité de cette paroi suivant la définition de ROWE

150 Cm

80,5 Cm

200 Cm

TEA 16

Fig. 1. — Schéma du modéle.
Fig. 1., — Diagram of model.
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(1972) la situe dans le domaine des rideaux peu flexi-
bles tels que ceux utilisés pour les souténements en
site urbanisé (fig. 2).

1 - & G
! BRINCH HANSEN
: TERZAGHI 1953
Paroidu ! _
MeM 0.5 méu:u;e : BLUM (poutre équivalente)
. LYON_ |
D —
Modzle ROWE
* réduit) +
or $ t + i :
B ToR 4 0.5 1 1.5

logp (m3/kN)

Fig. 2. — Situation du modeéle dans I'échelle de flexibilité
de ROWE (1972).
Fig. 2. — Position of the mods!
in the ROWE flexibility scale (1972).

2.3. Butons-Ancrages

Lors de I'excavation, le souténement est maintenu par
un ou deux niveaux de butons (photos 1 et 2) ou
d’ancrages dont on a fait varier la raideur et la pré-
contrainte. Pour simuler un bulbe d’ancrage injecté,
un corps d’ancrage constitué de profils en H est noyé
dans le massif et relié a la téte du rideau par deux
tirants situés de part et d'autre du modéle.

Photo 1 — Ecran avec 2 butons.
Photo 1 — Sheet pile with 2 struts.

Photo 2 — Ecran avec 1 ancrage.
Photo 2 — Anchored sheet pile.

3. EXPLOITATION DES MESURES

3.1. Mesures effectuées

A chaque étape d'excavation, on effectue I'ensemble
de mesures suivantes :

— déplacement en téte et en pied du rideau mesuré
a l'aide de comparateurs au 1/100¢ mm ;

— effort dans les ancrages ou les butons par ['inter-
médiaire de capteurs dynamométriques & jauges ;

— mesure de la courbure & partir des 30 jauges
extensométriques collées sur l'intrado et I'extrade du
rideau ;

— prise de clichés & l'aide d'un appareil Hasselblad
6+6 cm pour exploitation éventuelle par stéréopho-
togrammeétrie.

3.2. Détermination des diagrammes
de déformée, moment fléchissant
et pression différentielle

Ces trois diagrammes peuvent étre déduits des mesu-
res de courbure, directement pour le moment fléchis-
sant, aprés double intégration et double dérivation
pour la déformée et la pression différentielle. Toute-
fois, si l'intégration numérique est peu sensible aux
incertitudes expérimentales attachées au diagramme
d'origine, il n’en est pas de méme pour la dérivation
qui a tendance a amplifier les erreurs. Aussi un logi-
ciel spécifique (BOISSIER et al., 1978) a-t-il été déve-
loppé pour ces opérations : les résultats expérimen-
taux sont lissés par la méthode de moindres carrés
a l'aide de polynémes permettant la prise en compte
des points singuliers des divers diagrammes (niveau
de butonnage, fond de fouille). Les opérations de
double intégration et double dérivation sont ensuite
effectuées a partir de ce diagramme lissé. Des tests
réalisés sur divers exemples théoriques ont confirmé
la pertinence de cette démarche.

3.3. Mesure du champ de déplacement
par photogrammaétrie

A chaque phase de l'expérimentation (excavation,
pose de buton...), un cliché du modéle est réalisé.
['examen simultané de deux clichés au stéréorestitu-
teur fait apparaitre un relief apparent proportionnel en
chaque point au déplacement entre les deux phases
analysées, On peut ainsi reconstituer le champ de
déplacement du sol sur I'ensemble du modeéle. En
pratique, seuls quelques essais ont été ainsi analysés
en raison du co(t de l'opération.

3.4. Reproductibilité des essais

Elle a été testée par comparaison de deux essais iden-
tiques effectués par deux expérimentateurs différents.
La figure 3 présente a titre d’exemple les résultats
obtenus pour 50 cm d’excavation. On note I'excel-
lente reproductibilité, tant pour le moment fléchissant
déduit directement des mesures de courbure, que
pour la pression différentielle obtenue aprés lissage et
double dérivation.
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De méme les différences d’effort dans les butons res-
tent inférieures au pourcent si 'on excepte la phase
de mise en place et diminuent avec la progression de
I'excavation.

4. RESULTATS EXPERIMENTAUX

4.1. Programme d’essai

Le programme d’essai a été congu afin que ses résul-
tats constituent une base compléte pour les tests de
validation des méthodes de calcul. Dans cette opti-
que les configurations étudiées ont été choisies afin
que le sol soit sollicité de maniére suffisamment variée
pour que les limites des méthodes de calcul puissent
étre mises en évidence. Ainsi une quarantaine d’expé-
rimentations ont été réalisées sur le méme rideau, en
faisant varier les conditions d’'étaiement :

— rideau non ancré ;

— rideau butonné avec :

®* 1 ou 2 butons passifs de diverses raideurs ;

¢ 1 ou 2 butons précontraints de diverses raideurs ;

® rideau ancré avec ancrage de diverses longueurs et
inclinaisons, précontraint ou non.

Les tableaux présentant les caractéristiques de ces
essais sont donnés en annexe.

On a ainsi testé des comportements variés allant de
la rotation du rideau par rapport a sa base a la rota-
tion par rapport au sommet, en passant par les rup-
tures par insuffisance d'ancrage et les rideaux main-
tenus par deux niveaux de butons précontraints.

4.2. Rideau non ancré

La figure 4 présente I'évolution des déformées et du
déplacement en téte avec la progression de I'excava-
tion. On note que les déplacements en téte restent
faibles jusqu’'a 29 cm d'excavation (ce qui correspond
au maintien de l'encastrement en pied) pour s’accé-
lérer ensuite avec un seuil de rupture pourf = 31,5 cm.

:85N <
b: 88 N '
a: 244 N
b: 245 N » O Essaia
f=0¢m — Essaib
kPa
b

-20 -15-10 -5 0 5 10 15
Courbes de pression différentielle
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Le calcul suivant le schéma classique du rideau encas-
tré non ancré (avec 6/¢ = — 2/3 en butée) con-
duit & une excavation a la rupture de 37,5 cm et une
fouille de 27 cm pour I'ouvrage en « service » calculé
avec un coefficient de sécurité de 2 sur la butée. Ce
schéma de calcul qui admet un passage brutal de la
poussée a la contre-butée 3 l'arriére du rideau s'avére
ainsi trop optimiste.

Le schéma simplifié ol la contre-butée est remplacée
par une force concentrée au point de « rotation » du
rideau reste lui aussi trop optimiste (h rupture = 36 cm).

4.3. Rideau maintenu par un niveau de butons

Aprés une premiére excavation de 10 cm, le buton
est placé @ 4 cm du sommet, puis précontraint.
[’excavation est ensuite poursuivie par pas de 10 puis
5 em jusqu’a la rupture. Une douzaine d’essais ont
été réalisés en faisant varier la raideur et la précon-
trainte du buton.

4.3.1. Rideau avec 1 buton trés déformable
non précontraint (fig. 5)

Avant de commenter les résultats généraux de ces
essais, trois exemples significatifs sont présentés. Sui-
vant la théorie du rideau ancré simplement buté (avec
8/¢ = —1), la rupture survient pour une excavation
h de 55,5 cm alors qu'elle serait de 44,6 cm pour
'ouvrage en service (avec un coefficient de sécurité
de 2 sur la butée).

Notons tout d’abord que sur I'ensemble des diagram-
mes de pression différentielle nous avons reporté un
diagramme théorique de référence résultant d'une
poussée triangulaire (6/¢ = 1) au dessus du fond de
fouille et d’'une butée triangulaire sous le fond de
fouille (hypothéses 6/¢ = 0 et —1). A ce diagramme
est rajoutée une droite de butée théorique en téte per-
mettant de situer I'influence de 'effet de vofite ou de
la précontrainte des butons.

Dés 30 cm d'excavation la faible raideur du buton
autorisant des déplacements non négligeables en téte
conduit a un diagramme de poussée sensiblement égal
au diagramme théorique (pour 6/¢ = 2/3). Le

<_
‘_

f= 50 cm

MUEI ( nil)

-0,03 0,02 -0,01 0 0,01

Courbes de moment fléchissant

Fig. 3. — Reproductibilité des essais.
Fig. 3. — Reproductibility of experiments.
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Déplacement en téte A en cm

Déol A 0 10 20 30 40
placement A en cm Excavation f en cm
Fig. 4. — Evolution de la déformée et du déplacement en téte du rideau en fonction de ['excavation.
Fig. 4. — Evolution of deflection and displacement of the top of the sheet pile relative to excavcation
44,5N—P =0 106 N
f=30 cm
b ——F £=45 cm
&=0
kPa kPa
I t t t PO—1 i I —t— t—t i
215 <10 -5 0 S 10 15 20 -20 -15 -10 -5 0 5 10 15 20
140,5N—Pp 160 N ——Pp]
Lat =55 cm
/ kPa / kPa
20 -15 <10 -5 0 5 10 15 20 20 -15 <10 -5 0 5 10 15 20
Fig. 5. — Essai 1B6 (1 buton déformable non précontraint). Evolution des pressions différentielles.

Fig. 5. — Experiment 1B6 (1 deformable non-prestressed strut). Evolution of differential earth pressure.
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déplacement relatif en téte A/h est alors de
3/1 000%. Pour le rideau en service (h = 45 cm),
on note un comportement du type ancré encastré
avec de la contre-butée au pied du rideau. Ensuite,
on évolue vers un schéma de type ancré simplement
buté avec un diagramme de pression passive de RAN-
KINE pour h = 50 cm (8/¢ = 0). puis une mobili-
sation compléte de la butée au voisinage de la rup-
ture (h = Bhem; =1 < 6/ < —2/3). Ces résul-
tats sont semblables & ceux décrits par ROWE (1955).

4.3.2. Rideau avec 1 buton rigide non précontraint
(fig. 6)

La différence essentielle par rapport & I'exemple pré-
cédent est la présence d'une concentration de pres-
sion importante au droit du butonnage, concentration
qui subsiste avec la progression de I'excavation et que
'on peut rattacher a ce que I'on appelle généralement
« I'effet de volte ».

115N —p =0
f=40cm _
= —=
8=0
kPa
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1l s’agit en effet d'une modification du diagramme de
pression liée a la déformation différentielle du rideau.
Le « ventre » du rideau provoque cette redistribution
de contrainte avec augmentation au niveau du buton
ol le déplacement est pourtant quasi-nul. Il convient
de remarquer que cet effet persiste pour une raideur
de buton intermédiaire alors que le rideau s'écarte du
massif, le déplacement relatif en téte A/h atteignant
4/1 000°.

D’apres ROWE (1955) cet effet disparait dés que
A/h = 1/1 000 ; toutefois son mode opératoire est
plus artificiel : le buton trés rigide était relaché aprés
excavation jusqu’'a disparition de l'effet de vofite. Dans
nos essais, la déformation du rideau et le déplace-
ment en téte sont simultanés, ce dernier étant lié
au raccourcissement élastique de buton sous la char-

ge.

165N
f—SO cm

<15 .10 -5 0 5 10 15 20

Pressions différentielles

f=50 cm
A (mm)

f=40 cm
A (mm)
) 0 1 2 3 -1 0 1 2 3
Déplacements

Fig. 6. — Rideau maintenu par un buton indéformable non précontraint. - Fig. 6. — Sheet pile with 1 non-deformable non-prestressed strut.
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4.3.3. Rideau avec 1 buton déformable
précontraint

La précontrainte a pour objectif de limiter le dépla-
cement des rideaux lié au raccourcissement élastique
des butons.

La figure 7 présente un essai avec un buton trés
déformable précontraint, dés sa mise en ceuvre, par
un effort proche de celui attendu pour I'ouvrage en
service.

Cet effort important met en butée le sol a I'arriére du
rideau (h = 20 cm). Pour l'ouvrage en service, cette
butée subsiste sur les 10 premiers centimétres et est
prolongée par un diagramme sensiblement rectangu-
laire jusqu’au fond de fouille. Enfin, au voisinage de
la rupture (h = 55 cm), une concentration de con-
trainte semblable a l'effet de vofite subsiste en téte.
Son amplitude dépend du niveau de précontrainte.

L] L ] k4 T v L}

-5 <10 -5 0 5 10 15 20

196,5 N—}O

f=55cm

T

4.3.4. Commentaires sur 'ensemble des essais
avec un buton

a. Déplacement du rideau

La figure 8 montre l'influence sensible de la raideur
d’'un bouton non précontraint sur le déplacement glo-
bal du rideau. On note par contre que cette raideur
n'a pratiquement plus d'influence dés lors que le
buton est fortement précontraint. Si 'on excepte I'essai
avec un buton fortement déformable et non précon-
traint, I'évolution des déplacements du pied du rideau
en fonction de I'excavation montre que les déplace-
ments restent faibles jusqu’a 45 cm d’excavation pour
s’accélérer ensuite brutalement jusqu’a la rupture par
manque de fiche. Ceci justifie la régle de calcul de
I'ouvrage avec un coefficient de sécurité de 2 sur la
butée qui correspond au seuil d’apparition des dépla-
cements importants en pied.

185,5 N—Jp

f=45 cm

A

kPa

-20 -15 -10 -5 0 S5 10 15 20
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Fig. 7. — Evolution des pressions différentielles, Essai 1B8 (1 buton déformable et précontraint).
Fig. 7. — Evolution of differetial pressures (1 deformable prestressed strut).
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Fig. 8. — Courbes de déformée.
Fig. 8. — Deflection curves.

b. Effort dans le buton (fig. 9)

En I'absence de précontrainte, la valeur de l'effort aug-
mente fortement avec la raideur du buton, I'écart attei-
gnant 35 % pour I'ouvrage en service. Cette augmen-
tation est due essentiellement a l'effet de volite qui
provoque une concentration de contrainte au droit de
'appui.

Une précontrainte élevée atténue fortement l'influence
de la raideur sur l'effort, la concentration de pression
au droit de I'appui étant liée pour I'essentiel & la mise
en butée du sol lors de la pose du buton précontraint.

¢. Moment fléchissant (fig. 10)

Il est affecté simultanément par la raideur et la pré-
contrainte du rideau et atteint la valeur du calcul en

« simplement buté » dans le cas du buton rigide avec
forte précontrainte.

Avec un buton trés déformable non précontraint, le
moment maximum chute de 30 %. Cette variation est
toutefois bien inférieure a celle de l'effort dans le
buton (45 %) dont l'effet sur le moment est partielle-

ment compensé par la concentration de poussée coté
terre.

‘Aot)
® RIGIDE
o SOUPLE
2501 DTRES SOUPLE
2004
150
1001
50
Exc {cm)
L s —t
0 10 20 30 a0 50 50
Fig. 9. — Effort dans le buton, en fonction de la hauteur d’excavation.

Fig. 9. — Evolution of the strut Joad during excavation.
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f=45 cm
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A : 1 buton trés déformable sans précontrainte.
B : 1 buton rigide avec forte précontrainte.

Fig. 10. — Comparaison des courbas de moment fléchissant
mesurées et celles obtenues par des calculs classiques.
Fig. 10. — Comparison of calculated and measured bending
moment distribution

Globalement pour 'ouvrage en service, le calcul sui-
vant la méthode du rideau ancré simplement buté
donne une borne supérieure du diagramme de
moment fléchissant. Par contre, pour ces rideaux
assez peu flexibles, la méthode de BLUM conduit a
une forte sous-estimation du moment maximum.

5. RIDEAU ANCRE

Une vingtaine d'expériences sur le rideau maintenu
par un ancrage ont été réalisées pour tester I'influence
de la longueur, de linclinaison et de la précontrainte
de l'ancrage. L'ancrage est peu déformable par lui-
méme, mais le déplacement du corps d’ancrage sous
I'effort varie avec sa longueur et son inclinaison,
jouant ainsi un réle analogue & la raideur du buton.

Globalement, le comportement du rideau ancré est
identique a celui du rideau butonné, a l'exception de
deux points :

— pour les ancrages non précontraints, on note une
concentration de pression & l'arriére du rideau plus
marquée, explicable par le développement d'un effet
de volte entre le corps d'ancrage et le point
d’ancrage ;

— pour des ancrages de longueur inférieure & 0,85 m,
la rupture survient par basculement de l'ensemble
rideau-ancrage avant la rupture habituelle par man-
que de fiche, Clest la stabilité d’ensemble du disposi-
tif de souténement qui n’est pas assurée, comme le
montre la figure 11. L'étude de cette stabilité sur la
base de nos expériences fera I'objet d’'une publication
ultérieure.

6. RIDEAUX MAINTENUS
PAR DEUX NIVEAUX DE BUTONS

Ce dispositif est fréquent dans les travaux urbains oti
'on met en ceuvre plusieurs niveaux d’étaiement afin
de limiter au mieux le déplacement des souténements.
Les essais sur modeéle ont été réalisés avec deux
butons rigides ou déformables, précontraints ou non.

Fig. 11. — Visualisation par stéréophotogramme-
trie de la rupture d’ensemble rideau + ancrage.
Fig. 11. — Stereophotogrammetric image of fai-
lure (sheet pile + anchor).

Mouvements horizontaux en (mm).
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Les résultats obtenus sont commentés en référence
aux essais avec un seul buton.

6.1. Description des essais

Aprés une excavation de 15 cm, le premier buton est
posé a 5 cm de profondeur. On excave ensuite jus-
qu’d 40 cm pour poser le deuxiéme buton & 25 cm
avant de poursuivre les terrassements par passes de
5 cm jusqu’a la rupture (h = 63 cm).

6.2. Poussée a larriére de I'écran

Les essais mettent en évidence de maniére nette les
reports de pression dus au déplacement différentiel de
'écran. Dans le cas des butons déformables non pré-
contraints (fig. 12a) la poussée reste proche de sa
valeur théorique jusqu'a 45 cm d'excavation. Au-dela,
on note un accroissement de la poussée dans la par-
tie supérieure, alors méme que cette partie du rideau
s'écarte légérement du massif. Ce comportement
s'explique par la différence de déplacement entre la
téte et le pied : lorsque I'excavation passe de 45 a
60 cm, le mouvement du pied vers la fouille est de
3 mm alors qu'il est inférieur @ 1 mm en téte, créant
ainsi un « point dur » relatif. La mise en place de
butons peu déformables, bloguant ainsi complétemnent
la partie supérieure du rideau, accentue nettement le
phénoméne comme lindiquent les diagrammes de
poussée de la figure 12b.

6.3. Moment fléchissant et effort
dans les butons

Contrairement au rideau maintenu par un seul buton,
la déformabilité et la précontrainte ont une influence
non négligeable sur le diagramme de moment fléchis-
sant. Ainsi, la déformabilité de I'étaiement permet de
réduire les efforts dans les butons et d’améliorer leur
répartition avec en contre-partie une augmentation du
moment maximum de 25 %.

La précontrainte des butons s’avére efficace en per-
mettant, au prix d’'une augmentation d'effort, de ré-
duire les déplacements du rideau ainsi que le moment
fléchissant maximum.

6.4. Comparaison avec les diagrammes
empiriques de TERZAGHI et PECK (1965)

En l'absence de précontrainte, ces diagrammes res-
tent une enveloppe supérieure de la poussée du sol
dans la partie hors fiche, tout au long des terrasse-
ments (fig. 13).

Par contre, pour les butons précontraints, ce dia-
gramme sous-estime la pression du sol, en particulier
lorsque la fiche est importante.

7. CALCULS PAR LA METHODE
DU MODULE DE REACTION

Le module de réaction K n'étant pas une caracté-
ristique intrinséque du sol, la définition de la loi de

REVUE FRANGAISE DE GEOTECHNIQUE

réaction varie avec les auteurs, en particulier dans le
cas des souténements ol il faut compléter K; par
des seuils de pression active et passive et par la prise
en compte des irréversibilités de comportement. Sur
le méme principe du module de réaction, on trouve
ainsi divers logiciels plus ou moins proches en fonc-
tion des hypothéses complémentaires adoptées, Pour
cette étude, nous avons utilisé le programme RIDO
développé 2 l'occasion de la construction du métro
de Lyon.

Le principe des calculs de palplanches par la méthode
du module de réaction ayant été abondamment décrit
nous présenterons ici uniquement le principe de la loi
de réaction adoptée dans le programme RIDO.

7.1. Loi de réaction adoptée dans « RIDO »

Dans ce logiciel, la pression est prise en compte sépa-
rément de part et d’autre du rideau. A ['origine, elle
est égale a la pression des terres au repos, avec prise
en compte de l'effet de surcharges éventuelles. En un
point, elle varie ensuite linéairement avec le déplace-
ment horizontal Y, tout en étant limitée par les valeurs
correspondant a la poussée ou 2 la butée.

Cette loi de réaction s’écrit :

P=P, + Kylv =)

avec !

P, : pression des terres au repos

v : déplacement horizontal du rideau au point con-
sidéré

v : facteur rendant compte de I'hystérésis

K} : module de réaction défini par la relation

Kp = R. + R, . 0,

ou :

R, (en kN/m?) : partie constante du module de ré-
action ;

Rp (en m ™) : coefficient d’augmentation de K, avec
la contrainte verticale effective o, au point considéré.

7.1.1. Irréversibilité

Si a la fin d'une phase n, une des limites de plasti-
cité est atteinte (poussée ou butée), v est recalculé
pour conduire & la nouvelle loi de réaction confor-
mément a la figure 14 pour la phase n + 1.

7.1.2. Variation de contrainte verticale

Lorsque la contrainte verticale varie (en cas d’exca-
vation, de remblaiement ou de surcharge par exem-
ple) divers choix sont possibles pour redéfinir le cou-
ple p, — v. Le choix fait dans RIDO est de conser-
ver alors la méme valeur de v (fig. 15).

7.2. Choix des paramétres pour la simulation
des essais sur modéle.

a. Coefficients de pression du sol

La pression au repos (Ko) du matériau analogique a
été déterminée sur un modeéle de poussée-butée. Sa
valeur, égale & 0,9 est plus élevée que celle donnée
par la relation de Jacky (Ko = 1 — sin ¢ = 0,64)
ce qui peut s'expliquer par le caractére bidimension-
nel de matériau. Elle correspond au calcul en élasti-
cité : pour un matériau bidimensionnel Ko = coeffi-
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Fig. 12a. — 2 butons souples non précontraints.
Fig. 12a. — 2 deformable non-prestressed struts.
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Fig. 12b. — 2 butons rigides non précontraints.
Fig. 12b. — 2 non-deformable non-prestressed strusts.

27



28 N° 55 REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

—» 2B1
—P B

f=45cm
kPa
5

-15 <10 -5 0 5 10 15 20 -1 <10 -5 0 5 10 15 20

4
—p —p
2B1
—> —»
2B2
2B
2B5
f=60 cm f=60 cm
20 -15 <10 -5 0 5 10 15 20 20 <15 -10 -5 0 5 10 15 20

Fig. 13. — Comparaison des poussées mesurées avec le diagramme proposé par TERZAGHI et PECK
(2B1 et 2B3 : non-précontraints 2B2 et 2B5 : précontraints).
Fig. 13. — Comparison of measured earth pressure with the diagram proposed by TERZAGH! and PECK.
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Fig. 14. — Loi de réaction du programme RIDO et son comportement irréversible.

Fig. 14. — Reaction law of RIDO program and its irreversibility.
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Phase n
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Fig. 15. — Evolution de la loi de réaction avec la contrainte verticale.
Fig. 15, — Influence of vertical stress on reaction faw.

cient de Poisson v dont la valeur déduite des essais
biaxiaux est voisine de 0,9.

Pour les coefficients de pression active et passive, on
a admis que le frottement maximum sol-écran pou-
vait étre mobilisé pour de forts déplacements et
adopté les valeurs théoriques correspondantes, soit
pour ¢ = 21° et |6/¢| = 1:

K,, cos6 = 0,39

K,y cosd = 3,1
b. Module de réaction

Le module étant un paramétre de calcul et non un
paramétre intrinséque du sol, il n'est pas directement
mesurable. Pour un méme sol, il peut varier avec la
géométrie et la nature des mouvements de I'écran.

En pratique, on utilise des valeurs empiriques ou
déduites d’essais tels que l'essai pressioméfrique
(BALAY, 1985).

En l'absence de base empirique pour ce matériau, une
rétro-analyse des deux premiers essais a été effectuée,
conduisant & une valeur du module proportionnelle
a la contrainte verticale, soit :

Kh = Rp . Oy
1500 m~*!

It

avec R,

Par la suite, cette valeur a été conservée pour
ensemble des simulations numériques,

8. COMPARAISONS CALCULS-MESURES

Tous les essais ont fait 'objet d'un calcul avec le
méme jeu de parameétres afin de comparer les cour-
bes de moment fléchissant, de pression différentielle,
de déplacement ainsi que les efforts de butonnage ou
d'ancrage. ['analyse de ces résultats pour chaque type
de rideau testé en référence a I'hypothése du module
de réaction, permet, outre la mise en évidence des
limites de ces calculs, de situer I'origine des écarts
constatés.

8.1. Rideau non ancré

C’est la rotation du rideau par rapport a sa base qui
caractérise cet essai. Pour le rideau en service, les
déplacements calculés et mesurés sont voisins. Notons
toutefois que les déplacements calculés sont ici, en
I'absence de butons, fortement contrélés par la valeur
du module de réaction, choisie a posteriori (fig. 16).
Si I'on examine plus précisément la déformée, on
note que l'encastrement réel est mal traduit par le
calcul.

Pour le moment fléchissant, le calcul satisfaisant au-
dessus du fond de fouille sous-estime fortement la
valeur en dessous (fig. 17).

Ces constatations indiquent que :

— la pression active du matériau de SCHNEEBELI
est proche de sa valeur théorique ;

— dans le calcul, la butée maximale est mobilisée
trop rapidement sous le fond de fouille : un schéma
de réaction complexe, proche de courbes de butée
classiquement mesurées sur modéles par divers
auteurs, devrait permetire de corriger en partie cet
écant ;

— la contre butée qui est a 'origine de I'encastrement
du pied de rideau, est sous-estimée par le calcul. Ce
résultat n'est pas surprenant, I'expérimentation indi-
quant que la contre butée peut se développer en
I'absence de déplacement du pied de I'écran qui joue
alors le role d’un « point dur » par rapport au som-
met du rideau incurvé vers la fouille. Ce phénomeéne
du type effet de vofte, ne peut étre déduit par 'hypo-
thése de module de réaction qui lie les changements
des pressions du sol en un point au déplacement de
ce seul point.

8.2. Rideaux maintenus par un niveau
de butons et d’ancrages

Le déplacement de ces rideaux est contr6lé, en téte
par le butonnage et en pied par le sol en butée. Pour
I'excavation correspondant au rideau « en service » ces
déplacements restant trés faibles, les déplacements cal-
culés et mesurés restent proches. Au-dela, lorsque 'on
poursuit I'excavation, le calcul des déplacements n'est
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Fig. 16. — Rideau non butonné. Comparaison des déplacements mesurés et calculés.
Fig. 16. — Sheet pile without any strut. Comparison of calculated values of displacement to measured values.
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Fig. 17. — Rideau non butonné. Comparaison des moments fléchissants mesurés et calculés.
Fig. 17. — Sheet pile without any strut. Comparison of calculated values of bending moment to measured values,

plus significatif ; par contre il donne une valeur cor-
recte de la fiche correspondante a la rupture par man-
que de butée.

8.2.1. Butons non précontraints
a. Buton trés déformable

Cette déformabilité autorisant une rotation non négli-
geable du rideau par rapport a la base, on retrouve
partiellement les particularités du rideau non ancré :

le calcul surestimant la butée en fond de fouille, il en
résulte une sous-estimation de I'effort dans le buton
et du moment fléchissant atteignant 20 % (fig. 18).

b. Buton non déformable

La répartition de pression calculée a I'arriére du rideau
est triangulaire, I'hypothése de WINKLER ne pouvant
traduire la concentration de poussée due a l'effet de
volite. En conséquence, l'effort dans le buton est
sous-estimé de plus de 30 %. Paradoxalement, les
moments fléchissants calculés et mesurés sont trés pro-
ches, cette concentration de poussée étant compen-
sée par un déficit équivalent d’effort dans le buton.

8.2.2. Buton précontraint

Dans le calcul comme sur le modéle, la précontrainte
du buton met le sol en butée a l'arriére du rideau.
Les diagrammes calculés et expérimentaux sont alors
trés proches, que le buton soit déformable ou non :
le calcul simule bien I'expérimentation pour I'ensem-
ble des paramétres mesurés.

8.2.3. Rideaux maintenus par un niveau d’ancrage

Par rapport au rideau butonné, la présence de
I'ancrage a l'arriére du rideau induit deux phénome-
nes complémentaires :

— d’une part, une augmentation de la concentration
de poussée au niveau d’ancrage, provoquée par un
effet de vofite entre ce point et le corps d’ancrage.
Il en résulte, méme dans le cas des ancrages précon-
traints, une accentuation des écarts entre calcul et
mesures pour l'effort d’ancrage ;

— d'autre part, 'ancrage mobilise 'ensemble du mas-
sif & l'arriere du rideau et induit un déplacement d’en-
semble d’autant plus important que le tirant est court.
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Fig. 18. — Comparaison calcul-mesure des courbes de moment fléchissant.
Fig. 18. — Comparison of calculated values of bending moment to measured values.

Le principe du calcul étant basé sur la relation locale
déplacement-pression, cet effet ne peut étre pris en
compte.

8.3. Rideaux maintenus par deux niveaux
de butons

8.3.1. Butons non préconirainis

Ce sont les reports d’efforts dus aux déformations dif-
férentielles qui caractérisent ces essais. L’hypothese de
WINKLER étant incapable de traduire correctement
ces reports, on constate logiquement des écarts impor-
tants entre calculs et mesures, le calcul sous-estimant
systématiquement la poussée a l'arriére du rideau,
I'effort dans les butons et le moment fléchissant maxi-
mum. Ainsi, & titre d’exemple, avec les butons rigi-
des le programme de calcul sous-estime l'effort glo-
bal dans les butons de 36,5 % et le moment fléchis-
sant maximum de 28 %. Par contre, le déplacement
global du rideau est correctement évalué.

8.2.2. Butons préconiraints

Bien que les diagrammes de pression aient la méme
allure qu’avec les butons non précontraints, la valeur
élevée de la pression a l'arriére du rideau est due ici
a la mise en butée du sol lors de la pose des butons
et leur précontrainte.

Dans ces conditions, pour 45 cm d’excavation on
constate que le calcul au module de réaction décrit
bien ces essais, le diagramme de pression différentielle
comme celui de moment fléchissant étant quasi con-
fondus (fig. 19). Pour les excavations plus importan-
tes, (h = 55 cm) lorsque le pied du rideau com-
mence a chasser par manque de butée, on retrouve
des déformations différentielles du rideau avec reports
de poussée que I'hypothése du module de réaction
ne peut décrire : le calcul sous-estime alors a nou-
veau les efforts, moments et poussée.

Enfin, il faut noter que le calcul surestime les dépla-
cements lors de la précontrainte des butons. Ceci con-

f=45 cm
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Fig. 18. — Comparaison calcul-mesure de la courbe de
moment fléchissant (2 butons précontraints).
Fig. 19. — Comparison of calculated values of bending moment
to measured values (2 prestressed struts)

firme les constatations effectuées in situ par GIGAN
et qui ont conduit le LCPC & recommander une aug-
mentation du module de réaction lors des phases de
mise en tension des tirants, dans la zone concernée
par cette opération.

9. CONCLUSIONS

Cette campagne d’essais était destinée, dans un pre-
mier temps, a cerner le comportement d'un rideau de
flexibilité moyenne, tels que ceux utilisés en site
urbain, dans diverses conditions d’étaiement, puis dans
un deuxiéme temps a confronter les résultats aux
méthodes de calcul. Pour les rideaux maintenus par
des tirants ou butons non précontraints, ces essais
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confirment la formation d’'une concentration de pres-
sion liée a l'effet de voiite au droit de I'étaiement,
méme pour des butons déformables. Cet effet est
d’autant plus sensible que le rideau est mieux main-
tenu en téte comme le montrent les essais avec deux
niveaux de butons.

La précontrainte des butons (ou ancrages) présente
deux avantages : elle limite le déplacement des
rideaux et atténue fortement les effets de la déforma-
bilité des étais. Ces avantages entrainent cependant
une augmentation de l'effort dans les butons et du
moment maximum.

La confrontation des essais avec un buton aux métho-
des de calcul classiques en plasticité montre que, pour
ces parois de flexibilité movenne, la méthode du
rideau ancré encastré sous-estime fortement le
moment maximum, alors que la méthode du rideau
ancré simplement buté (avec un coefficient de sécu-
rité de 2 sur la butée) donne une valeur par exceés
de ce moment. Notons que la fiche obtenue avec
cette derniere méthode correspond au seuil au-dela
duquel les déplacements du pied du rideau devien-
nent importants, ce qui justifierait cette régle de cal-
cul. Par contre, ces méthodes classiques ne sont pas
adaptées au cas des butons ou ancrages précontraints
qui mettent partiellement en butée le sol & larriére
du rideau.

L’hypothese de WINKLER, utilisée dans de nombreux
logiciels de calcul n'est qu'une approche trés simpli-
fiée de l'interaction sol-rideau. Ses limites apparaissent
essentiellement lorsque les butons ne sont pas pré-
contraints : les reports d’efforts dus a la déformation
différentielle ne pouvant étre traduits par cette hypo-
thése, les efforts dans I'étaiement sont sous évalués
dans tous les cas. Pour certaines configurations
(rideaux maintenus par un buton trés déformable ou
par deux butons), le moment fléchissant maximum est
également sous évalué.

Dés que les butons sont précontraints, les phénome-
nes de reports d'effort ne sont plus prépondérants et
on note alors que les calculs au module de réaction
traduisent correctement les efforts et moment fléchis-
sants observés. Seuls les déplacements, lors des pha-
ses de mise en précontrainte des étais sont sous éva-
lués ce qui confirme la nécessité d’augmenter locale-
ment K, lors de telles phases.
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ESSAIS SUR MODELE DE RIDEAUX DE SOUTENEMENT : CONFRONTATION A DIVERSES METHODES DE CALCUL

ANNEXE

Tableau 1. — Essais effectués avec un niveau de buton.
Table 1. — Experiments realized with one level of struts.

N® essai Précontrainte Raideur

(kN/m.ml) (kN/m.ml)

1BO 0,000 83333 rigide

1B1 2,133 83333 rigide

1B2 3,025 83333 rigide

1B3 0,208 816 souple

1B4 2,100 816 souple

1B5 3,000 816 souple

1B6 0,191 404  trés souple

1B7 2,016 404 trés souple

1B8 2,916 404 trés souple

Tableau 2. — Essais effectués avec deux niveaux de buton.
Table 2, — Experiments realized with 2 level of struts.

N® | Précontrainte (kN/m.ml) Raideur de buton
Essai (kN/m.ml)
Buton 1 Buton 2

2B1 0,383 0,333 83333 rigides
2B2 1,333 2,691 83333 rigides

2B3 0,366 0,400 816 souples
2B4 2,075 2,700 816 souples
2B5 1,733 4,041 816 souples
Tableau 3. — Essais effectués avec un tirant.
Table 3. — Experiments realized with one anchor.
a . | Longueur .. o | Précontrainte
N® essai sotale (m) Inclinaison (kN/m.ml)
A1 1,06 39 0,770
A2 1.05 39 2,848
A3 1,47 22 0,605
A4 1.17 22 2,656
AB 1,08 31 0,880
AB 1,08 31 2,800
A7 1,14 45 0,635
A8 1,14 45 3,068
A9 117 39 0,376
A10 Tl 39 3,253
A11 1,14 30 0,360
A12 1.14 30 2,908
A13 1,05 22 0,566
Al4 0,95 22 0,647
A1b 0,85 22 0,208
A16 0,75 22 0,207
A17 0,65 22 0,228
A18 0,55 22 0,215
A19 0,565 31 0,205
A20 0,75 31 0,175
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Interprétation d’essai de pompage dynamique

Analysis

dans les enceintes fermées

of dynamic pumping test in a confined area

Y. IAGOLNITZER, A. MONNET
Entreprise BACHY™

Rev. Frang. Géotech. n® 55, pp. 34-45 (avril 1991)

Résumé

La réalisation de batiments avec épuisement permanent a |'abri d’enceintes fer-
mées nécessite une évaluation précise du débit d'exhaure résiduel, gu'aucune
démarche classique ne permet actuellement de fournir.

Cet article décrit une méthode simple et rapide résolvant ce type de probléme.
Découlant d'une analyse hydraulique, la méthode proposée se traduit en prati-
que par un essai de pompage en deux temps : une période de pompage suivie
d'une période de remontée.

Aprés une approche théorique de la méthode, un exemple pratique en illustre
I"application.

Enfin, des précisions sont données sur la mise en ceuvre de |'essai et son

interprétation.

Abstract

* « Les Colonnades », bat. B,
92563 Rueil-Malmaison Cedex.

Carrying out of buildings equiped with permanent pumping in a confined area
has lead to the necessity of an accurate assessment of the residual discharge,
that none of the classic approaches is currently able to work out.

This article describes a simple and fast method solving this type of problem.
Derived from a hydraulic analysis, the method suggested here consists in prac-
tice of a two-time pumping test : a pumping period followed by a head reco-
very period.

After a theoretical approach to the method, a practical example illustrates its
application.

Finally, precisions are given with regard to the setting up of the test and its
interpretation.

4, avenue Sainte-Claire-Deville,
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La reprise ces derniéres années des investissements
immobiliers a entrainé la multiplication des fouilles réa-
lisées a l'abri d'« enceintes fermées » avec un pom-
page permanent.

1l s’agit de maniére typique de fouilles urbaines destinées
a recevoir en sous-sol des garages, des locaux techni-
ques ou des magasins. Les surfaces varient de 1 000
3 10 000 m? au sol. Le dallage du niveau inférieur est
situé entre 5 et 15 m sous le niveau de la nappe phréa-
tique. Ces conditions conduisent & prévoir des débits
d’exhaure faibles, de 30 3 150 m?3/heure, qui permet-
tent de justifier économiquement des solutions avec
épuisement permanent. La paroi verticale de I'enceinte
est réalisée en paroi moulée dans le sol. Le fond étan-
che peut étre soit une couche géologique de faible per-
méabilité, soit un radier injecté.

Un moment critique de l'avancement du chantier est
I'essai de pompage qui marque la fin de réalisation
de l'enceinte, et permet d'entamer les terrassements
au-dessous du niveau de la nappe. Moment critique,
puisque le résultat de l'essai justifie ou infirme les
choix de conception (radier injecté ou fiche de I'écran
dans une couche étanche, ...) et sanctionne |'accom-
plissement des obligations contractuelles de 'entreprise
spécialisée qui réalise I'enceinte.

Jusqu’a présent, les méthodes employées afin d'éva-
luer le débit résiduel a partir d’'un essai de pompage
en fin de réalisation d’'une enceinte fermée relevaient
des trois démarches suivantes :

1. considérations sur les volumes et les débits & par-
tir d'une hypothése sur le coefficient d’emmagasine-
ment du terrain ;

2. considérations qualitatives lors du pompage d’essai
en concluant que les exigences contractuelles sont
satisfaites si le niveau d'eau dans la fouille continue
a descendre pour un débit de pompage inférieur au
débit imposé ;

3. évaluation du débit résiduel par un pompage a
débit et niveaux stabilisés dans les conditions finales
de rabattement.

Les méthodes 1 et 2, souvent utilisées de facon com-
plémentaire, ne permettent pas de conclure lorsque
le débit résiduel est proche du débit contractuel. La
premiére en effet ne donne du débit résiduel réel
qu'une approximation trés grossiére et souvent erro-
née, les calculs étant basés sur des hypothéses non
vérifiables concernant des coefficients par ailleurs assez
mal connus ; la seconde est trop imprécise et hasar-
deuse.

La troisiéme méthode permet d’évaluer avec une
bonne précision le débit résiduel, mais demande du
temps. Elle nécessite environ une semaine dans des
conditions favorables, cette durée augmentant en fonc-
tion de la profondeur du fond de fouille final et s'avé-
rant presque toujours incompatible avec les délais
impartis.

La méthode d’évaluation du débit résiduel présentée
ici comporte une méthodologie d'essai et d'interpré-
tation qui pallient les inconvénients décrits plus hauts :
c’est une méthode quantitative de courte durée basée
sur la loi de conservation et ne faisant appel & aucune
hypothése particuliere sur la couche de terrain
concernée.

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

Le chapitre 1 présente la modélisation du probléme
et la description d’'une méthodologie d’essai.

Le chapitre 2 illustre la mise en application de cette
méthode par I'étude détaillée d'un exemple concret.

Le chapitre 3 est une discussion portant sur des points
particuliers de la procédure d’essai, de I'analyse des
mesures et de l'interprétation.

1. MODELISATION DU POMPAGE

1.1, Schéma de principe

Le schéma de la figure 1 présente le cas classique
de la mise hors d'eau d’'une fouille protégée par une
paroi moulée. Le fond de I'enceinte, représenté ici par
un radier injecté, peut étre remplacé de facon équi-
valente par le recoupement de la paroi sur un hori-
zon peu perméable.

1.2. Loi de conservation et expression
des différents débits

La loi de conservation de la masse nous permet
d’écrire une équation liant les débits : la somme des
débits entrants dans la fouille est égale a la somme
des débits sortants.

— Débit entrant et assimilé :

Qe, débit résiduel traversant I'enceinte, il représente
le débit par le fond grossi du débit latéral. Avec une
paroi moulée périmétrale, ce débit latéral est généra-
lement négligeable (par contre dans le cas d'un écran
vertical injecté il y aurait lieu d'en tenir compte).

Qs, débit d'essorage du terrain a lintérieur de la
fouille.

— Débit sortant :
Qp, débit pompé.
L’équation de base s'exprime donc simplement par :

Qp = Qs + Qe (1)

T.N

SLNAPPE

PAROI MOULEE

PHREATIQUE

< FOND DE FOUILLE

tLNIVEt-‘-.U D’EAU_INTERIEUR

Fig. 1. — Schéma de principe.
Fig. 1. — General layout.
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1.2.1. Débit entrant et transmissivité

Le débit entrant dans la fouille, Qe, encore appelé
débit résiduel ou débit de fuite, constitue I'inconnue
du probléme.

Cependant cette inconnue n'est pas une constante :
elle dépend de la différence de charge s entre la nap-
pe extérieure et le niveau d'eau a l'intérieur de la
fouille. On admet la relation de proportionnalité
suivante :

Qe =T .s (2)

ot T, transmissivité globale de la fouille, représente
le débit que peut fournir cette fouille par métre de
rabattement ; elle sera exprimée par la suite de

3 : B
m°/h par m de rabattement, que l'on préfére a la
notation usuelle (m?/s).

Indépendante du niveau d’eau dans la fouille, et de
tout autre parametre, T est en théorie une constante.
On verra en 1.3. la maniére de I'évaluer par le cal-
cul, et I'explication des variations qui sont observées
dans la réalité.

Il est important de faire ici la distinction entre la trans-
missivité globale définie ci-dessus et le « débit spécifi-
que » utilisé dans nombre d'essais de pompage, et qui
représente communément le rapport entre un débit
pompé (en période de pompage, donc), et un rabat-
tement (Qp/s). C’est une entité variable au cours du
temps et sans intérét dans le cadre de la présente
méthode. Une comparaison entre transmissivité glo-
bale et débit spécifique sera menée en 3.3.1.

1.2.2. Débit d’essorage

Pendant un intervalle de temps dt, le niveau intérieur
z varle de dez, et le débit d'essorage Qs, proportion-
nel 3 la surface S de la fouille, s'exprime par :

ds

dt £

Qs =y .S

Le coefficient de proportionnalité est le classique (et
insaisissable !) coefficient d'emmagasinement, exprimé
en %.

En régime permanent, il est aussi nommé porosité
efficace, n, (rapport du volume d'eau libre sur le
volume de sol).

La plupart des analyses d'essais de pompage était
jusqu'a présent basée sur une hypothése sur le coef-
ficient d’'emmagasinement, permettant des calculs sim-
ples mais trés approximatifs : une des inconnues étant
éliminée, le probléme posé se réduisait & une simple
équation a une inconnue : Qe... Mais aucune justifi-
cation sérieuse de débit résiduel ne pouvait en étre
tirée.

Il est clair que le débit d’'essorage est lié au caractére
dynamique du niveau de l'eau dans la fouille : a
niveau stabilisé, ce terme est nul et I'équation des
débits se réduit a Qe = Qp.

1.2.3. Débit de pompage

Le débit extrait de la fouille est noté Qp et est mesuré
sur le chantier a l'aide de compteurs (on verra plus
tard l'importance de cet équipement).

1.3. Résolution de I'équation

En remplagant les expressions (2) et (3) de débits
développées plus haut dans [I'équation (1), on
obtient ;

ds
Qp = Tz, — 2) + ¥.5.—
dt
ou encore :
S dz Qp
z + — e — = - — 4
Toatw T T Ty %

Précisons que dans cette équation, les seules valeurs
inconnues sont y et T, les autres (z, z., t, Qp et )
étant connues ou mesurées durant l'essai.

Pour simplifier la manipulation des données, on intro-
duit une grandeur physique nouvelle ;

¥S

T

qui a la dimension d'une durée. Elle sera nommée
par la suite « temps de relaxation de la fouille ».

L’équation différentielle (4) s'exprime donc simplement
par :

z+7d—z=22&
T

dt

Dans la plupart des cas, le niveau de la nappe phréa-
tique est trés peu variable (quelques centimeétres tout
au plus). On peut alors, en prenant comme hypo-

thése la stabilité de la nappe (ds = — dz), écrire
I'équation précédente en fonction du rabattement s :
d
5.8= T = = —Q-P—
dt T

Dans les deux cas particuliers suivants, les solutions
de I'équation sont connues :

¢ Cas ou Qp est nul (pas de pompage)

L'équation de conservation des débits,
s + 7 ds/dt = 0 a alors pour solution :

s = s5.e ¥

Si & un instant donné, alors qu’un rabattement s; a
été obtenu, le pompage est arrété, le niveau remonte
suivant une loi d’amortissement exponentiel.

Ou encore, sur une courbe de remontée aprés arrét
de pompage, il est possible de calculer, sur l'intervalle
entre deux mesures, un temps de relaxation :

7 - _dt (5)
S0
[in=——=

s

oll : dt est la durée de l'intervalle entre deux mesu-
res,
sp le rabattement & l'origine de lintervalle,
s le rabattement en fin d’intervalle.
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On comprend ici le contenu physique pratique du
temps de relaxation : tout pompage arrété, c'est le
temps nécessaire pour obtenir un rabattement s tel
que Ln (sg/s) = 1, ou encore s = sy/e, cest-a-dire
un rabattement résiduel s ramené sensiblement au tiers
du rabattement initial sg.

® Cas ol Qp est constant
L'expression de la solution s est alors :

+ = . (1 - eV

Il est donc possible, sur chaque intervalle de mesure
en période de pompage, de faire une estimation de
la transmissivité de la fouille :

1 — e—ur

T = Qp..

(6)

s — s .e "V
pour peu que I'on dispose d'une estimation du temps
de relaxation sur la tranche de terrain considérée par
'interprétation précédente. On peut alors inférer le
débit résiduel de la fouille pour un rabattement donné
s, en écrivant que Qe = T . s.

1.4. Principe de I'essai de pompage

Comme pour tout autre essai de pompage, il faut pré-
voir la mise en place d'un dispositif permettant de réa-
liser le pompage et de mesurer les éléments suivants :

— quantités d’eau pompée, a l'aide de compteurs
volumétriques ou de débitmétres enregistreurs ;

— niveau de la nappe extérieure, par une série de
piézometres extérieurs ;

— niveau d'eau a lintérieur de la fouille, par une
série de piézometres intérieurs.

Il est, de plus, important de tenir compte du temps
d’installation de ce dispositif dans le planning, car
étant de l'ordre d'une semaine, il est plus long que
essai lui-méme.

Méthodologie de I'essai

Reprenant les deux phases de calcul du chapitre pré-
cédent, le déroulement de l'essai comportera deux
étapes ;

— une période a débit nul, ou période de remontée ;
— une période a débit de pompage constant.

Cependant, si les calculs doivent étre effectués dans
cet ordre précis, |'essai sera en pratique réalisé dans
I'ordre inverse : la période de remontée nécessitant
un rabattement initial, c’est la période de pompage
qui marquera la premiére phase de l'essai, aprés un
pompage préliminaire destiné & s'assurer du bon fonc-
tionnement de tous les éléments du dispositif.

a. Une période de pompage a « débit constant ».

On considérera que le débit reste constant pour cha-
que intervalle de temps, sur lequel un débit moyen
sera calculé.

Les mesures effectuées durant cette période permet-
tront de calculer la transmissivité globale de la fouille
T sur chaque intervalle de temps (cf. équation 6), au
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moyen de la valeur de 7 déduite de la période de
remontée.

b. Une période de remontée (Qp = 0; arrét du
pompage).

Les mesures faites durant cette période permettront
de calculer le temps de relaxation de la fouille 7 (cf.
équation 5). L'obtention d'un rabattement initial signi-
ficatif est nécessaire pour débuter la remontée. Un
minimum de 1,50 m a été utilisé jusqu'a présent.
D’autre part, un minimum de 8 h pour la durée de
la remontée a toujours été respecté ; il est cependant
intéressant de poursuivre les mesures au-deld, lorsque
les conditions de chantier le permettent,

Avant le début de l'essai, il est bon de relever les
niveaux des piézométres extérieurs afin d’appréhen-
der les éventuelles fluctuations de la nappe. D'autre
part, dés le début de I'essai, des mesures complétes
comprenant les relevés des compteurs volumétriques
et des piézometres extérieurs et intérieurs, doivent étre
prises & intervalles de temps réguliers. Deux heures
est lintervalle qui a été utilisé jusqu'a présent, un
intervalle plus court ne permettant pas d’améliorer la
précision des résultats d’'une maniére significative.

Ainsi que le montre I'ensemble du chapitre suivant,
I'évaluation du débit résiduel permet ensuite le calcul
de la perméabilité K du radier et du coefficient
d’emmagasinement du terrain ~.

2. APPLICATION

La méthode qui vient d'étre décrite a permis l'inter-
prétation de plusieurs essais de pompage dans la
région parisienne :

— Zac du Front de Seine, Levallois :

e Jlot 2-1 : pompage du 11/09/89 ;
® Jlot 2-6 : pompage du 07/08/90 ;

— Axe-Seine, rue Rouget-de-llsle, Issy-les-Mouli-
neaux :

e batiment D : pompage du 29/01/90 ;
® batiment E.F.G. : pompage du 09/05/90 ;

— Aérospatiale, Zac Louis-Blériot, Suresnes ;
e batiment Sul : pompage du 03/04/90 ;

— Henripré, face 120, rue Galiéni, Boulogne-Billan-
court pompage du 20/01/90 ;

— nouveau siege TF1, quai du Point du jour, Bou-
logne

® zone IGH : pompage du 29/03/90 ;
® zone Activité : pompage du 11/05/90.

Les radiers de ces chantiers ont une caractéristique
commune : ils sont injectés dans la craie. Cependant,
I'épaisseur de cette derniére au-dessus du radier, sa
nature ainsi que celle des couches géologiques supé-
rieures (alluvions anciennes ou modernes), différent
suivant les chantiers.

L'exemple de description et d'interprétation présenté
ci-dessous correspond a l'essai de pompage réalisé sur
le chantier d’Axe-Seine, batiment D.

L'exploitation des mesures (graphiques et calculs) a
été réalisée au moyen du tableur du logiciel WORKS.
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2.1. But de l'essai

Dans le cadre de la réalisation d’'une paroi moulée
périphérique et d'un radier injecté dans la craie entre
les cotes 13,50 Ngf et 16,50 Ngf, I'essai de pompage
permet d’évaluer le débit résiduel dans la fouille pour
une nappe phréatique a 27 Ngf et un rabattement de
5 m dans la fouille.

2.2. Dispositif de pompage

Le dispositif de pompage mis en place comporte ;

— trois puits Pul, Pu2 et Pu3, crépinés sur une hau-
teur de 5,40 m.

Pul a une profondeur de 8,90 m et est équipé d'une
pompe Grundfos de débit nominal 80 m?/h ;

Pu2 a une profondeur de 9,20 m et est équipé d'une
pompe KSB de débit nominal 20 m?/h ;

Pu3 a une profondeur de 9,10 m et est équipé d’'une
pompe KSB de débit nominal 10 m?/h ;

— trois piézométres extérieurs Pz1, Pz2, Pz3 dont les
prises de pression sont situées dans les alluvions
anciennes (approximativement 18 Ngf) .

— dix piézometres intérieurs Pz4 a Pz13, ancrés a
une cote moyenne de 18 Ngf ;

— deux compteurs volumétriques, I'un installé sur la
pompe de plus gros débit, I'autre sur une canalisa-
tion recueillant les eaux des deux autres puits.

Les figures 2 et 3 montrent la disposition géographi-
que des éléments décrits ci-dessus.

2.3. Procédure de l'essai

2.3.1. Mise en route et préparation

Les pompages ont débuté le 29 janvier 1990 a 16 h
avec la mise en route simultanée des trois pompes.
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Fig. 3. — Coupe sur dispositif de pompage.
Fig. 3. — Section of the pumping system.

Des relevés périodiques des niveaux dans tous les pié-
zométres ont été pris réguliérement. Le débit pompé,
de l'ordre de 90 m3/h au départ fut baissé progres-
sivement.

2.3.2. L’essai de pompage
— Période de pompage :

Le 30 janvier a 11 h 15, le rabattement avait atteint
3,3 m. Les compteurs volumétriques ont été installés

PR’

Pz1

Fig. 2. — Implantation des puits de pompage et des piézométres.
Fig. 2. — Layout of pumping wells and piezometers.
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et tous les relevés pris réguliérement a intervalle de
2 h, sur une durée de 8 h ;

— Période de remontée :

le pompage a été arrété le 30 janvier a 19 h 20 et
les mesures des niveaux prises toutes les 2 h sur une
durée de 12 h. L'essai s’est terminé le 31/01/90 a
7 h 20.

Deux incidents sont & signaler :

— un arrét des pompes de quelques minutes, néces-
saire pour permettre la mise en place des compteurs
volumétriques, ayant eu lieu avant le début de I'essai,
et donc sans conséquence sur celui-ci ;

— une faible ondée dans la nuit du 30 au 31 jan-
vier, qui ne sera pas prise en compte.

2.3.3. Consignation et représentation des mesures

Tous les relevés des piézométres intérieurs depuis la
mise en route de I'essai sont présentés graphiquement
(fig. 4 et 5).

2.4. Analyse des mesures

2.4.1. Niveaux extérieurs

Les niveaux extérieurs sont stables durant l'essai. Les
piézometres Pzl et Pz2 sont stabilisés a 26,10 Ndf,
tandis que le piézometre Pz3 l'est a la cote légére-
ment inférieure de 25,95 Ngf. La différence entre ces
deux niveaux n'excéde pas 15 cm et peut étre expli-
quée par la position de la fouille. L'une de ses faces
est en effet séparée de la Seine par des fouilles adja-
centes de profondeur similaire, formant écran. Le pié-
zometre Pz3, installé dans cette zone, contrairement
aux autres piézométres extérieurs, indique donc une
charge d'eau légérement inférieure.
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Fig. 4. — Niveau des piézométres intérieurs Pz4 a Fz8.
Fig. 4. — Piezometric head of inside piezometers Pz4 to Pz8.
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Fig. 5. — Niveau des piézométres intérieurs Pz9 a Pz13.
Fig. 5. — Piezometric head of inside piezometers Pz9 to Pz13.

Pour les calculs, les niveaux moyens extérieurs seront
pris égaux a la moyenne de Pz3 et de la moyenne
de Pzl et Pz2. Certaines valeurs sont manquantes,
mais une interpolation linéaire parait raisonnable.

2.4.2. Niveaux intérieurs

Le piézométre Pz13 réagit avec un trés grand retard ;
son niveau continue en effet & descendre pendant la
remontée. Il ne sera pas pris en compte dans les cal-
culs. Les autres piézomeétres présentent en outre des
courbes de rabattement trés proches. Les calculs
seront menés a partir d'un niveau piézométrique inté-
rieur moyen pris égal a la moyenne des niveaux des
piézomeétres Pz4 a Pz12.

2.4.3. Calculs de débits

Les débits moyens, calculés sur chaque intervalle de
temps a partir des relevés des compteurs volumétri-
ques, s'établissent comme suit :

— entre 13 h 15 et 15 h 15: 38,6 m3/h :
— entre 15 h 15 et 17 h 15; 33,5 m%/h ;
— entre 17 h 15 et 19 h 15: 27,6 m3/h.

2.5. Interprétation

L'interprétation des résultats peut étre décomposée en
différentes phases : recherche d'un temps de relaxa-
tion puis d’'une transmissivité réalistes, et déduction du
débit résiduel, du coefficient d'emmagasinement du
terrain et de la perméabilité du radier.

2.5.1. Calcul du temps de relaxation 7

Les calculs de 7 sont menés pendant la période de
remontée sur chaque intervalle de temps et la figu-
re 6 montre son évolution en fonction du temps. La
derniére valeur obtenue durant I'essai, la plus réaliste
(voir paragraphe 3.3.1.), sera utilisée dans la suite des
calculs : le temps de relaxation 7 = 65 h.
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Fig. 6. — Evolution du temps de relaxation
sur la période de remontée.
Fig. 6. — Evolution of the relaxation time

over the head recovery period.

2.5.2. Calcul de la transmissivité T

T est calculé a partir des mesures faites lors de la
période de pompage. Dans le cas présent, trois inter-
valles de temps ayant chacun une mesure de débit
moyen permettent trois calculs de T.

On trouve, dans l'ordre chronologique et 8 2 h
d'intervalle, les valeurs suivantes :

T = 6,12 m®/h/m
T = 4,28 m3/h/m
T = 3,93 m®/h/m

Les deux derniéres valeurs sont du méme ordre (dif-
férence de 0,35), et nettement inférieures a la pre-
miére (différence moyenne de 2,02).

Or au début de I'essai, les pompes sont arrétées afin
d’installer les compteurs. Il s’opére alors un début de
remontée ; le régime permanent du pompage est
interrompu. Le niveau de la nappe remonte légére-
ment, mais en raison du temps de retard des piézo-
metres et de la reprise assez rapide du pompage, cette
hausse n'est pas enregistrée.

At = 0, sy est donc inférieur au sg mesuré, et par
conséquent (voir équation 6), le T déduit est supé-
rieur au T réel.

Pour I'évaluation de T, la premiére valeur est igno-
rée et la moyenne des deux autres donne une trans-
missivité de 4,1 m>/h/m.

2.5.3. Calcul du débit résiduel Qr

En prenant T = 4,1 m®/h/m, on trouve pour une
nappe extérieure & 27 Ngf et un rabattement de 5 m
une valeur de débit résiduel de 20,5 m®/h.

2.5.4. Calcul du coefficient d’emmagasinement ~
Les calculs sont poursuivis avec la méme valeur de
T. v est donné par la relation :

et 'on peut tracer la courbe de I'évolution de v en
fonction de la remontée de la nappe (voir fig. 7). Le

coefficient y semble tendre vers une valeur voisine de
16 %.

2.5.5. Calcul de la perméabilité K du radier
D’aprés la loi de Darcy,

Qr=K.S.i=K.5.ﬂ
ds
soif :
g
S dH
Dans le cas présent :
Qr = 20,5 m3/h;
S = 1670 m?;
ds = épaisseur du radier = 3 m ;
dH = 5 m;

d’oll une perméabilité K de 2.107° m/s.

3. DISCUSSION

Une analyse plus approfondie de I'essai de pompage
réalisé sur le chantier d’Axe-Seine, ainsi que des
autres essais effectués permet de définir d'une maniére
générale les conditions dans lesquelles doit se dérou-
ler un essai de pompage et de mieux cerner la
méthode d'interprétation des mesures.
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Fig. 7. — Evolution du coefficient d’emmagasinement
en fonction de la remontée.
Fig. 7. — Evolution of the storage coefficient

versus head recovery.
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3.1. Le dispositif de pompage

3.1.1. Nombre de puits

Le nombre de puits & mettre en ceuvre dépend de
la nature des couches rencontrées et de la surface de
la fouille, ainsi bien str que des délais impartis. Par
exemple, pour une méme surface on prévoira
d’autant plus de puits, toutes choses égales par ail-
leurs, que le terrain sera moins perméable.

SICHARDT, sur des considérations de gradient
hydraulique maximum liées au risque de désorgani-
sation du terrain lors du pompage, a établi une for-
Egljzle permettant d'évaluer le débit maximal d'un puits

VK
Q = 2.7rh —
15

rayon du forage (m) ;

hauteur mouillée (m) ;

perméabilité du terrain dans lequel le puits
est crépiné (m/s).

P Bl

D’autre part, en fonction d’'un nombre de puits prévu,
(et donc d'une capacité globale de pompage), de cer-
taines hypothéses sur le coefficient d’emmagasine-
ment, et en prenant pour transmissivité la transmissi-
vité objectif du point de vue contractuel, on peut cal-
culer au moyen de 'équation (6) le temps nécessaire
pour obtenir un rabattement donné. Ainsi, en fonc-
tion des délais prévus pour I'essai de pompage, on
peut estimer le nombre optimum de pompes. Cepen-
dant, cette prévision ne donne de résultats fiables que
lorsque le terrain est déja connu, et en particulier
lorsqu'on connait son coefficient d'emmagasinement
a court terme.

3.1.2. Nombre de piézométres et disposition

L’expérience montre que 1 & 2 piézométres par puits
sont suffisants.

Il est conseillé de les disposer le plus loin possible des
puits, afin d'éviter de se trouver dans leur céne de
rabattement, et donc de relever un niveau d’eau net-
tement inférieur au niveau réel de l'eau dans la fouille.

3.2. La procédure de l'essai

Les relevés

Procéder au relevé de tous les piézometres et des
compteurs des puits nécessite environ 15 min (pour
un équipement similaire & celui décrit dans I'exemple
présenté). Or l'intervalle de temps entre deux relevés
est de 2 h, voire parfois 1. On comprend alors qu'il
est important que ces relevés soient effectués toujours
dans le méme ordre, sous peine d’obtenir des allures
de rabattement irréguliéres et des écarts de débit. Une
autre possibilité consiste a relever 'heure de chaque
mesure, mais elle rend la production des graphiques
et les calculs d'interprétation pénibles.
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3.2.2. L’évaluation des débits

Elle doit étre la plus précise possible, car c'est elle qui
conditionne la validité de linterprétation.

Une bonne évaluation des débits peut se faire, par
exemple, a l'aide de compteurs volumétriques, qui
permettent de calculer un débit moyen sur lintervalle
de temps entre deux mesures. Les mesures instanta-
nées de débit (ex : par chronométrage du remplissage
d’'une cuve) sont a éviter, sauf si elles ont un réle
complémentaire, car elles ne sont pas toujours repré-
sentatives du débit pompé réel, du moins pas a la
précision recherchée. En particulier, elles n’intégrent
pas les arréts accidentels de pompage.

L'estimation de la transmissivité T est directement pro-
portionnelle & Qp pour un intervalle de temps t durant
la période de pompage. Rappelons ici I'équation (6) ;
Qp 1 = g -1/

N

T=

So
—i . e t/r
-

En conséquence, quelle que soit la finesse de l'ana-
lyse, la précision de 'estimation de la transmissivité
sera directement fonction de la précision des mesu-
res de débit.

3.2.3. Les incidents

Tous les incidents augmentent la difficulté d’interpré-
tation, et c’est pourquoi les premiéres heures de pom-
page doivent étre consacrées a vérifier le bon fonc-
tionnement des puits, des compteurs et des piézome-
tres (réglage des débits de pompe pour éviter la mise
éh sec des puits, soufflage des piézométres bou-
chés,...).

Cependant, comme il n'est pas possible de se proté-
ger contre tous les aléas, il importe de noter en cours
d’essai les facteurs susceptibles d'influencer son dérou-
lement :

— arréts éventuels de pompes (début et fin) ;
— orages, avec relevé de la hauteur d’eau tombée,...

3.3. L’interprétation

Dans un premier temps, des précisions seront appor-
tées sur les valeurs du temps de relaxation et de la
transmissivité, calculées dans les deux phases de cal-
cul correspondant, la premiére a la période de remon-
tée, la seconde a la période de pompage.

Par la suite, des considérations complémentaires sur
le coefficient d'emmagasinement et le temps de retard
des piézométres permettront d'apporter des explica-

tions & certains phénoménes observés et d'affiner
l'interprétation.

3.3.1. Le temps de relaxation

Les courbes de I'évolution du temps de relaxation
pendant la période de remontée présentent deux
particularités :
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a. des variations d’amplitudes variables & court terme
(2 a2 4 h). Ces variations sont expliquées plus loin
comme étant une conséquence des temps de retard ;

b. une croissance réguliére vers une valeur limite.

Cette allure s’explique par la courbe de saturation du
sol au-dessus du niveau d’eau dans la fouille, dont
I'évolution pendant une période de régime transitoire
est représentée sur la figure 8.

— En début de remontée, le terrain situé au-dessus
du niveau de l'eau dans la fouille est encore trés
saturé : le degré de saturation varie entre le degré de
saturation « au repos » du sol hors eau et 100 %. Le
coefficient d’'emmagasinement v est faible, le temps
de relaxation est donc sous-estimé.

— Au fur et 8 mesure de la remontée, le terrain
supérieur au niveau d'eau s'essore de plus en plus
et le coefficient d’emmagasinement y augmente, ainsi
que 7, qui tend vers sa limite.

Notons que le degré de saturation « au repos » n’est
pas nul et dépend de la proportion d'eau liée dans
le terrain considéré.

Les calculs de 7 sont menés par intervalles de temps
successifs, ce qui permet d’éviter l'influence des varia-
tions de début de remontée qui auraient pour effet
d’en abaisser artificiellement la valeur.

De plus, la valeur de 7 la plus réaliste, et que I'on
utilise dans les calculs, est la derniére de l'essai puis-
que l'on s'approche le plus d'un régime permanent.
Le tracé de la courbe d'évolution de 7 en fonction
du temps permet néanmoins de vérifier la croissance
réguliére du coefficient. Si celle-ci n’était pas obser-
vée, il serait imprudent de prendre la derniére valeur,
qui pourrait s'avérer accidentellement élevée.

3.3.2. La transmissivité

L’exemple du chapitre 2 a montré que la transmissi-
vité globale de la fouille, telle que définie en 1.2, était
en fait légérement variable. Ces variations semblent
aléatoires (pas de corrélation avec le temps ou un
autre parameétre) et sont dues aux incertitudes sur les
données mesurées, niveaux et débits. Il est cependant
aisé de définir un intervalle d’encadrement de la trans-
missivité de la fouille, ou encore une valeur moyenne.

Comparons maintenant 'évolution de la transmissivité
T et du débit spécifique Qp/s en fonction du temps.
En prenant I'exemple du chantier d’Axe-Seine, béati-
ment E.F.G., pour lequel les mesures de débits sont
nombreuses, on obtient la courbe de la figure 9.

La courbe de débit spécifique est décroissante en fonc-
tion du temps et a pour asymptote la droite y = T,
ce qui était prévisible compte tenu de I'équation (4)
écrite sous la forme :

Qp _ ds
S—T+y.5 dt

On remarque qu'd I'échelle des variations de débit
spécifique, celles de T sont trés faibles : la variation
relative (AT/A(Qp/s)) est en effet de 1,2 %.

On peut considérer que la valeur de T est constante,
et ce dés le début du pompage ; sur les 40 h, on
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calcule une moyenne de 6,6 m3/h/m et un écart-
type de 0,6.

La courbe de débit spécifique ne permet pas une
analyse du méme type, les valeurs variant trés sensi-
blement en fonction du temps. Au bout de 40 h, la
valeur de Qp/s obtenue est encore supérieure de
60 % a la moyenne de T.

Cette analyse montre clairement que, méme lors d'un
essai de pompage ol 'on se rapproche de la stabili-
sation du niveau d’eau intérieur sous pompage, des
déductions de débit résiduel faites a partir de la valeur
finale de Qp/s seraient largement surestimées, et a
fortiori lors d'un essai dont la période de pompage
s'arréte bien avant la stabilisation.

Une interprétation basée sur un calcul de transmissi-
vité globale permet, au contraire, d'évaluer en quel-
ques heures une valeur quasiment constante.

3.3.2. Coefficient d’emmagasinement

Il subit le méme type de variations que le temps de
relaxation car il lui est proportionnel. Ces variations
sont de deux types :

— Variations en fonction de la nature du sol

Il est clair que le coefficient d’emmagasinement varie
en fonction du terrain et de son hétérogénéité.

Dans l'essai proposé, aucune hypothése n'est prise sur
ce coefficient. Cependant, les valeurs qui sont dédui-
tes de linterprétation représentent en réalité des
valeurs locales de ce coefficient (sur la hauteur de la
remontée). L’attribution de ce coefficient & toute la
couche dans laquelle s'est déroulé 'essai doit étre vali-
dée par la connaissance de son homogénéité.

En tout état de cause, il serait trés délicat de tirer des
conclusions d'un essai dont la remontde s'est effec-
tuée sur deux horizons géologiques différents.

— Evolution en fonction temps

On mesure le coefficient d’'emmagasinement pendant
la période de remontée et I'on s'apercoit qu'il aug-
mente, ce que l'on explique par |'essorage du terrain.

Dans l'exemple du chapitre 2, 'essai se déroulait dans
une couche d’alluvions anciennes et I'essorage du ter-
rain était presque terminé au bout de 8 h, le coeffi-
cient d'emmagasinement tendant vers une valeur de
16 %.

Sur un autre chantier présentant les mémes couches
géologiques, la méme valeur de y a été retrouvée.
Des essais en régime non-équilibré interprétés au
moyen de méthodes de type Theis ou Jacob fournis-
sent, d'autre part, dans le cas d'alluvions, des valeurs
de coefficient d'emmagasinement comprises entre 10
et 20 % [1].

Par contre, sur les chantiers de I'Aérospatiale & Sures-
nes ou du nouveau siége de TF1 a Boulogne, les
alluvions concernées étaient des alluvions modernes
a tendance limoneuse, qui ont montré un essorage
beaucoup plus lent. Sur le graphique de |'évolution
de v en fonction de la remontée, on a pu observer
une courbe a trés faible pente ne présentant pas
d'asymptote. Les valeurs de fin d’essai du coefficient
d’'emmagasinement étaient de l'ordre de 3 & 4 % ;
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mais, I'essorage n'étant pas terminé, aucune valeur
raisonnable du coefficient d'emmagasinement réel ou
a long terme de la couche concernée ne pouvait étre
déduite.

3.3.3. Analyse qualitative des temps de retard

Au cours d'un essai, la piézométrie observée présente
parfois des irrégularités : si d'une maniére générale les
courbes de rabattement des piézométres sont trés simi-
laires, certaines ne suivent pas l'allure générale. On
dit alors que les piézométres concernés ont sur les
autres un temps de retard, ou temps de réponse.

Ce temps de retard est une formulation simple pour
exprimer un phénomeéne frés complexe dans lequel
peuvent intervenir de nombreux facteurs que nous
allons tenter d'identifier et de classer.

Cette étude permettra, lors d'un essai de pompage,
de donner une explication plausible du comportement
divergent de certains piézomeétres d'une part, et
d’autre part de prendre les mesures qui simposent au
niveau de linterprétation.

a. Les causes

On peut en identifier au moins trois, qui s'ajoutent
I'une aux autres ;

— le retard intrinséque des piézometres ; leur nature
méme implique en effet la nécessité d'une différence
de pression entre le piézométre et la nappe pour que
celui-ci réagisse ;

— le retard caractéristique des piézométres, dii au
mode d’exécution du forage, aux caractéristiques de
la crépine (% d’ouverture, épaisseur des fentes), a la
nature du filtre....

— le retard du niveau méme de l'eau en certains
endroits de la fouille, di a un essorage plus lent (per-
meéabilité plus faible localement, présence d'écrans tels
que barrettes, zone éloignée des puits de pompage...).

Cette classification est théorique et il est difficile en
pratique de faire la part de chacune des causes pos-
sibles.

b. Différents types d'anomalies piézométriques

— Certains piézometres sont « bloqués » ; ils ne des-
cendent pas ou presque pas durant la période de
pompage.

Il suffit souvent de les souffler pour qu'ils reprennent
petit-a-petit (il v a toujours un temps de retard) l'allure
générale du rabattement.

— Le niveau d'autres piézometres reste significative-
ment supérieur au niveau moyen. La période de
remontée permet en général d'expliquer leur compor-
tement : le pompage étant arrété, si le niveau de ces
piézomeétres continue & descendre, alors que celui de
tous les autres remonte, cela signifie qu'ils ont un
important temps de retard, qui peut étre dt aux dif-
férentes causes exposédes en a.

Clest le cas du piézomeétre 13 de I'exemple cité qui
a continué de baisser alors que le pompage était
arrété ; tant que son niveau était au-dessus du niveau
général, il n'a pas rattrapé son retard. Dans ce cas
particulier, I'éloignement du piézométre 13 de la zone
de pompage semble étre la cause du retard.
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¢. Mesures a prendre lors de linterprétation

L'interprétation de l'essai étant basée sur 'hypothése
d'une nappe plane a l'intérieur de la fouille, I'évalua-
tion de son niveau est représentée par la moyenne
des niveaux des piézoméetres. 1l est clair que la prise
en compte des piézométres retardés a pour effet
d’augmenter artificiellement ce niveau moyen, de
diminuer le rabattement, et enfin de majorer le débit
résiduel. Lorsqu'il apparait que certains piézomeétres
ne suivent pas l'allure générale en raison d'un impor-
tant temps de retard, comme c'était le cas du piézo-
meétre Pz13 de l'exemple, il convient de les ignorer
dans les calculs d'interprétation, tout en s'assurant
qu'ils tendent a rattraper leur retard durant la période
de remontée.

d. Effet des temps de retard en phase transitoire

Le paragraphe précédent régle le probléeme des pié-
zometres ayant des temps de retard relatifs importants.
Cependant la moyenne des niveaux des piézométres
présente par rapport au niveau réel de la nappe un
certain temps de retard, qui n'est pas éliminé dans
I'interprétation, notamment d@ au retard intrinséque
des piézométres. En régime « permanent », ce temps
de retard ne semble pas génant : il se traduit par un
décalage de l'origine des temps, (or l'interprétation est
basée sur des calculs par intervalle) et par de faibles
variations.

Par contre, en régime transitoire, comme cest le cas
au début de la remontée, deux phénomeénes se
superposent :

— le temps de retard des piézomeéires, qui se trans-
forme en avance, en raison du changement de direc-
tion du mouvement du niveau d'eau a lintérieur de
la fouille ;

— l'essorage du terrain.

Au début de la remontée, le niveau dans le piézo-
métre est supérieur au niveau de la nappe. En con-
séquence, malgré l'arrét du pompage et le fait que
la nappe remonte, le piézométre continue d’'exprimer
une baisse de niveau. Le niveau du piézométre passe
ensuite par une phase de « stabilisation artificielle, au
moment ot le niveau d'eau réel et le niveau du pié-
zometre sont identiques (cela se traduit par un temps
de relaxation infini, négatif puis positif).

L’eau continue de monter et le piézométre reprend
son retard.

Puis, le niveau d'eau tend & se stabiliser dans la
fouille. La courbe de I'évolution du niveau piézome-
tre passe donc par un point d’inflexion qui se traduit
par un minimum sur la courbe du temps de relaxa-
tion.

On arrive alors dans une phase de régime quasi-
permanent ou le temps de retard ne s'exprime plus
lors de considérations par intervalles de temps.

Par contre, linfluence de [Iessorage, masquée
jusqu'alors, subsiste et permet d’expliquer I'augmen-

tation réguliere du temps de relaxation : |'essorage a
pour effet de diminuer artificiellement 7, qui tend vers

-

sa valeur limite & mesure que l'essorage s'atténue.

Ces considérations permettent d’expliquer les varia-
tions de forte amplitude du début de remontée.

D’autre part, la durée de ces variations est aussi une
borne supérieure du temps de retard global des pié-
zometres (3 h dans le cas de |'exemple, et entre 2
et 4 h d'une facon générale).

Une simulation a été faite en prenant I'hypothése d’'un
temps de retard global des piézométres de 30 min,
et une méme forme de courbe que celle de I'exem-
ple a été obtenue, confirmant I'analyse précédente du
phénoméne.

Dés lors il est important. lors de I'essai de pompage,
de prolonger les mesures de la remontée aprés
'observation de pics. qui peuvent représenter une

surestimation de 7 et ainsi conduire & une sous-esti-
mation du débit résiduel.

Pour la suite, l'interprétation se base naturellement sur
la derniére valeur de 7 obtenue (voir explication en

2.):

CONCLUSION

La méthode d'essai et d'interprétation décrite dans cet
article répond au besoin nouveau d’évaluer un débit
résiduel dans une enceinte fermée, ce que les essais
classiques de pompage, adaptés aux espaces semi-
infinis, n’étaient pas en mesure de fournir.

La méthode proposée, validée par la vérification d’une
hypothése fondamentale : la constance de la transmis-
sivité de la fouille, a en outre pu étre testée sur divers
chantiers, ol elle s'est avérée trés satisfaisante, tant
a court qu'a plus long terme.

Il est cependant important de rappeler que la préci-
sion de cette méthode est tributaire de celle des mesu-
res faites sur le chantier, et que ces derniéres doivent
avant toute interprétation &tre examinées avec
attention.

D’autre part, lors du début de la seconde partie de
I'essai, c'est-a-dire la remontée, on observe durant
quelques heures des phénoménes transitoires qui ne
sont pas pris en compte dans le modeéle. Il est donc
indispensable de poursuivre l'essai au-dela de cette
période.

Enfin, I'essai proposé est pleinement compatible avec
les conditions de chantier, et présente I'avantage d’étre
précis et rapide.
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Résumé

Les gabions cellulaires sont des ouvrages fréquemment rencontrés en site agua-
tigue ou ils sont utilisés pour la réalisation de batardeaux et de travaux de sou-
ténement. En s'appuyant sur la théorie du calcul a la rupture, on présente une
analyse de la stabilité d'une cellule de gabion au terme de la phase de cons-
truction, sous l'action des forces de pesanteur,

On fournit un encadrement du poids volumique extréme du matériau de rem-
blai en fonction des capacités de résistance de ce dernier et de la résistance
a |'arrachement des serrures de palplanches. On examine successivement le cas
d’un remblai constitué d'un matériau cohérent et celui d'un remblai constitué
d’un matériau frottant.

L’approche proposée prend en compte le caractére tridimensionnel de la géo-
métrie de la structure. Elle permet une relecture critique de méthodes classi-
ques de dimensionnement.

Abstract

Cellular cofferdams are frequently used in marine environment for construction
in the dry. The stability of a cell subjected to gravity forces at the end of the
filling stage is analysed using the yield design theory.

Lower and upper bound estimates of the critical unit weight of the fill material
are derived, They depend on the material’s yield criterion and on the maximum
allowable interlock tension. The case of a purely frictional fill material and the
case of a purely cohesive fill material are both considered.

The proposed approach accounts for the threedimensional geometry of the pro-
blem. A critical review of classical design methods is also presented.
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1. INTRODUCTION

Les gabions cellulaires sont des ouvrages de génie civil
fréquemment rencontrés dans les travaux en site
aquatique. lls sont utilisés dans la réalisation d’ouvra-
ges de souténement, de batardeaux ou de ducs
d'Albe. lls sont constitués d'un assemblage de cellu-
les identiques juxtaposées et solidarisées les unes aux
autres. Chaque cellule se compose d'une enceinte
cylindrique formée de palplanches et remplie par un
matériau de remblai.

La tenue de ces ouvrages est assurée simultanément
par les capacités de résistance du matériau de rem-
blai qui est contraint a la périphérie par le rideau de
palplanches, et par celles du rideau lui-méme. Elle
résulte de linteraction entre remblai et rideau, dont
I'analyse mécanique de la cellule doit rendre compte.
Dans le calcul de ces ouvrages, il faut donc prendre
en considération a la fois les risques d’instabilité
externe (poingonnement, basculement ou glissement
d’ensemble) et ceux d'instabilité interne (rupture de la
structure mixte).

[’état actuel des connaissances dans le domaine des
gabions est caractérisé par la diversité des théories qui
ont été proposées. Dans certains cas, la comparaison
des régles de dimensionnement auxquelles elles con-
duisent révele des différences significatives. A ce jour,
aucune approche n'a su s'imposer.

Dans le sens d'une analyse mécanique plus satisfai-
sante, une premiére voie consiste a tenter de résou-
dre numériquement le probléme en déplacements par
la méthode des éléments finis, ce qui requiert la don-
née d'une loi de comportement pour les matériaux
d'enceinte et de remblai (CLOUGH et al.,, 1987).
Dans cette direction, la nature tridimensionnelle de la
géométrie de la structure constitue une difficulté
importante.

De plus, dans la pratique, la connaissance du com-
portement dont on dispose tant sur le matériau de
remblai que sur les interfaces se limite souvent a la
description des capacités de résistance, c'est-a-dire la
donnée d’un critére de rupture. La théorie du calcul
a la rupture fournit I'outil qui permet d'exploiter com-
plétement ce type d'information dans un cadre méca-
nique rigoureux.

On se propose a présent d’en illustrer 'emploi sur le
probléme de la stabilité d'une cellule élémentaire sou-
mise a son poids propre, a l'exclusion de tout autre
effort.

2. PRINCIPE DE LA THEORIE DU CALCUL
A LA RUPTURE

2.1 Approches statique et cinématique

Ce paragraphe décrit succinctement les idées maitres-
ses du calcul & la rupture. Pour une présentation
détaillée de cette théorie, on pourra se reporter aux
travaux de J. SALENCON (1983, 1990).

On considére un domaine matériel {2 soumis & une
sollicitation caractérisée par la donnée d'un nombre
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fini de N paramétres de chargement. L'objet du cal-
cul a la rupture est la determmahon ou l'encadrement
du domaine X de RY constitué par les chargements
dits potentiellement supportables. Par définition, il
s'agit des chargements qu'il est possible d’équilibrer par
un champ de contraintes compatible en tout point du
domaine  avec les capacités de résistance du maté-
riau constitutif. La frontiére de ¥ définit 'ensemble
des chargements extrémes.

En s'appuyant sur cette définition, on dispose donc
en premier lieu d'une méthode directe, dite statique
puisqu'elle est basée sur la construction de champs
de contraintes, qui permet d'identifier un sous-en-
semble du domaine X recherché. Cette méthode sta-
tique conduit ainsi & approcher X par lintérieur.

Pour obtenir un encadrement de X, on a recours a
une méthode duale de la précédente, basée sur la
construction de champs de vitesses virtuelles, et dite
a ce titre cinématique. Elle consiste a2 comparer, dans
un champ de vitesses v cinématiquement admissible
quelconque du probléme, la valeur de la puissance
des efforts extérieurs appliqués & 2, notée @, (v),
avec la puissance que peut opposer le domaine @ au
mouvement virtuel envisagé, du fait des capacités de
résistance du matériau qui le constitue. Cette derniére,
dite puissance résistante maximale, est définie de la
maniére suivante :

Plv) = [(x, d(x)) d@ + [ 7(x, n (x), [v(x)]) dZ
9) z (1)
oli d désigne le tenseur taux de déformations asso-
cié a ‘_ v i L, les surfaces de discontinuité du champ v,
si elles existent ; [v (x)], la discontinuité du champ
v au point x de I : n(x), la normale unitaire a £ au
point x.
Les fonctions 7 introduites dans I'expression de P(v)

sont entidrement définies par la donnée dans R® du
domaine G(x) des contraintes admissibles au point x

dans le cadre du critére utilisé, supposé convexe. Elles
ont la forme suivante :

w(x, d (x)) = sup (¢(x): d (x), o(x) € Glx)) (2)

= sup (lv(x)].o(x).n(x), o (x) € G(x))
3

w(x, n(x), [v(x)])
Pour tout champ de vitesses v cinématiquement
admissible, le théoréme cinématique fournit une con-
dition nécessaire de stabilité a vérifier par la sollicita-
tion sous la forme de l'inégalité @, (v) = P(v).

Lorsque la sollicitation est définie dans le cadre d’un
mode de chargement @ N paramétres notés Q =
(Q)1<i<n. la puissance des efforts extérieurs dans le
champ v prend la forme d'un produit scalaire :

Cox (v) = Qg (v) @)
qui fait apparaitre le vecteur é{{y_}, appelé vitesse de

déformation du systéme. Dans l'espace de dimen-
sion N des paramétres de chargements, l'inégalité
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®. (v) = P(v) délimite deux demi-espaces séparés
par I'hyperplan d’équation Q. g(v) = P(v). Le demi-
espace Q. q(v) > P(v) correspond & des chargements

qui ne sont pas supportés par le domaine Q (voir

fig. 1).

Pour chaque choix d'un mécanisme de rupture, c'est-
a-dire pour chaque champ de vitesses v cinématique-

ment admissible, le demi-espace Q . g[g) < P(v) four-

nit une approche dite par l'extérieur, c’est-a-dire un
sur-ensemble du convexe X des chargements poten-
tiellement supportables. Dans la pratique, on examine
en général plusieurs mécanismes et 'on détermine
I'intersection de ces demi-espaces. On observera que
'application du théoréme cinématique n’est fructueuse
que dans le cas ol la fonctionnelle P(v) est bornée,
ce qui assujettit le champ des vitesses virtuelles v a
vérifier des conditions dépendant du critére de rup-
ture adopté.

2.2. LIEN AVEC LES METHODES
DE DIMENSIONNEMENT CLASSIQUES

Les méthodes de dimensionnement classiques d'une
cellule sous l'action des forces de pesanteur au terme
de la phase de remplissage sont de type statique (voir
par exemple NAVDOCKS DM, 1986). Le principe en
est rappelé briévement ci-aprés en se placant, pour
simplifier, dans le cas d’'une cellule cylindrique circu-
laire posée sur un substratum rigide en I'absence d’eau
(fig. 2a).

En négligeant le frottement entre le rideau et le rem-
blai, on admet tout d'abord que la verticale (axe Oz)
est, en tout point, une direction principale du tenseur
des contraintes et que le rideau est soumis, de la part
du remblai, & un champ de pressions p(z), fonction
de la profondeur dans la cellule. La premiere hypo-
thése fixe la valeur de la contrainte verticale o,,, qui
vaut donc 7z, ol v, désigne le poids volumique du
matériau de remblai.

VY

L

/
(1",
) S A Q

Xﬁ’*’x

E).c’_q(v)—P(i)>O }\

Fig. 1. — Approche cinématique.
Fig. 1. — Kinematic approach.
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T(z)=Rp(2)
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Fig. 2. — Méthodes classiques de dimensionnement.
Fig. 2. — Classical design methods.

On introduit alors usuellement un coefficient K, dit de
poussée des terres, défini classiquement par I'égalité
p(z2) = Klo,|. La traction T(z) dans les serrures par
unité de longueur est déterminée par des considéra-
tions sur I'équilibre d’'une coque mince cylindrique cir-
culaire de rayon R sous pression, qui conduisent a
T(z) = p(@R (formule dite « des chaudronniers », (fig.
2b). La ftraction limite T, par unité de longueur
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de serrures étant donnée, on peut enfin calculer un
coefficient de sécurité F vis-a-vis du risque de rup-
ture par arrachement des serrures au moyen de la
relation F = irzlf{To/T(z)) = T,/(Ky,RH), dans la-

quelle H désigne la hauteur de remblai.
1
Avec la notation v, = X (T,/RH), on remarquera

que F n'est autre que le rapport v,/v,. En accord
avec la définition d'un coefficient de sécurité,
apparait donc comme le poids volumique maximal
supportable par la structure. Certains aménagements
de la démarche précédente sont proposés lorsque les
palplanches sont fichées dans le substratum.

La difficulté d'emploi du coefficient de sécurité F ou
de la grandeur v, réside dans le fait que le choix du
coefficient K est arbitraire ou empirique. Ainsi, les
valeurs attribuées a K dans la littérature varient selon
les auteurs. Par exemple, SCHNEEBELI et al. (1957)
proposent de fixer K a la valeur du cofficient de
poussé limite K,. LACROIX et al., (1970) et NAV-
DOCKS DM (1986) recommandent plutét la valeur
K = 0.4, ce qui conduit selon les cas & un coefficient
de sécurité plus ou moins élevé qu'avec K = K,. 1l
est donc légitime de s'interroger sur le bien-fondé de
la terminologie de « coefficient de sécurité ».

Une reformulation du raisonnement précédent dans
le cadre de I'approche par l'intérieur du calcul a la
rupture sera présentée aux paragraphes 4.1. et 5.1.,
respectivement pour un remblai cohérent ou frottant.
On verra qu'elle conduit & des conditions suffisantes
de stabilité potentielle.

3. LE PROBLEME POSE

3.1. Modélisation de la géométrie

Du point de vue géométrique, on modélise I'enceinte
de palplanches par un tube circulaire de hauteur H,
de rayon intérieur R, de rayon extérieur R+e, et
d'axe Oz (voir fig. 3 a), avec la condition e<<R. Le
tube est constitué de n palplanches identiques. La pal-
planche n® i occupe dans cette enceinte I'espace com-
pris entre les plans verticaux passant par I'axe du
cylindre et formant avec le plan Oxz respectivement

Z

e R
1 ¥

N

Fig. 3a. — Géométrie de la cellule.
Fig. 3a. — Geometry of the cell.
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Fig. 3b. — Repérage de la palplanche n® i
Fig. 3b. — Geometry of the sheetpile assemblage.

les angles 2(i—1) — et 2il (voir fig. 3b). Le
n

n
remblai occupe a lintérieur de 'enceinte un cylindre
circulaire de rayon R et de hauteur H. L’ensemble
de la cellule est posé sur le substratum rigide.

3.2. Le chargement

On s'intéresse a la stabilité de la cellule ainsi décrite
au terme de la phase de construction. Le systéme
mécanique considéré est constitué par le substratum
et la cellule. Les faces latérale et supérieure de la cel-
lule ainsi que le domaine du plan z = —H en dehors
du disque r = R+e sont libres de contraintes. Les
forces de gravité sont donc les seules forces extérieu-
res. Elles sont caractérisées par les poids volumiques
Ysr ¥r €t va, respectivement du substratum, du maté-
riau de remblai et de ['acier.

3.3. Modélisation des capacités de résistance

On utilise dans ce document la convention de signe
consistant & compter positivement les contraintes de
traction.

La description des capacités de résistance est faite au
moven de critéres de rupture se rapportant d’une part
aux matériaux constituant le remblai, les palplanches
et le substratum, d'autre part aux différentes interfaces.

Deux grandes classes de remblais seront examinées
successivement aux paragraphes 4 et 5. Ils sont dési-
gnés respectivement par les qualificatifs « purement
cohérent » et « purement frottant ».

Remblai purement cohérent

Le critére de rupture du matériau de remblai est un
critere de Tresca défini par la cohésion C, :

f;

s

= supfo; — g — 2C) = 0 (5)

L
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Remblai purement frottant

Le critére de rupture du matériau de remblai est un
critere de Mohr-Coulomb. On note ¢, I'angle de frot-
tement interne :

fr

g

= gy — 03 + [0y + 03) sin ¢, (6)

ol oy et o3 désignent respectivement les valeurs prin-
cipales majeure et mineure du tenseur des contrain-
tes o.

Substratum et palplanches

Les capacités de résistance des matériaux constituant
le substratum et les palplanches seront supposées
infinies.

Les interfaces

— Le critére d'interface entre les palplanches n® i et
n® i+ 1 est destiné & modéliser les capacités de résis-
tance des serrures par lesquelles ces palplanches sont
solidarisées. L'interface occupe géométriquement un
rectangle de hauteur H et de largeur e, situé dans
le plan par O et paralléle aux vecteurs :
2im - 2im
e = g, cos —— + e, sin ——
n n

et e, (voir fig. 4). L'expression du critére est la sui-

vante :
fop (D = sup (T. ep— Ty/e) = O (7)

La grandeur T,(en N.m ~!) est une donnée caracté-
risant la résistance de la serrure. Le vecteur T dési-
gne le vecteur-contrainte agissant sur l'interface. Le
critére adopté consiste donc & imposer une limite
supérieure a la contrainte normale, sans restriction (a
défaut de données) sur les composantes tangentielles
de ce vecteur.

Fig. 4. — Interface entre les palplanches n®i et i+ 1.
Fig. 4. — Interface between sheet piles n®i and i+ 1.
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— Interface entre le substratum et les palplanches :
fp(D = supllz|, o) = 0 (8)
— Interface entre le substratum et le remblai :

(D = sup(z], o)) = 0 ©)

— Interface entre le remblai et les palplanches :
y o0 =0 (10)

(D = sup(z

o7 =T — (T .n)neto, = T.n désignent les
composantes du vecteur-contrainte T, respectivement
tangentielle et perpendiculaire a l'inferface de norma-
le n. Ces trois derniers critéres correspondent & une
interface lisse, la composante 7 du vecteur-contrainte
étant assujettie & étre nulle, et sans résistance 2 la
traction, la composante normale ¢, du méme vecteur
devant étre négative (voir fig. 5).

3.4. Remarques générales

On observera que I'hypothése consistant & admettre
que les capacités de résistance de l'acier constituant
les palplanches sont infinies impose pour la suite que
la cinématique de chaque palplanche prise isolément
soit définie par un mouvement rigidifiant pour lequel
la déformation est nulle en tout point. Tout autre
choix conduirait a une contribution infinie des palplan-
ches a la puissance résistante maximale de la
structure.

L’hypothése identique formulée pour le substratum
indique que les mécanismes de rupture de la cellule
impliquant le substratum (poingonnement, glissement
circulaire, etc.) ne sont pas pertinents, pour les mémes
raisons.

Le choix d'interfaces toutes lisses et sans résistance
a la traction est manifestement conservatif, au sens
ol il consiste & négliger la mobilisation d'un frottement
ou d’une cohésion entre les divers constituants de la
structure. Il est motivé notamment par la difficulté ren-
contrée dans I'évaluation des caractéristiques des inter-
faces. La fonction w(V) de la discontinuité au niveau
d'une telle interface est définie de la maniére sui-
vante :

(V) +osiV.n =V, <0 (11a)
V) =0 siV.n=V, =20 (11b)

I
I

Ce résultat signifie que les cinématiques relatives des
divers constituants de la structure doivent étre cons-
truites sans interpénétration (voir fig. 5).

T
T‘(\"“1 )=+ V1 Vz Tl(\"z)zo
P o
U-n
Fig. 5. — Interface lisse sans résistance & la traction.

Fig. 8. — Smooth interface with zero tensile strength.
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Il peut étre tentant de réduire la définition du systéme
mécanique a la cellule elle-mé&me. L'interface cellule-
substratum devient alors une partie de la frontiére du
systéme, sur laquelle il faut définir des conditions aux
limites, en imposant par exemple une condition de
contact unilatéral sans frottement. Ce procédé pré-
sente I'avantage de permettre I'économie des critéres
fy, et f,. De plus, dans les approches statiques, la
construction des champs de contraintes se limite alors
évidemnment a la cellule. Toutefois, on observera que
'emploi de la méthode cinématique est alors restreint
dans la pratique a des champs de vitesses assurant
le contact bilatéral (V, = 0) sur le plan z = —H.
En particulier, un mécanisme tel que celui décrit au
paragraphe 4.2.2., dans lequel la composante verti-
cale de la vitesse des palplanches est non nulle en
z = —H, ne pourrait &tre utilisé avec une telle défi-
nition du systéme. Par ailleurs, celle-ci n'est plus adap-
tée au probléme posé dans le cas ol les capacités de
résistance du substratum ne sont plus supposées infi-
nies.

4. ETUDE DE LA STRUCTURE
COHERENTE

4.1. Approche statique

On a vu que la frontiére du systéme étudié est libre
de contraintes. Les données en efforts du probléme
sont donc caractérisées, a priori, par les poids volu-
miques 7,, 7, et v, respectivement de I'acier, du sol
de remblai et du matériau constituant le substratum.
Il s'agit donc d'approcher le domaine X de R? des
triplets (ya., . <. potentiellement supportables.

Pour développer une approche statique de la fron-
tiere de X, c'est-a-dire déterminer un sous-ensemble
de X, il convient en premier lieu de rappeler 'ensem-
ble des conditions auxquelles est soumis un champ
de contraintes statiquement admissible avec les don-
nées en efforts du probléme ainsi posé.

Equations de champ :

— dans le remblai :
(r € [0O,R]; z € [-H,0]) : div e

[}
|
=
i
I
o

— dans l'enceinte :
(re[R, R+el;z€[-H,0) :dive — v,e, = 0

— dans le substratum :
< —H) :divg - vye =0 (12¢)
Conditions aux limites :

— face latérale de la cellule :
r =R+e;z€e[-H 0) :g.¢e =0 (13a)

— face supérieure de la cellule :

(rE[O,R+e];z=0}:gAg;=Q (13b)
— domaine plan :
z= —-H;r>R+e :0.¢, =0 (130

On se propose de construire une solution des équa-
tions précédentes (12a, b, c) et (13a, b, c), possé-
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dant la symétrie de révolution, telle qu'en tout point
les directions principales du tenseur des contraintes
soient les directions radiale, orthoradiale et verticale,
et qui soit de plus compatible avec les capacités de
résistance des matériaux et des interfaces.

En raison des hypothéses sur la symétrie et 'orienta-
tion des directions principales du champ de contrain-
tes & construire, les équations de champ se réduisent
a:

0 , O~ _ (14a)
or r
P Y. dans les palplanches
z = [ v, dans le remblai (14b)
0z v. dans le substratum

avec les conditions aux limites suivantes :
(v z € [-H, 0])
(v re [0, R+e])
(Vv re]R+e, +o

0.t = R+e, 20 =0

o,lr, z=0) =

0 (15)
a,r, z=H) = 0

Enfin, les composantes a,, et o, sont assujetties a
étre continues au passage des interfaces remblai/pal-
planches et cellule/substratum. On observera que les
équations (14b) et (15) déterminent complétement les
variations de la composante ¢,, dans le systéme :

z > 03¥ < R O = 42
r € [R, R+e] O, = YiZ
(16)
2= Oy <R 0, = Yslz+H) — wH
r € [R, R+e] 0, = v.(z+H) — 4H
r > R+e 0, = vlz+H)

Le probléeme différentiel défini par (14) et (15) com-
porte donc 2 fonctions inconnues o, et oy des argu-
ments r et z, qu’il s'agit de construire en sorte que
le champ de contraintes soit compatible avec les capa-
cités de résistances des matériaux mis en jeu.

Les capacités de résistance de l'interface cellule/sub-
stratum sont satisfaites indépendamment du choix
de o, et gy, en raison du signe (< 0) de o, en
z = —H. De plus, celles du matériau constituant
le substratum étant infinies, la construction du champ
g peut en fait étre limitée a la cellule. En effet, pour

tout choix de o, et gy dans la cellule, I'existence
d'un prolongement statiquement admissible de ¢ dans
le substratum est assurée. Pour s'en convaincre, il suf-
fit de wvérifier que le champ (discontinu) défini ci-
dessous dans le domaine z < —H, répond, entre
autres, a la question :

a
g =83 [e® e+ ¢® gl + o, @ e
(17)
ou la fonction 8(z) peut étre choisie arbitrairement.
Un premier résultat de stabilité peut alors étre obtenu

simplement au moyen du champ de contraintes
uniaxial suivant :
= .2 dans le remblai

= Y2 (18}

o i

®
®

=
3 .
e, dans l'enceinte

SIS



STABILITE D'UNE CELLULE DE GABION SOUS POIDS PROPRE

dont la discontinuité en r = R est statiquement admis-
sible. Introduisant le paramétre de chargement adi-
mensionnel k = v, H/C,, on observe que ce champ
est compatible avec les capacités de résistance de la
cellule dés lors que k = 2. Notant k™ la borne
supérieure des valeurs de k potentiellement suppor-
tables, on dispose donc de I'inégalité :

kt = 2 (19)

Notant de méme v," la borne supérieure des valeurs
de 7, potentiellement supportables, (19) peut étre
réexprimée de manieére équivalente par :

vtz 2C/H (19 bis)

On examine maintenant la stabilité potentielle de cel-
lules pour lesquelles H = 2 C,/v,. On commence
par définir le champ ¢ dans le remblai de la maniére
suivante : .

z>_2Cr/Tr:E:'ergz®e
N (20)
-H <2< —2C/y, : g =
Yo llz + 2C/7) [, ® e + ¢ ® el + 28, ® ¢

La donnée de deux expressions distinctes de o selon
les valeurs de z est rendue nécessaire par l'absence
de résistance a la traction de [interface remblai-
palplanches. Il est immédiat de vérifier qu'il est com-
patible avec les capacités de résistance du matériau
de remblai. Dans I'enceinte, on distingue de méme
selon la valeur de z:

z> -2C/7: 8 =728 ® ¢
(21a)
—H < z < —-2C,/v, : on recherche g sous la for-
me suivante : -

g = (al? + b@/1H) e ®e +
(@ -b@/1) ey ® e + 128 @ & (21b)

Les valeurs de a(z) et b(z) sont obtenues en écrivant

la condition de continuité de o, en r = R, et la
condition aux limites (13a) en ¥ = R+e. [l vient :
—blz
al) = 0
(R+e) 22)
+ 2C
b{z} . TI(Z r/'}’r}

1/R%? — 1/(R+¢e)?

La condition de compatibilité de g avec les capacités
de résistance de l'interface entre palplanches s'éerit :

sup o < T,/e (23)
z € [—H, 0]
r € [R, R+e]
soit encore, au premier ordre prés en % ;
T
k=2 4 =2 (24a)
RC,

qui exprime une condition suffisante de stabilité poten-
tielle de la cellule élémentaire sous son poids propre.
L’inégalité (24a) peut étre exprimée sous la forme ci-
aprés qui est équivalente :
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k* = 2 + RTc (24b)

Cette nouvelle minoration de k™ présente, par rap-
port a (19), l'avantage de faire intervenir la résistan-
ce du rideau de palplanches. Elle peut également
étre exprimée en fonction du poids volumique ex-
tréme v,

v = 2C/H + T,/(RH) (24c)

On observera que la condition obtenue est indépen-
dante de v, et y,. Ceci doit étre attribué au fait que
les capacités de résistance de l'acier et du substratum
sont infinies, ainsi que la résistance en compression
de l'interface palplanches/substratum. Géométrique-
ment, cela signifie que le domaine de l'espace (y.,
Yo Vs défini par :

0 <4 =< 2C/H + T,/RH (25)

constitue une approche par l'intérieur dans R® de X.

L’approche statique qui vient d’étre développée peut
éire aisément généralisée au cas ol le substratum pos-
séde une cohésion C, non infinie. En utilisant le
champ de contraintes défini en (17) avec :

8(z2) = v (2+H) — suply,, vy) H/2 (26)

il est facile de vérifier que la stabilité potentielle du
systéme est assurée si 'on ajoute & (25) la condition :

sup(ya, v = 4C/H . (27)

4.2. Approche cinématique

Pour 'analyse de la structure élémentaire soumise aux
seules forces de gravité, il est naturel de rechercher
des mécanismes de rupture pour lesquels la compo-
sante orthoradiale de la vitesse soit nulle dans le rem-
blai : V4 = 0. On a déja indiqué que le mouvement
virtuel de chacune des palplanches est assujetti 3 étre
rigidifiant. De méme, pour que la contribution du
remblai a la puissance résistance maximale soit finie,
le champ de vitesses virtuelles doit vy respecter la
« condition d'incompressibilité », soit :

rd =V, + V/r + V,, =0 (28)

On se propose d’exploiter I'idée simplificatrice consis-
tant & explorer, parmi I'ensemble des couples (V,,
V,) solutions de cette équation, ceux pour lesquels
V, est indépendant de r. On pose ainsi V, = {(z).
En d'autres termes, il s'agit de champs de vitesses
dans lesquels les sections de la cellule par les plans
horizontaux restent planes. Les capacités de résistance
en compression de linterface remblai/substratum
n’étant pas bornées, il convient d'observer dés main-
tenant que f(—H) = 0 est une condition nécessaire
pour que la contribution de linterface substratum/rem-
blai a la puissance résistante maximale soit finie. Elle
est alors nulle. Intuitivement, il convient de choisir la
fonction f en sorte que soit maximisée la puissance
des forces de gravité. Cette remarque conduit a rete-
nir une fonction négative et par conséquent & impo-
ser f(—H) = 0. Le choix de f étant fixé, celui de
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la composante radiale V, de la vitesse virtuelle est
imposé par la condition d’incompressibilité qui fournit :

Vire + U/t = —f(2) (29)
dont la solution générale en V, est de la forme :
A
V, = — - Lopp (30)
r 2

La constante A doit étre annulée en sorte que la con-
tribution du remblai & la puissance résistante maximale
de l'ensemble de la structure soit finie. On trouve
donec :

r Y
Ve = - 5 @
VU = 0 (31)
v, = i(z)

La matrice du tenseur taux de déformation d dans
la base (e;, e5, e,) est alors la suivante :

~f/2 0 —1f"/4
d = 0 —f/2 o | 62
~if’/4 0 r

Pour le matériau de Tresca, la fonction (d) vaut :
w(d) = C, (|dy| +|dz| + |ds)) (33)

ol les d; sont les valeurs principales du tenseur d .
En utilisant (32), il vient : -

dy = —f/2
da] =2 (—f = ~of2 + r2 {72 (34)

ce qui conduit a :
w(d) = —; C. [!f’| + VofZ 4+ r2 f”z] (35)

qui permet de calculer la contribution du remblai a
la puissance résistance maximale. Afin de compléter
la description de la cinématique dans I'enceinte de pal-
planches, il convient & présent de particulariser le
choix de la fonction f. Le choix le plus simple d'une
fonction f vérifiant f(—H) = 0 est celui d'une fonc-
tion affine. On examine ci-aprés I'application du théo-
réme cinématique au champ de vitesses virtuelles
correspondant.

4.2.1. Champ de vitesses virtuelles n° 1 :

f(z) affine

— Contribution du remblai a la puissance résis-
tante maximale

La fonction f étant choisie affine, on construit le
champ de vitesses dans la cellule élémentaire succes-
sivement dans le remblai puis dans I'enceinte de pal-
planches. Posant f(z) = —2A(z+H) dans (31), les
vitesses virtuelles dans le remblai sont définies
en coordonnées cylindriques, pour r € [0, R], z €
[—H, 0], 8 € [0, 27x], par:
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V, = A
V, = 0 (36)
V, = —2\ (z+H)

Une telle cinématique correspond & une transforma-
tion homogéne et conserve la géométrie de cylindre
circulaire d’axe Oz (voir fig. 6b). Appliquant (35), et
notant P, la contribution du remblai 3 la puissance
résistance maximale, on obtient immédiatement :

m(d = 4NC, et P, = 4N\C, 7R’H (37)

Par ailleurs, on a vu précédemment que la condition
f(—=H) = 0 assure que la contribution de linterface
remblai/substratum (lisse sans résistance a la traction)
a la puissance résistance maximale soit nulle. On défi-
nit maintenant les vitesses virtuelles dans I'enceinte de
palplanches.

— Cinématique des palplanches

® Le champ de vitesses dans chaque palplanche est
rigidifiant.

® On désigne par C, le point de la palplanche n° i de
coordonnées cylindriques (r = R, 8 = (2i—1) E,

n
z = 0). Le champ de vitesses de la palplanche
n®i (voir fig. 6a) est une translation colinéaire au

P
N

1=

2)
A

\\
___\

' \\\\

(a) palplanches

AT S S

(b) remblai

Fig. 6. — Champ de vitesses virtuelles n° 1.
Fig. 6. — Virtual velocity field n® 1.
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vecteur %'. Le vecteur de la translation est défini

par :

. . ™
+ e, sin(2i—1) ?] (38)

i
n

Un tel mécanisme peut étre interprété comme un écla-
tement radial de 'enceinte.

— Contribution des palplanches a la puissance
résistante maximale

Interface palplanche-remblai
Soit M le point de coordonnées cylindriques (r = R,

0 =6 + (2i—-1) 1. z) de linterface entre la fa-
n

ce interne de la palplanche n® i et le remblai (voir
fig. 7). La discontinuité de vitesse en M vaut :

M = W' = \ [RIg cos ((2i—1) — + 8)
n
+ g sin((2i-1— + §)] — 2@+H) ¢
’ (39)

En désignant par n le vecteur unitaire radial, normal
a linterface au point M, c'est-a-dire :

n = e cos ((2i—1) — + )
n

+ ey sin (2i—1) — + 9) (40)
n

on voit que :

cosd
; =R (— -1 41
Lk (cos (7r/n) ) @)
Comme § € [— L b ?r] + le produit scalaire
n n

[VI . n qui représente la composante normale de la

discontinuité de vitesses est toujours = 0. [l résulte
de (11b) que la contribution de linterface palplanche-
remblai & la puissance résistante maximale est nulle.

Fig. 7. — Paramétrage de l'interface remblai/palplanche n® i,
Fig. 7. — Definition of parameter 6.
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Interfaces entre palplanches

Il faut maintenant calculer la contribution de la dis-
continuité de vitesse a l'interface entre les palplanches
n®ieti+ 1. Celle-ci est manifestement orthoradiale :

yi+1 - =

™

2\Rtg (%) I_gx sin(2i) + e, cos(2i) %]

(42)

n

La fonction w(V) correspond au critére d’interface
f,(T) définissant la résistance a l'arrachement des pal-
planches est définie par :

V) = +osilU, < OoulU; # 0

(43)
V) = U, T,/esiU, =2 Oet U, = 0

On vérifie immédiatement que :

(\i|+l _\_}1) 2@y - {\_}Hl _ yl) L = Ut - )

Vit _V!) | g =2MRtg (—

(V V). g g ( ; )

Quand n >> 1, la somme P, des contributions des
n interfaces entre palplanches vaut donc :

P, = 2\RHT, ntg () = 2 7ARHT, (45)
n

— Application du théoréme cinématique

Avant de pouvoir appliquer le théoréme cinématique,
il reste & calculer la puissance des forces extérieures,
qui coincide avec celles des forces de gravité agissant
sur le remblai :

R 2% 0
Py = g dr S rdf S —2Nz+H)y, dz (46)
0 0 -H

soit :
Pexe = v TRZHZA (47)

La condition nécessaire de stabilité pour la cellule élé-
mentaire résultant de I'application du théoréme ciné-
matique & ce mécanisme est donc :

v, TR2H?\ = 4MC, #R?H + 2\RxHT, (48)
soit, tous calculs faits :
k* =4 + 2 (T,/RC) (49)

Le rapport entre le majorant de k™ ainsi défini, et
le minorant résultant de 'approche statique donné en
(24b} est donc exactement 2. On se propose d'affi-
ner l'encadrement qui vient d’étre établi en utilisant
un deuxiéme champ de vitesses virtuelles faisant appel
a une cinématique plus complexe obtenue en choi-
sissant f(z) de la forme a(z? — H?).
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4.2.2. Champ de vitesses virtuelles n® 2 :
f(z) parabolique

— Contribution du remblai a la puissance résis-
tante maximale

En adoptant une variation parabolique de V, en
fonction de z dans (31), on trouve, pour r € [0, R],
z € [-H, 0], 8 € [0, 2x] :

V, = —0a/R
Vv, = L] 22 — H?
R

ot { est un paramétre cinématique dont la significa-
tion apparaitra clairement dans la suite. On observera
la variation linéaire de la vitesse radiale en fonction
de z, ce qui confére a la « déformée » (virtuelle) une
?éométrie de céne avec évasement vers le bas (voir
ig. 8b).

Les valeurs propres de d sont :

d1=—£2
R
Q ,z—+~ 922 + r2
d = — ( ) (51)
R 2
Q .z + 922 + r2
dg = o i 2 )

Il résulte de (33) et (51) que :
T (d) = % C, (—z + V922 + r2) (52)

puis, par intégration :

H RI
2w % C; 5 dz S r (z+922+r2) dr
0 0

e
i

(53)

i

Q
2n — C, o(R, H
TR gl )

oli I'on a posé :

H R
4R, H) = S dz g r(z +V922 + r2)dr  (54)
0 0

Le calcul de la fonction 4 est détaillée a I'annexe 1.

A nouveau, le choix f(—H) = 0 assure que la con-
tribution de linterface substratum-remblai a la puis-
sance résistante maximale est nulle. Il s’agit mainte-
nant de compléter la description du mécanisme dans
I'enceinte de palplanches.

— Cinématique des palplanches

On définit les vitesses virtuelles dans I'enceinte de la
maniére suivante :

¢ le champ de vitesses dans chaque palplanche est
rigidifiant ;
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v
] i
' '

1
L}
L]

TI777 7777777777 7777777777

(b) remblai

Fig. 8. — Champ de vitesses virtuelles n® 2.
Fig. 8. — Virtual velocity field n? 2.

® le champ de vitesses de la palplanche n® i (voir
fig. 8a) est la composition d'une translation et d'une
rotation autour de l'axe du plan z = 0, tangent en
C' a la face interne de l'enceinte. La vitesse de rota-
tion est donnée par :

0! = 0 [e sin(2i-1) —: ~ e, cos(2i—1) %]
(55)

qui fournit l'interprétation physique du paramétre
intervenant également dans (50).

Le vecteur de la translation est défini par :

U' = OH &~ cos(m/n) [e, cos(2i—1) R
cos (m/n) = n

(56)
+ ey sin(2i—-1) 2
n

P
] + [(1 — cos ?} QR] e,

[l s'agit & nouveau d'un mécanisme d'éclatement radial
combiné de plus avec une cinématique de rotation et
une translation verticale ascendante indépendante de
la palplanche considérée. L'intensité du vecteur U',
comme celle du vecteur rotation 5_2‘ est choisie,
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comme on le verra plus loin, en sorte d’éviter l'inter-
pénétration des palplanches avec le remblai et le subs-
tratum, c'est-a-dire pour assurer la positivité de la
composante normale de la discontinuité de vitesses sur
les interfaces remblai/palplanches et substratum/pal-
planches, condition nécessaire pour que la puissance
résistance maximale soit finie. On calcule maintenant
les contributions des différentes interfaces faisant inter-
venir les palplanches.

— Contribution des palplanches a la puissance
résistance maximale

Interface palplanche-remblai

On calcule la vitesse d'un point M situé sur la face
interne de la palplanche n® i, de coordonnées cylin-

driques (R, (2i—-1) — + 8, 2) :
n

OM = R [g cos (2i-1) — + 3]
T n

+ e, sin [(2i—1) = 6}] + Z(E;)(57J
n

avec 6 € [—— 2, -+--1] etz € [—H, 0]. L'expres-

n n
sion de la vitesse du point M dans le mouvement de
la palplanche n® i est alors :

ve=1U + 0 ACM (58)
avec :
OC' = Rle, cos [(2i-1) —]
= 4 (59)
+ e, sin [(2i—-1) —])
n

soit encore, aprés calcul :
T
VP = —z0(e, cos [(2i—1) —]
n
T
+ e, sin [(2i—-1) —]) (60)
n
+ e, OR (coss—1) + U'

L’expression de la vitesse du point M dans le mou-
vement du remblai est :

V' = —2e, cos [(2i-1) — + §
n

+ e, sin [2i-1) — + 8)) 61)
n
Q
B (22 - H?

Pour vérifier que la contribution de cette interface a

la puissance résistante maximale est finie, il est néces-

saire et suffisant de vérifier que le produit scalaire

(VP—V") . e, est positif ou nul pour toute valeur de

z€[-H 0] etse[— —: + | Il est facile
n n

de voir que :
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(VP= V) . e = QHMcosa
= - cos(w/n)
(62)
+ Qz(1 — cosd)
1l suffit de vérifier la propriété annoncée pour z = —H,

(puisque 1 — cosé > 0). On est donc ramené a étu-
dier le signe de la quantité :

Qi 2208 W) 0l (1 =cosd)
cos(w/n)

B cosb (63)
cos(m/n)
[l est immédiat de vérifier que cette quantité est tou-

% ™ ™ y
jours = 0 dans [— — + —1 et s'annule aux
n n

bornes de cet intervalle. Il en résulte que la contribu-
tion de linterface étudié est nulle.

Interface palplanche-substratum

On considére un point M de linterface entre la pal-
planche n® i et le substratum, de coordonnées cylin-

driques (r, (2i—1) =L + 8, —H) avecr € [R, R+e]
n

T T
et § € [—— ) +—] - En observant que la dis-
n n

continuité vitesse de continuité au niveau de cette
interface coincide avec la vitesse VP (M) du point M

dans le mouvement de la palplanche n® i, il est facile
de vérifier que la composante normale a linterface
considérée de la discontinuité de vitesse vaut :
VP(M) . e = @ [Rlcoss — cos —) +
n
=0

(r — R) cosé] (64)°

La contribution correspondante & la puissance résis-
tante maximale est donc nulle.

Interfaces entre palplanches

Il s’agit d’abord de calculer les vitesses d’un point M de
l'interface enire les palplanches n® i et i+ 1 dans le mou-
vement respectif de ces palplanches. Les coordon-

nées cylindriques d'un tel point sont (r, #= 2i £
n
z) avec r € [R, R+e], z € [—H, 0].

On note V' la vitesse du point M dans le mouve-

ment de la palplanche n®i:

V! = —20(e, cos [(2i—1) 1I
n
+ e sin [(2i—1) ) (65)
n

+ e, Q (rcosd — R) + U'
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On note V'*1! la vitesse du point M dans le mouve-

ment de la palplanche n® i+1 :

VHT = — e, cos (214 1) %J
i1
+ ey, sin [(2i+1) ?D (66)
+ e, Q(rcos L~ R 4 g
n

Posant [V] = V'*! — V' il vient :

1 — cos(w/n)

™
= 20 sin(—) (H —
V] Sm(n) ( cos (w/n) )
T T (67)
e in 9§ oy
( g,srn21n+gycos1n}

Il apparait donc que la discontinuité de vitesse au
niveau des interfaces entre palplanches est purement
orthoradiale, orientée dans le sens de l'éloignement
des palplanches, Il est alors facile de voir que la con-
tribution P, des n interfaces entre palplanches se cal-
cule par :

] R+4e
Pp =n S dz S
-H R

- 0
2nQ sin(—) T H
= sm( n) p S—H ( cos(m/n)

dr . (To/e) . [[IV]]] =

(68)

1 -~ cos(w/n) B z) dz

soit finalement :

P, = Tg Qnsin (%) H? (1 + 2 1 - cos (x/n).

)

(69)

cos(m/n)

— Application du théoréme cinématique

L'emploi du théoréme cinématique requiert le calcul
de la puissance du poids du remblai. Notant @,
cette quantité, il vient :

R 2n 0
Cot = Y S dr S rd@ 5
0 ] -H

soit :

L1 (H? = 22) dz
R

(70)

Py = % Ty, QRH? (71)

a laquelle il conviendrait en toute rigueur d'ajouter la
contribution (résistante) du poids des palplanches a la
puissance des forces extérieures qui pourra cependant
étre négligée dans le cadre des hypothéses n = 1
et R/e > 1. Il résulte de (53), (69) et (71) une con-
dition nécessaire de stabilité sous la forme suivante :
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% 7y, QRH® =< QaToH?

+ 2xC, (3/H%

ol I'on a supposé (dans I'expression de P,) querllir_nmpp

constitue une bonne approximation de P,. Aprés
simplification, on obtient la condition nécessaire de
stabilité suivante :

k < % (T¢/RC) + 3 (¢/HY (H/R)?  (73)

— Application numérique

En combinant les inégalités (24b) et (73), on met en
évidence un encadrement du rapport adimensionnel
limite k*. Avec les valeurs numériques du rapport
/H* données & l'annexe 1 pour les élancements
itl/R = 1, 2 et 3, on obtient :

(To/RC,) + 2 <= k' =

3,318 pour H/R
3,096 pour H/R 2 (74)
3,05 pour H/R = 3

On peut montrer que :

; 4 2 _

ETH—-O (4/H) . (H/R)® = 1 (75)
ce qui signifie que le rapport entre les majorant et
minorant de k¥ tend vers 3/2 lorsque R/H tend
vers 0. Pour les valeurs usuelles de R/H, ces quan-
tités sont dans un rapport proche de 3/2.

[l
—t

3
— (Ty/RC
2 ( 0/ r) +

5. CELLULE A REMBLAI
EN MATERIAU FLOTTANT

5.1. Approche statique

Les conditions définissant les champs de contraintes
statiquement admissibles ont été définies en (12) et
(13). On recherche & nouveau un tel champ de con-
traintes pour lequel les directions verticale, radiale et
orthoradiale soient principales et qui soit compatible
avec les capacités de résistance décrite en 3.3., en
adoptant le critére (6) pour le matériau de remblai.
En vertu de l'argumentation présentée en 4.1.,
approche statique peut étre limitée & la cellule. On
examine & quelle condition sur v, et v, le champ de
contrainte défini ci-dessous en fonction d’'un parame-
tre scalaire positif & répond a la question :

— remblai :
=vzkle ® e + & ® gl + e ® ¢

5]

— enceinte : (76)
g = [ald + b@/1*] & ® ¢ +

[a@) —~ b@/1*) gy @ & + (1aDd & @ &
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Les équations de champ (12a) et (12b) sont mani-
festement satisfaites, ainsi que la condition aux limi-
tes (13b). La valeur des fonctions a(z) et b(z) est
déterminée en écrivant la continuité du vecteur-
contrainte & l'interface remblai/palplanches et la con-

dition aux limites (13a) en r = R+e:
B —bl(z)
alz) = 7{R+e]2 (77a)
bz) = ke (77b)

1/R?Z — 1 (R+e)

qui déterminent un champ s.a. avec v, et 7y,. Le
scalaire £ étant positif, le critére d'interface r/p est
respecté. Il en est de méme des interfaces p/s et
r/s, en raison du signe négatif de o,. Pour que le
champ o défini par (76), (77a) et (77b) soit compa-

tible avec les capacités de résistance, il reste a véri-
fier les critéres f, (T) et f, (g).

Critére f,(T) :

la condition de compatibilité du champ de contrain-
tes g avec le critere f,(T) a été exprimée en (23).
Elle s'écrit ici :

(v r € [R, R+e]) (v z e [—H, 0]
1

1
b £ 1 = T, 78
i {z}li (R+e]2 r2] 0’/e ( )
soit encore :
1/R? + 1/(R+e)?
kH ¥ = T 79
w1 Ryg) = /e
ou, en négligeant le premier ordre en e/R.
T
= — 80
Vr /RH (80)

Critére f(g) :

La forme donnée en (76) pour g est compatible avec
le critere f, () défini en (6) si et seulement si:

R o€ [K,, K] (81)

ou K, et K, désignent les coefficients de poussée et
de butée que l'on calcule a partir de ¢, selon les
relations :

K, = 1/K, = 1-sing, (82)
1+ sing,
En comparant (80) et (81), il apparait que

K,Ty/(RH) représente la plus grande valeur de 7,
qu'il soit possible d'équilibrer par un champ de type
(76)-(77) en sorte que ce champ soit compatible avec
les capacités de résistance de la structure. Il en résulte
que :

1. %
K, RH

To
P RH

= K (83)
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5.2. Retour aux méthodes
de dimensionnement classiques

Le dimensionnement classique conduit & introduire,
comme on l'a indiqué au paragraphe 2.2., un con-
cept de poids volumique maximal supportable, défini

1
par la relation v, = = (To/RH). On a souligné

précédemment la faiblesse de cette notion, en
'absence d'une procédure de détermination du coef-
ficient K. La théorie du calcul & la rupture permet
d'identifier |'origine de cette difficulté.

En effet, dans le cas ol les informations disponibles
sur le(s) matériau(x) se limitent & la donnée des capa-
cités de résistance, elle rappelle que seule la borne
supérieure vy des valeurs potentiellement supporta-
bles du poids volumique, au sens défini en 2.1., peut
étre déterminée ou encadrée. En dehors de la don-
née d'informations complémentaires, il est donc vain
de rechercher la valeur du poids velumique maximal.
C'est la raison pour laquelle le choix de K dans
I'expression de F ou de v, est nécessairement arbi-
traire ou empirique. Cependant, I'analogie entre ¥," et
la formule (83) ci-dessus appelle quelques commen-
taires.

Dans le cas du remblai purement frottant, I'analyse
dimensionnelle du probléme de stabilité indique que
le paramétre adimensionnel v HR/T; est une fonc-
tion du rapport R/H, ce qui améne a rechercher la
fonction § telle que :

+

YeHR | (3) (84)
To H

A partir d’hypothéses formulées sur la structure du
champ de contraintes dans la cellule & la rupture, le
dimensionnement classique revient donc a postuler
que F est une fonction constante, dont la valeur est
déterminée empiriquement ol arbitrairement. Partant
de I'hypothése que le remblai est, & la rupture de la
cellule, dans I'état de poussée limite, certains auteurs
(par exemple SCHNEEBELI et al., 1957) proposent
de retenir la valeur K = K, dans |'expression de 7,.
cest-a-dire § = 1/K,. L'approche statique du calcul
a la rupture, telle qu'elle a été développée au para-
graphe 5.1. conduit @ un minorant de la fonction
F(R/H) qui n'est autre que 1/K,. L'expression de v,
coincide alors avec le minorant de ] donné en
(83). La difféerence de nature entre les démarches
conduisant respectivement a v, et (83) démontre
pourtant le caractére purement formel de l'analogie
observée. En effet, 'approche développée au para-
graphe 5.1. a consisté a examiner, dans I'espace des
champs de contraintes statiquement admissibles avec
vy, un sous-ensemble défini par (76), et a optimiser
le choix du paramétre k y intervenant. C'est ce pro-
cessus d’optimisation qui a conduit 8 £ = K,, sans
qu’il soit nécessaire de faire quelque hypothése que
ce soit sur I'état de contraintes a la rupture.

Il importe enfin de souligner que (83) est, non pas
une égalité, mais une inégalité. En d'autres termes,
T,/RHK, n’est qu'un minorant du poids volumique
extréme. La proposition v, = Ty/RHK, est donc
une condition suffisante de stabilité potentielle, alors
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que l'approche traditionnelle de SCHNEEBELI et al.
(1957) présente la méme inégalité v, = Ty/RHK,
comme une condition nécessaire pour que la stabilité
puisse étre assurée.

5.3. Approche cinématique

On reprend, tant pour le remblai, que pour I'enceinte
de palplanches, le mécanisme de transformation
homogéne décrit et utilisé dans le cas de la structure
« cohérente ». On pose donc :

V, = N
Vg =0 (85)
V, = N(z+H)

Cependant, la condition 7(d) < -+ impose & la
place de (28) la relation suivante entre A et A :

2\ + N = (2 A| + |N) sing, (86)

Pour que les forces de gravité scient motrices, il est
nécessaire de prendre A’ négatif. Le scalaire A\ est
donc positif et la condition (86) peut-étre réécrite sous
la forme d'une égalité :

N= - 2K, 0\N; 0¢€[0,1);
. I (87)
K, = 1 sTme,
1 + sing,

Pour un mécanisme de type (85) vérifiant de plus
(87), la contribution du remblai a la puissance résis-
tante maximale est nulle :

P, =0 (88)

La cinématique de l'enceinte de palplanches est
inchangée. La contribution des interfaces entre pal-
planches a été donnée en (45). Enfin., en reprenant
le calcul exposé en (46) on trouve :

®ox = 7, TRZHZNK, (89)

La condition de stabilité fournie par le théoréme ciné-
matique prend donc la forme suivante :

(v 6 € [0, 1]) My,7R?H%K, < 2xARHT, (90)

L'inégalité la plus restrictive est obtenue pour § = 1 :
vy = 2 K, To/RH (91)

Le fait que le majorant de v, donné en (91) soit
une fonction croissante de T et ¢,, et une fonction
décroissante de H correspond & lintuition naturelle.
La décroissance par rapport a R s’explique par le fait
que les contraintes d'arrachement au niveau des inter-
faces entre palplanches sont une fonction croissante
du rayon de la cellule.
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6. CONCLUSION

L'analyse de la stabilité d'une cellule élémentaire de
gabion posée sur un substratum rigide et soumise aux
seules forces de gravité a été développée dans le
cadre de la théorie du calcul & la rupture. On a sup-
posé que les interfaces entre le remblai, les palplan-
ches et le substratum étaient lisses et sans résistance
4 la traction. La résistance a l'arrachement des pal-
planches a été prise en compte dans le cadre d'un
critére d’interface au niveau des serrures. Deux déve-
loppements distincts ont été proposés, respectivement
dans le cas d'un matériau de remblai purement cohé-
rent et dans le cas ot il est purement frottant.

Dans le cas du matériau cohérent de cohésion C,,
'analyse dimensionnelle fait intervenir les 2 parameé-
tres adimensionnels k = v, H/C, et Ty/(RC,)). La
combinaison des approches statique et cinématique

montre alors que % (2 + Ty/(RC,)) constitue une

estimation du paramétre de chargement extréme k™
a moins de 25 % derreur prés.

Il est instructif d'exprimer ce résultat sous une forme
faisant apparaitre le poids volumique extréme +;:

vy = % (2C,/H + To/(RH)) (92)

qui met en évidence les rdles additifs joués par la
cohésion et la résistance a 'arrachement dans la tenue
de l'ouvrage. On observera notamment que la cohé-
sion devient essentielle a la tenue de la cellule pour
les grandes valeurs du rayon.

Cette relation peut également étre utilisée en sens
inverse, c'est-a-dire qu'elle permet de déterminer les
dimensions d’une cellule pour des valeurs connues des
capacités de résistance et du poids volumique.

Si I'on considére maintenant le matériau frottant, un
encadrement du poids volumique extréme a pu étre
établi :

K,To/RH < yi < 2K,To/RH (93)

Issu d’'une combinaison d'approches statique et ciné-
matique trés simples, il reste relativement imprécis. Il
présente néanmoins 'avantage de mettre en évidence
I'importance du groupement K,To/RH, minorant du
poids volumique extréme.

En conclusion, la présente étude propose une analyse
mécanique tridimensionnelle de la question de la sta-
bilité d’'une cellule élémentaire posée sur un substra-
tum rigide et soumise a son poids propre. Elle per-
met une relecture des méthodes classiques d’analyse
de la stabilité interne en précisant notamment le carac-
tére nécessaire ou suffisant des conditions de stabilité
obtenues. L'intérét de la démarche adoptée, c’est-a-
dire le calcul a la rupture, réside aussi dans le fait
qu'elle peut étre étendue aisément a une cellule fichée
dans un massif ayant des caractéristiques de résistance
bornées. La prise en compte de sollicitations plus
complexes pourra également étre ftraitée dans le
méme esprit en s'appuyant essentiellement sur I'appro-
che cinématique.
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ANNEXE 1

Rappelons que
H R

3R, H) = S dz S vz + V922 + 12) dr (1)
0 0

Le calcul de lintégrale 4(R, H) donne :
4

H4 R, ,H
== Pt = R e )
(2)
la fonction g(x) étant définie par :

glx) = S" (1 + 9u?*? du. On observe que le rap-
port =}/H ne dépend que du rapport R/H. A Ia:de

du changement de variables z? u? = 1 + 9u?,
peut voir que :

4
[+ )2 du = - j(zzz_ig)sdz (3)
Puis 'on montre que :
2t 5z
= ——— ————— d A ===
R T TR
9 1 3 i
z z —
———— - — L
MY T pY.

Notant F(z) la fonction définie ci-dessus, il vient fina-
lement ;

Vo4 1/x2 2
glx) = — Sm E?—_—Q}T dz
(5)
= F (V9+1/x2)
Le calcul numérique fournit :
g(l) = 9.319; g(2) = 1174 ; g(3) = 567,44 (6)
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dont on dédutt les valeurs numériques suivantes du
rapport g/H* :

pour H/R = g/H* = 1,106
pour H/R = 2 9/H4 = 0,258
pour H/R = 3: 3/H% = 0,113
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Détermination des caractéristiques thermiques
des roches anisotropes par une méthode de choc thermique

Determination of anisotropic rocks thermal properties
by a thermal shock method

K. SU, Ph. WEBER
Ecole des Mines d’Ales®

Rev. Frang. Géotech. n® 55, pp. 63-74 (avril 1991)

Résumé

Les travaux actuellement développés a |'Institut des Matériaux et des Gisements
Miniers de |'Ecole des Mines d’Alés sont relatifs & I'étude des propriétés de
transfert thermique dans les roches anisotropes. Une méthode de choc thermi-
gue (dite du « fil chaud ») est mise en ceuvre pour déterminer les parameétres
thermigues des roches anisotropes : conductivités et chaleur spécifique. Nos étu-
des montrent que cette méthode peut étre adaptée aux milieux anisotropes,
notamment les roches. Nous présentons la technique utilisée, les analyses théo-
rigues et les premiers résultats.

Abstract

The Mining School of Alés (France) is developping a reseach program concer-
ning thermal properties of rocks. This paper presents an application of thermal
shock methods to anisotropic rocks. This method leads to simultaneous deter-
mination of both specific heat and principal thermal conductivities ; it allows
to perform experiments with specimens at hight ambiant temperature and pres-

sion. A description of experimentation is given and the first results are pointed
out.

* 6, avenue de Clavieres, 30107 Alés Cedex.



64

1. DESCRIPTION DE LA METHODE

Connue depuis de nombreuses années, la méthode
du choc thermique consiste & utiliser une résistance
chauffante (sonde) dans laquelle passe un courant dis-
sipant une certaine puissance. L'évolution de la tem-
pérature d'un point du matériau est fonction de la
puissance électrique dissipée, et des propriétés ther-
miques du matériau. Plusieurs travaux ont été con-
sacrés aux différentes procédures d'identification des
parametres.

PERRIN et al. (1980, 1982) [9, 13] présentent, dans
plusieurs publications, la méthode de mesure de con-
ductivité en utilisant les températures a la sonde, et
celle de la diffusivité par I'analyse du thermogramme
(temps de montée en température, valeur de la tem-
pérature maximale). AUDIBERT (1985) [1] et LAU-
RENT (1986) [11] fournissent des études d’optimisa-
tion d’'outils pour déterminer les caractéristiques ther-
mocinétiques de milieux poreux en adaptant le mo-
dele de la sonde cylindrique. Un outil dit « tritige »
(deux tiges pour les capteurs de température au sein
du milieu et une tige pour la sonde) semble bien
adapté pour la mesure in situ.

Pour les roches, une difficulté particuliére est liée a
la mise en place de la sonde électrique et des ther-
mocouples, dans des trous de faible diamétre et de
longueur importante. CULL et al. (1974) [6] propo-
sent de scier un bloc de roche en deux parties et d'y
tailler ensuite une petite « gorge » dans laquelle la
sonde est logée ; les auteurs ont mesuré la conducti-
vité d'aprés le thermogramme de la sonde dont le dia-
metre est considéré comme infiniment mince ; pour
les roches anisotropes, I'analyse d'un seul thermo-
gramme ne permet pas d'identifier les deux conduc-
tivités principales. Nos études montrent que les mesu-
res de température doivent s'effectuer en au moins
deux points du milieu.

En conséquence, I'échantillon est découpé suivant un
plan de symétrie de la structure pour y placer la
sonde, (fig. 1) ; en supposant que le flux de chaleur
se diffuse perpendiculairement & I'axe de la sonde
(écoulement plan), I'existence de l'interface n’a donc
théoriquement pas d'influence sur le transfert de
chaleur.

Nous proposons également, si la roche est trés dure,
de scier I'échantillon en plusieurs plaques, (fig. 2), puis
de percer des trous traversant les plaques ; les points
de mesure sont situés sur la plaque centrale dans des
trous de faible profondeur ; 'avantage de cette mé-
thode réside dans le fait que la position du thermo-
couple peut étre repérée avec précision. Nous sup-
posons, dans cette configuration d'essai, que le trans-
fert thermique s’effectue toujours perpendiculairement
a l'axe de la sonde ; les interfaces entre les plaques
paralléles aux plans de diffusion de chaleur n’ont pas
d'influence sur le transfert de la chaleur (gradient de
température nul parallelement a I'axe de la sonde).

La figure 3 illustre I'ensemble du dispositif ; les tem-
pératures sont mesurées a l'aide de thermocouples
dont les soudures chaudes sont mises dans les trous
avec une colle spéciale. Les signaux sont amplifiés par
les transmetteurs de thermocouple reliés a une carte
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Fig. 1. — Schéma de I'expérience.
{lci, le bloc est scié en deux parties suivant le plan horizontal
passant par |'axe de la résistance chauffante).
Fig. 1. — View of the sample.
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Fig. 2. — Schéma de |'expérience.
flci le bloc est découpé selon 4 plaques).
Fig. 2. — View of the sample.

d’acquisition numérique. Compte tenu des caractéris-
tiques de la chaine, les sorties de température ont une
résolution numérique de +/— 0,02 °C.

2. ETUDE THEORIQUE

2.1. Position du probléme

Les axes X Y Z coincident avec les axes principaux
de conduction thermique ; s'agissant de roches ani-
sotropes (schistes), I'axe OZ est contenu dans le plan
d’anisotropie majeure (plan de schistosité) et coincide
avec l'axe du fil chaud (fig. 4a). Les isothermes sont
donc des cylindres d’axe OZ dont la directrice est



DETERMINATION DES CARACTERISTIQUES THERMIQUES PAR UNE METHODE DE CHOC THERMIQUE 65

sonde thermique

transmetteur

Ao—

thermocouples

carte numérique

échantillon

multimétre

alimentation

calculateur

stabilisée

Fig. 3. — Schéma de I'expérimentation et acquisition des données.
Fig. 3. — Scheme of experimentation and data acquisition.
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Fig. 4a. — Configuration du probléme dans le cas anisotrope.
Fig. 4a. — Configuration of the anisotropic problem.
Y

&

v
>

\
\/

Fig. 4b. — lIsothermes dans le plan X-Y.
Fig. 4b. — Isotherms in X-Y plane.

Fig. 4. — Configuration du probléme.
Fig. 4. — Configuration of the problem.

symétrique par rapport aux axes X et Y (fig. 4b). La
résistance chauffante est supposée étre un conducteur
parfait chauffé a partir de l'instant initial et débitant
une puissance constante connue.

Deux hypothéses peuvent étre adoptées concernant
la sonde :

— sonde infiniment mince (SIM) :

— sonde cylindrique (SC).

Nous exposons dans ce qui suit, les modéles mathé-
matiques correspondant a ces deux hypotheses.

2.2. Sonde infiniment mince (SIM)

CARSLAW et JAEGER (1959) établissent la solution
correspondant & une source ponctuelle Aq disposée
a linstant initial au point O’ (0,0,Z') de laxe Z
(fig. 4a) :

Aq (pCp)*/2
SV A N B

Tt) =
1)

2 2 S 1
o (PO (X2 Y2 @)
aa \n N 9

avec !

d; : température du point de coordonnées
(XY 2);

Ae. Ny, N, : conductivités principales, Wm™tK™1;

Cp . chaleur spécifique, Jkg= ! K1 ;

p : masse volumique, kgm ™% ;

Aq . est défini a partir de la chaleur AQ pla-

cée a l'instant initial en O, par relation
Ag = AQ/pCp.

Pour une source linéique, infiniment allongée, intro-
duite & linstant initial (échelon de chaleur), la solu-
tion peut éire obtenue par intégration par rapport a
la coordonnée Z' et au temps :

q pCp
4 7 (A \) 2

Posant :
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et : —-u

® g

- Ei(-w) = S du (3)

u
w

Ei : fonction exponentielle intégrale ;
Q : quantité de chaleur émise par unité de temps et
unité de longueur ;

il vient :
= 7
- (_ _pcprl_z) @
41 (NN 4 (WA V2

On établit que pour de petites valeurs de w:

Ei (~w) = v + Lnfw) + )7

n=1

(—w)”

nn!

(5)

0,5772).

avec vy : constante d’Euler (y

L’équation (4) fournit alors, de maniére implicite, les
trois parametres inconnus A,, A, et C,.

Par une méthode d’ajustement, les thermogrammes
des points de mesure nous permettent de déterminer
ces trois parametres.

Nous pouvons démontrer que la détermination des
trois parametres nécessite la prise des températures en
deux points distincts ; une condition supplémentaire
garantit 'indépendance des deux mesures (cf. an-
nexe).

La validation de I'hypothése de sonde infiniment
mince dépend de la nature et du rayon R, de la
sonde, ainsi que de la résistance thermique son-
de/milieu. Dans ce cas le flux thermique a la paroi
de la sonde peut étre déterminé par dérivation de
équation (4) ; par exemple pour le cas isotrope :

T __Q
ar 2mr

(6)

e

a : étant la diffusivité thermique.

Dans le cas réel (Rs n'est pas infiniment petit), nous
proposons une surestimation des erreurs induites par
I'hypothése SIM en supposant que la chaleur spécifi-
que de la résistance chauffante (C.) est nulle, cest-
a-dire que la chaleur dégagée par la résistance chauf-
fante est entidrement absorbée par le matériau ; le flux
thermique au rayon Rs est alors plus important que
dans le cas précédent. La figure 5 illustre les erreurs
relatives sur les valeurs des paramétres en fonction
du rayon de la perforation. Nous constatons que le
rayon doit étre inférieur a 1,5 mm pour garantir une
erreur relative inférieure & 5 %.

Quand le rayon de la perforation est supérieur a 1,5 mm
nous proposons d'utiliser le modéle de sonde cylin-
drique : on introduit alors la dimension de la sonde
dans la condition aux limites.
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% 4 arreurs relatives
15,0 82
A
10,0 +
5,0t
0,0 o
&Cp
=50 CP
rayon de la sonde mm
-10,0 - - ==
0,00 0,50 1,00 1,50 2,00 2,50

Fig. 5. — Erreurs relatives provoquées par la présence du trou
pour la résistance chauffante.
Fig. 5. — Relative errors induced by the presence of the hole
for heating resistance.

* Données du caloul

Cp, =800 Jkg ' K

r=30mm,a=1x Io_ﬁmzs_l,
1

1, p=2600kgm 2 a= 100 wWm .

2.3. Sonde cylindrique (SC)

a. Modéle mathématique dans un milieu isotrope

De nombreuses études ont été faites dés les années
50 sur le modeéle mathématique de la sonde a choc
thermique cylindrique. BLACKWELL (1954) [3],
CAESLAW (1959) [5]. En 1956, BLACKWELL [4]
publie une étude sur I'erreur que I'on commet quand
on néglige le flux de chaleur axial dans la sonde &
choc thermique : il établit que le rapport entre la lon-
gueur de la sonde et son rayon doit étre supérieur
a 30 pour que I'hypothése de flux radial soit vérifiée.
AUDIBERT (1985) [1] et LAURENT (1986) [11], ont
comparé différents outils de sonde & choc thermique
cylindrique et fait une optimisation des outils et des
méthodes d’identification des caractéristiques thermo-
cinétiques dans les milieux poreux ; les auteurs utili-
sent deux modéles pour la détermination de la diffu-
sivité et de la chaleur spécifique (fig. 6).

Ta(t)
32

T1(1)
sonde
dq

Fig. 6. — Configuration du modéle SC pour un milieu isotrope.
Fig. 6. — Configuration of SC model for an isotropic medium,

1. Le modéle dit « température/température ». La
température d'un point (dy) est modélisée a partir de
celle d'un autre point de mesure (d;). Les parame-
tres de flux d’entrée n’'interviennent alors plus. Dans
un systéme de coordonnées polaires, on établit que :

S

*

1
T4 Tilr) Hy @t = 7) dr

0

(8)
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avec ;

Hy = - S exp (— au? t)

® 0

:.]g [lez) Yg (udlj = YQ {l.ldz) Jn (Udl)
JF (udy) + Y§ (udy)

udu (9

ol :
T*; : température calculée au point d; ;

dp Yp : fonctions de Bessel de premidre et de
seconde, espéce d'ordre O ;

dy, dy : distances entre les points de mesure et la
sonde ;
a . diffusivité thermique.

Le modeéle «température/température » traduisant
une relation entre deux grandeurs de méme nature
(ici deux températures), ne fait donc intervenir qu’'un
seul paramétre thermique, la diffusivité. Ceci est un
avantage pour le processus d’identification.

2. Le modéle dit « flux/température ». La tempéra-
ture dans le matériau est modélisée par le flux injecté
par la sonde. On établit alors que :

4
T = 5 Q(7r) Hg (t—7) d7 9)
0
avec :
2 o
Hfl = - Trcp SU exp (— au‘? t}

Jo (ud) Yy (UR) — Yp (ud) Jy (uR)
J? (uRy) + Y? (uR,)

du (10)

ol :

dy et Y, :fonctions de Bessel de premiére et de
seconde espéce d'ordre un ;

Q : flux thermique émis par unité de surface ;

Rs : rayon de la sonde.

Dans la derniére équation les deux paramétres a et
C, interviennent simultanément.

LAURENT (1986) [11] fournit un processus d'identi-
fication des parametres a et C, : l'auteur applique le
modeéle « température/température » pour calculer a,
et le modéle « flux/température » pour calculer C,
en utilisant le résultat du modéle précédant. Il mon-
tre ainsi que la détermination de la diffusivité thermi-
que par modele « température/température » est indif-
férente aux conditions de contact thermique son-
de/milieu, méme si le contact est trés mauvais.

b. Adaptation des modéles aux milieux anisotropes

En reprenant le systéme de coordonnées cartésiennes,
I'équation de la chaleur s'exprime par la relation
classique :

aT
pCp e (11)

(a2T 32T 9T

+ - en milieu isotrope
ax? ay? 9z% ) .

et :
aT
G 12
pC, = (12)
a%T 92T 3T
A P + N 6y2 + N 322 en milieu anisotrope

avec : N\, Ay A, conductivités thermiques principales.

On peut passer d'un milieu anisotrope & un milieu iso-
trope, CARSLAW et JAEGER (1959) [5], en effec-
tuant le changement des variables défini par :

X e [ Xyea [
e Wi A vt Sk S B

ol le coefficient N’ peut étre choisi arbitrairement.
L'équation de la chaleur se met alors sous la forme :

aT 3T 82T 9°T
PCo— =N (5 + —5 + — (14)
ot ot v ar

Dans le nouveau systéme des variables ¢ ¥ et ¢,
'équation de la chaleur (14) est formellement identi-
que a I'équation du milieu isotrope (11). Pour inté-
grer I'équation, il faut évidemment effectuer le change-
ment de variables sur les conditions aux limites, ce
qui risque d’induire quelques difficultés.

Pour le probléme du choc thermique cylindrique dans
un milieu anisotrope, nous proposons, pour les modé-
les température/température et flux/température,

de poser X' = VA, A,, (modéle dans le plan x-y)
(fig. 7).
Ta(1)
schistosité o2
= T1 ()
— -
sonde

Fig. 7. — Configuration du modeéle SC
pour un milieu anisotrope.
Fig. 7. — Configuration of SC model for an anisotrope medium.

Les paramétres a, dy, dp, Rs dans les modéles Hy,
et Hy deviennent alors a®, d*y, d*p, R" définis
par :

VAN,

1/2
e el s ey
pC, Ay Ay

N 1/2
d- = A}_ xz + el e !
2 (.,/ A 2 .,, )\y v2
1/2
T P oF
Ay A,

R,
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ol :

X1V1, Xayo coordonnées des points de mesure d; et
2

ss et y définis par x2 + y2 = R.?

c. Conditions aux limites et comparaison

des modéles « température/température »

et « flux/température »

Soulignons que pour que I'hypothése de la sonde
cylindrique soit valable aprés la transformation des
variables (14), le trou de sonde doit étre de forme
elliptique (fig. 8) défini par la derniére équation R*,
ce qui est pratiquement impossible & réaliser techni-
quement. L'erreur sur cette condition aux limites est
d’'autant plus faible que le diameétre du trou est petit.

Y
cavité de la sonde

\¥ 7U:\ LAY
surface theorique pour application

de la condition aux limites

Fig. 8. — Condition aux limites géométriques.
Fig. 8. — Geometrical boundary condition.

De plus, par rapport au modéle isotrope la variable
A/N, intervient. Pour le modéle « flux/température »
il existe trois variables indépendantes, A, Ay, C3
mais deux variables seulement, A\,/\; et a*, pour le
modéle « température/température ».

Comme dans le cas isotrope, les variables A,/\, et
a® du modele « température/température » sont indif-
férentes aux conditions de contact sonde/milieu. Mais
les calculs numériques montrent que ces deux varia-
bles sont beaucoup plus sensibles aux erreurs de
mesure de température que pour le modéle
« flux/température ». Par exemple pour le modéle
« température/température » il faut avoir une préci-
sion de mesure de 0,005 °C pour une précision rela-
tive des variables de 95 %. Par contre pour le modéle
« flux/température » il suffit d’'une précision de mesure
de 0,08 °C pour atteindre la méme précision. En
conséquence nous utilisons seulement le modéle
« flux/température » pour déterminer les paramétres
thermiques de milieux anisotropes.

Cette différence considérable entre les deux modéles
s'explique par le fait que le modéle «tempéra-
ture/température » élimine les paramétres de flux
d’entrée, donc élimine également sa « contribution »
pour lidentification des inconnues. Manifestement le
flux a la « contribution » la plus importante dans les
modeéles, parce que c’est lui qui provoque I'évolution
de la température.

2.4. Processus de détermination
des paramétres

La figure 9 présente le processus de détermination des
parameétres par le modéle SC ou SIM. Les valeurs
initiales des paramétres ne peuvent pas étre choisies
arbitrairement : il importe de prendre pour ces valeurs

REVUE FRANGAISE DE GEOTECHNIQUE

initiales, des valeurs réalistes, sinon le processus d'ité-
ration peut conduire & des impossibilités (par exem-
ple conductivité négative).

Les modeles SC convergent trés lentement (malgré
I'élimination des calculs répétés dans la double inté-
gration des modéles) conduisant & des temps de cal-
cul excessifs, Par contre le modéle SIM converge
beaucoup plus rapidement. Manifestement quand le
diameétre de sonde tend vers zéro, le modéle de SC
converge vers le modele de SIM, ce qui peut servir
pour tester les résultats numériques des modéles. La
modélisation numérique montre que les parameétres
thermiques & déterminer sont moins affectés par
I'erreur de mesure de température si les mesures se
situent sur les axes principaux de conduction
thermique.

Nous utilisons un flux d'entrée de forme échelon. Les
thermogrammes aux distances d; et dy (fig. 10) au
bout de 150-200 secondes sont utilisés pour déter-
miner les parameétres thermiques parce que pendant
cette période 'effet de bordure latérale ne se fait pas
encore sentir. Quant a l'effet de la bordure axiale de
Péchantillon, la longueur de la sonde est largement
supérieure & 30 fois son diamétre, donc I'hypothése
de sonde infiniment longue reste valable pendant la
durée de l'essai.

La qualité de l'ajustement est caractérisée par les
valeurs des « résidus » (T*-T). La figure 11 illustre
I'évolution des résidus d'un calcul. Ils ont une distri-
bution aléatoire par rapport au temps, dont la
movyenne est de l'ordre de 0,015 °C (qui correspond
a la résolution numérique de la mesure de
température).

3. RESULTATS EXPERIMENTAUX

3.1. Paramétres physiques et mécaniques
des échantillons

Cing blocs de roche sont testés, dont quatre schistes
et un granite. Le tableau 1 précise leurs paramétres
géomécaniques.

Les échantillons sont séchés & 110 °C pendant 24
heures. Entre deux essais sur un méme échantillon,
un délai de 10 heures est nécessaire afin d’homogé-
néiser les températures initiales.

Le choix du modele SC ou SIM dépend du diameé-
tre de la sonde ; s'il est inférieur &3 1,5 mm, on uti-

lise le modele SIM, dans le cas contraire on adopte
le modéle SC.

3.2. Influence de la puissance thermique

La puissance thermique dégagée par la résistance
chauffante a une influence sur la précision relative de
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Choix de N points
sur dcux courbes expérimentales

Ty(t), Ta(t)

Y

Choix de modele
SC ou SIM

valeurs initiales
X=(hx, M, Cp)

v

N
s®= 3 (TF-T)*
f=1

vy ¥

dérivation partielle de
S (x) par rapport &
1’ ) ;'Y ! cp

calcul d’increment q
de X par la méthode de
MARQUARDT

ﬁ: non

sortie des résultats

A &y Cp
Ti(t) -T 1 (1)
To(1) -T 2(1)

E?EIQ;‘ "
X=X+q
e=e*10
[
non oui

e : paramétre de calcul,
T* : température calculée,
T : température mesurée.

Fig. 8. — Processus d'identification des paramétres thermiques.
Fig. 9. — Identification process for the thermal parameters
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température °C
configuration de 1'essai
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d“ lx > A’U
4| .
di: X1=25mm Y1 =0
’
S d2: X2=0,Y2=25mm
2L
dz Ry =1,5mm
1t
temps S Q=302,4W m~!
0 il 2 . i i
0 25 S0 ™ 100 125 150
Fig. 10. — Exemple de thermogrammes expérimentaux.
Fig. 10. — Example of experimental thermograms.
0,037 gcart T'-T & — mesure 12
© [e] mesure
0,02 1 o 99 ® s
e ¢ 8. © ® o
0,01 > @ ©
’ o 2 o © @ ? ° o
[ ]
® o 4 : o
1 B o.o i ©_| _' i o y
0 T o) T ® T LI ) I 1
® L] )
o ¢ ¢o $: o
0,01 P C& ¢ ° ®
= T ®
’ ® ® .. ® @ O.. (o]
L ]
[o]
@& [o]
-0,02 + & o
® 2 o o ®
) © temps S
-0,03 " L " " " i
0 25 50 75 100 125 150
Fig. 11. — Exemple d’évolution des résidus en fonction du temps.
Fig. 11. — Example of residues distribution as a function of time.
Tableau 1. — Paramétres physiques et mécaniques des échantillons
Table 1. — Physical and mechanical parameters of the specimens
Ech. n® Qualification Masse Porosité Célérité Module Résistance_|
volumique totale % des ondes d’'élasticité |a la compres-
kgm~™ longitudinales (E) MPa sion simple
(C) ms ™' (R) (MPa)
1 Schiste sericito 2 650 3,0 X 6300 41 300 73
quartzeux Y 4600 27 600 140
2 Schiste sericito 2 640 7,6 X 6000 29 600 76
quartzeux Y 3100 27 500 142
3 Gneiss 2670 1,4 X 5300 34 400 110
a4 amphibolites Y 2800 31 700 196
4 Schiste 2 920 2.7 X 6646 30 000 68
ardoisier Y 3500 24 700 247
5 Monzogranite 2 6560 1.4 4 864 50 000 160
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la température de mesure. Une série d’essais en fonc-
tion de la puissance sont réalisés sur I'échantillon n® 1
a température ambiante du laboratoire. La figure 12
représente les résultats des calculs pour la détermi-
nation de Ay, A, et C,. Dans la gamme de 1 & 3.5
W/cm les mesures sont représentatives. En dessous
de 1 W/cm, les mesures de température sont affec-
tées d'une maniére importante.

3.3. Résultats a température ambiante

Le tableau 2 précise les résultats des essais effectués
sur les échantillons & température ambiante (environ
20 °C) ; les puissances thermiques sont compri-

Tableau 2. — Résultats de mesure des paramétres thermiques
a température ambiante
Table 2. — Results of mesurement of thermal
parameters at ambient temperature

Echantil.
nD

Ay A

G ot Y Cp
Wm™ 'K Wm_ K~ Jkg 'K
m a m a

1 4,82 | 0,05 | 2,30 | 0,04 |821,3| 17,3

3,31 | 0,04 | 1,86 | 0,05 |709,4| 19,3

3,64 | 0,11 | 1,75 | 0,03 |848,0| 16,4

4,37 | 0,14 | 1,51 | 0,07 |787,2| 11,9

g | W N

3,34 | 0,03 | 3,21 | 0,07 |834,1| 17,9

ses entre de 1 et 3 W/cm. Les résultats sont signifi-
catifs au seuil de 2% a 6 % (20/m) avec

{ o : écart-type

m : valeur moyenne

Nous constatons que les anisotropies thermiques sont
tr&s marquées pour les schistes. Par exemple, le rap-
port de la conductivité A,/\, est de l'ordre de 3
pour le schiste ardoisier. Cette anisotropie thermique
est évidemment liée & la microstructure de la roche :
la condution thermique s'effectue préférentiellement
dans le plan de la schistosité oii le flux thermique ren-
contre davantage de « ponts thermiques » (fig. 13).

Il est intéressant de comparer I'anisotropie thermique
3 celle qui peut étre détectée par des essais mécani-
Jues : résistance, module d"Young, célérité des ondes
longitudinales (tableau 3). Les anisotropies des diffé-
rents paramétres ne semblent pas liées.

Tableau 3. — Comparaison du degré d‘anisotropie,
mesuré a partir des différents paramétres physigues
Table 3. — Comparaison of anisotropy
of different parameters

AX Ex Rx Cx

Echantillon — — — —
Ay Ey Ry Cy

1 2,10 1,49 0,62 1,37

2 1,78 1,08 0,54 1.83

3 2,08 1,09 0,56 1,89

4 2,89 120 0,28 1,24

conductivité
W mK!
A
6,0}

i %ﬁ:{/_’;‘f i
\

chaleur spécifique
‘J Kg-1K-1
4 900

40+ X 4 700

30 Ay 4 600
«

Py ~0- - 0

20} 1 s00
puissance thermique wcm"

1,0 i L - L L 400

0,00 050 1,00 1,5 200 250 300 3,50
D ky - lx *— Cp
Fig. 12. — Evolution des paramétres thermiques en fonction de la puissance thermigue
dégagée par la résistance chauffante.
Fig. 12. — Evolution of the thermal parameters with respect

to the heat power generated by the heating resistance.
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Fig. 13. — Vue

au microscope électronique

de I'échantillon n® 2

(schiste sericito-quartzeux).

Fig. 13. — Scanning microscop view
of the sample n? 2.

3.4. Influence de la température ambiante

La méthode présentée a I'avantage de I'accessibilité
de I'échantillon pendant I'essai, ce qui permet d’effec-
tuer des mesures dans différentes conditions de tem-
pérature ambiante (mise en étuve de [I'échantillon
durant I'essai) ou sous une pression de confinement
(essai sous presse).

Nous avons réalisé des essais a diverses températu-
res ambiantes ; de 20 & 250 °C sur I'échantillon de
monzogranite. Pour une température ambiante fixée,
I'échantillon est maintenu en étuve pendant 24 heu-
res avant essai.

La figure 14 fournit les conductivités thermiques et
la chaleur spécifique du monzogranite en fonction de
la température ambiante. On constate que les con-
ductivités diminuent légérement au fur et & mesure

T conductivité
w mik1
4,0 L .- A‘X
0= J\.u
“ \‘%
2,0}
température °C
1,0 : : : : —
0 50 100 150 200 250

Fig. 14a. — Evolution des conductivités
en fonction de la température.
Fig. 14a. — Evolution of conductivities as & function of temperature.
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A chaleur spécifique
J Kg'lk!
1400 |
1200}
1000}
température °C
800 : ; ; : -
0 50 100 150 200 250

Fig. 14b. — Evolution de la chaleur spécifique
en fonction de la température.

Fig. 14b. — Evolution of specific heat a function temperature.

diffusivité

[ 576 -
20107 m?s™

g
151
1,01
05
température °C

OJO L i i \ .

0 S0 100 150 200 250

Fig. 14c. — Evolution des diffusivités calculées

en fonction de la température,
Fig. 14c. — Evolution of diffusivities as a function of temperature.

Fig. 14. — Variation des paramétres A, A, et Cy en fonction
de la température ambiante de I’échantillon de monzogranite.
Fig. 14. — Variation of thermal parameters A, A, et Cp
as functions of environment temperature, for monzogranite.
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de l'augmentation de la température ambiante (envi-
ron de 0,25 x 1072 Wm~! K1) : cela peut étre
expliqué par le développement des microfissurations
d’origine thermique. Par contre la chaleur spécifique
augmente de facon significative (environ de 1,8
Jkg~! K1, Les diffusivités thermiques calculées
avec ces deux derniers parameétres diminuent égale-
ment en fonction de la température, mais c’est l'aug-
mentation de la chaleur spécifique qui joue un réle
prépondérant. La variation de la vitesse des ondes sur
les échantillons témoins confirme également la forma-
tion de microfissures thermiques en fonction de la
température (fig. 15).

3.5. Influence de propriétés thermiques
non linéaires sur la mesure

Les résultats précédants confirment I'existence de pro-
priétés thermiques non linéaires ; pourtant nous utili-
sons un modele théorique linéaire pour déterminer ces
paramétres thermiques. L'ajustement des données
expérimentales sur un tel modéle risque-t-il de con-
duire & des valeurs erronées des paramétres thermi-
ques ?

La méthode d'ajustement s'effectue a partir des ther-
mogrammes dont I'amplitude est de I'ordre de quel-
ques degrés ; dans cette gamme d'amplitude, la varia-
tion des propriétés thermiques apparait négligeable.
Au voisinage de la résistance chauffante, 'écart de
température peut atteindre plusieurs dizaines de
degrés, mais le volume rocheux est trés limité. L'éven-
tualité de non linéarité devrait donc demeurer sans
conséquence pour les mesures enregistrées par les
thermocouples.

Afin de valider cette remarque. une simulation numé-
rique a été effectuée sur un code de calcul par élé-
ments finis. Les données du calcul numériques sont
issues de la configuration correspondant aux essais
réalisés. En particulier, les valeurs de A, A\, et C,
sont celles des figures 14a et 14b. Le tableau 4 pré-
sente les températures de la modélisation numérique
correspondant au cas non linéaire en fonction du
temps. Les écarts de température entre les deux
hypothéses de calcul (linéaire et non linéaire) restent

célérite
des ondes - direction X
-1
S0, mS$ .0- directionY
S000 t O\U
4500 ¢
]
4000 |
3500 |
température °C
3000 A i I.b
0 100 200 300
Fig. 15. — Variation de la vitesse des ondes longitudinales
en fonction de la température sur les échantillons témoins.
Fig. 156. — Variation of longitudinal wave velocity as a function

of temperature the vitness specimens.

Tableau 4. — Comparaison des calculs numériques
linéaires et non linéaires de propriétés thermiques
Table 4. — Comparaison of numerical calculations

with linear and non linear thermal properties

Température calculée °C

Temps Coordonnées d; Coordonnées ds
(S) (26,7 0) {e] 26,7)
; ; Non 2 : Non
Linéaire | . osaire | Lin€aire | ocaive
20 |0,00625| 0,00767 0,00481 0,00602
40 |0,11314| 0,11281 0,09449 0,09454
100 1,19199 | 1,18395 1,08070 1,07019
180 |2,98248 | 2,97901 2,79139 2,78834

inférieurs & 102 °C, valeur inférieure a la résolution
numérique de nos essais.

4. SYNTHESE

La méthode du choc thermique peut étre utilisée pour
déterminer les paramétres de conduction thermique
des roches anisotropes. Le modéle de choc thermi-
que cylindrique (SC) peut s'adapter aux échantillons
ot le rayon de la sonde est supérieur 2 1,5 mm pour
les roches trés dures. Le modeéle de sonde infiniment
mince (SIM) a l'avantage de permettre I'identification
rapide des paramétres, mais le rayon de la sonde
devrait étre inférieur 3 1,5 mm.

Les deux conductivités principales sont mesurées par
un essai sur un bloc, ce qui permet d'avoir des résul-
tats représentatifs. Cette méthode permet également
d’effectuer des mesures a température élevée et sous
pression de confinement.

Les essais effectués sur des roches schisteuses font
apparaitre une différence importante de conduction
thermique entre les directions paralléles et perpendi-
culaires au plan principal de schistosité. Pour certai-
nes roches a anisotropie trés marquée (schistes ardoi-
siers), le rapport de conductivité peut étre de I'ordre
de 2,5 & 3.

Les essais réalisés a des températures ambiantes
variant de 20 °C a 250 °C, font apparaitre une non
linéarité des propriétés thermiques.

ANNEXE

Rappel du probléme : La détermination des
trois paramétres nécessite la prise des tempé-
ratures en deux points distincts M, (X;, Y,) et
M; (X2, Y).

Supposons qu'il existe deux solutions distinctes (A,,

Ay, Cp) et (N'x, Ny, C,). Portant ces deux solutions
successivement dans 'équation (4), il vient en My :

?\x}\y = )\‘,)\’y (1
CoAX:2 + AY1 ) = C, WX2 + Ny YD) M)
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De méme en M, :
CoAX22 + NY2D) = CLIN X2 + N, Yod) (1)

(II) et (IlI), conduisent a :

(X1? Y22 -X,? Y9 Ny ANy = 0 (IV)
St Xif ¥o2-X,2 Yi2 # 0
alors : NNy —AN, = 0

En comparant, cette derniére égalité a (I), nécessai-
rement :

Ny = M Ny = N Cp = G
la solution est donc unique.
St Xi2 Yo = X2 Y2 = 0
c'est-a-dire :
Yy

Jda B (V)
X, X,

la solution n'est pas unique, et elle peut étre définie
arbitrairement par I'équation (I). La relation (V) décrit
les deux droites D et D' de la figure ci-dessous.

4 Y
AR RS
& 0,
T X
,’/, h""--.h_D-

Du point de vue géométrique, en fixant arbitrairement
un point M; (X;, Y;), la derniére équation est une
équation de droites symétriques par rapport aux axes.
Il apparait ainsi que les mesures effectuées en deux
points quelconques de D et D' ne sont pas « indé-
pendantes ».
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Une comparaison préliminaire de modéles rhéologiques

pour l'argile plastique :

I'exercice communautaire INTERCLAY (phase pilote-1989)

A preliminary comparison of rheological models for plastic clay :

the community project INTERCLAY (pilot phase-1989)

B. COME
Commission des Communautés Européennes
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Résumeé

On a comparé des modeles décrivant le comportement différé de I'argile plasti-
que de Boom (Belgique), selon deux approches : (a) fluage, et (b) dissipation
de pression interstitielle. Dans une premiére phase pilote, trois équipes ont
résolu, indépendamment, deux problémes simplifiés : (1) I'excavation d'un tun-
nel profond avec pose d'un revétement rigide et perméable ; (2) un essai de
fluage in situ au dilatométre. Les données provenaient d'essais de laboratoire
sur le méme matériau. On présente ici les premiers enseignements tirés de cette
comparaison.

Ces travaux ont été réalisés dans le cadre du 3¢ programme communautaire
de R&D sur « la gestion et le stockage des déchets radioactifs ».

Abstract

Two kinds of models for describing the time-dependent behaviour of plastic
Boom clay (Belgium) were compared : (a) creep model, and (b) pore pressure
dissipation model. In a first exploratory phase, three teams solved, indepen-
dently, two idealized problems : (1) the excavation of a deep tunnel with a stiff
and permeable lining ; (2) an in situ dilatometer creep test. Data were obtained
from laboratory tests on the same material. The first lessons drawn from this
comparison are presented.

This work was carried out in the framework of the 3 rd Community R&D pro-
gramme on «management and storage of radioactive waste ».

* 200, rue de la Loi 1049 Bruxelles (Belgique).
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1. INTRODUCTION

Pour décrire le comportement différé des argiles plas-
tiques, on a ordinairement recours a deux approches.
L'une considére le matériau comme un solide mono-
phasique susceptible de se déformer par fluage : c'est
approche de la mécanique des roches. L'autre con-
sidére le role de l'eau interstitielle incluse dans les
pores du matériau, et identifie, pour cause essentielle
des déformations, une redistribution des pressions
interstitielles sous l'effet des forces appliquées : cette
description est du domaine de la mécanique des sols.
Certains matériaux, tels l'argile plastique de Boom
(Belgique), sont a la frontiére entre un sol rigide et
une roche tendre, et peuvent donc a priori étre étu-
diés par 'une ou l'autre de ces méthodes.

Comme l'argile de Boom est un matériau candidat
pour I'évacuation de déchets radiocactifs (BONNE,
1987), il est nécessaire de pouvoir prédire de fagon
fiable les perturbations mécaniques et/ou hydrauliques
entrainées dans ce matériau par la création d’un
dépébt, et la mise en place de déchets. C'est dans ce
contexte qu'une comparaison entre les deux appro-
ches mentionnées plus haut prend tout son sens, cha-
cune prétendant rendre compte de fagon satisfaisante
de l'évolution du matériau sous l'effet des diverses
sollicitations.

Une telle comparaison apparait d’autant plus aisée que
l'argile de Boom, étudiée en particulier par le Centre
d’Etude de I'Energie Nucléaire (CEN/SCK) a Mol
depuis 1975, est probablement I'un des rares maté-
riaux sur lequel on ait réalisé un aussi grand nombre
d’essais géomécaniques, de laboratoires et en place,
incluant en particulier des essais de fluage, et aussi
des essais triaxiaux drainés et cedométriques. Les élé-
ments nécessaires pour une comparaison systémati-
que des deux « philosophies » évoquées sont donc
réunis ; une premiére tentative avait d'ailleurs été
esquissée dés 1987 en ce sens (DE BRUYN, 1989).
Dans un esprit 1égérement différent, davantage orienté
vers des modeéles dérivés d'essais de laboratoire sur
l'argile de Boom, la Commission des Communautés
Européennes a lancé, en 1989, la phase pilote d'un
projet dénommé INTERCLAY, devant déboucher, a
terme, sur une évaluation rigoureuse des deux appro-
ches, «fluage » et « pression interstitielle ».

-~

Ont contribué & cette phase pilote :

— le CEN/SCK, opérateur du laboratoire souterrain
d Mol, et coordonnateur du programme de recher-
che sur le matériau ;

— le Laboratoire de Mécanique des Solides (LMS)
a Palaiseau associé au CEA-ANDRA (F) ;

— T'ISMES, Bergame () ;

— le Geotechnical Consulting Group (GCG), Lon-
dres, associé a la City University, avec l'appui du Buil-
ding Research Establishment (GB).

2. DONNEES )
CONCERNANT LE MATERIAU

En 1984, des blocs d'argile avaient été soigneusement
prélevés dans une petite galerie (profondeur : 240 m)
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du laboratoire souterrain sous le site du CEN/SCK
a Mol, et répartis entre plusieurs laboratoires.

Au LMS furent réalisés des essais de compression non
drainés, de fluage mono et triaxial, et de fluage sur
tube creux, d'ol fut dérivé un modéle de comporte-
ment élasto-visco-plastique avec radoucissement décri-
vant la déformation de l'argile de Boom en terme de
fluage (ROUSSET, 1988).

De leur c6té, ISMES et GCG adoptérent une descrip-
tion du matériau en terme de dissipation de pression
interstitielle, couplant :

— la loi de Darcy pour I'écoulement de [eau
interstitielle :

— l'équation de continuité de I'ensemble eau-pores ;

— une loi de comportement, en contraintes effecti-
ves, du squelette solide. Pour l'exercice INTERCLAY,
GCG et ISMES utilisérent un modéle « CAM-CLAY
modifié » (BALDI, 1987 ; HORSEMAN, 1987).

On notera que les résultats d’essais, tels que courbes
cedométriques, peuvent faire I'objet d'interprétations
légérement différentes ; c’est ainsi que les grandeurs
caractéristiques du matériau ne furent pas identiques
pour GCG et ISMES (par exemple la_perméabilité fut
prise égale respectivement a 4.10 72 et 10712 m/s
par ces équipes).

3. PROBLEMES CONSIDERES

Pour garder une taille raisonnable & I'exercice, on n'a
considéré que des problemes théoriques et simplifiés,
mais cependant pas trop différents de situations réel-
les d’essais conduits a environ 220 m de profondeur
dans l'argile de Boom (COME, 1989). En termes
généraux, ces problémes se raménent au comporte-
ment de tubes trés épais, modélisables en symétrie de
révolution et en déformations planes ; les chargements
et le matériau sont supposés isotropes. Enfin, les con-
ditions initiales et aux limites sont mathématiquement
bien spécifiées, ce qui n'est pas toujours le cas dans
la réalité d'une excavation souterraine.

Les problémes proposés, et résumés ci-dessous, firent
'objet de spécifications préparées par la Commission,
tenant compte des commentaires exprimés par les
participants.

3.1. Probléme « excavation de tunnel profond »

Dans un cylindre d'argile de rayon 50 m chargé par
4.4 MPa de pression totale, dont 2,2 MPa de pres-
sion interstitielle, un tunnel coaxial de rayon 2,5 m
est « excavé » (&2 220 m de profondeur), en faisant
décroitre la pression totale intérieure de 4,4 MPa,
valeur initiale, 3 1 MPa, en 10° secondes (environ
12 jours). A cette date, le déplacement radial est blo-
qué par un revétement infiniment rigide et perméa-
ble. On demanda I'évolution de la contrainte totale
sur le revétement, et a certains points dans le mas-
sif, ainsi que I'évolution de la gsression interstitielle en
ces mémes points, jusqu'a 10° secondes (environ 32
ans). Les équipes utilisant 'approche « pression inters-
titielle » durent justifier en outre I'évolution de cette
pression en paroi d’excavation, jusqu'a ce qu'elle reste
a 1ime valeur nulle (condition de drainage par le tun-
nel).
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3.2. Probléme « essai in situ de fluage Le détail des résultats est donné dans le rapport de

au dilatométre » synthése du projet (CCE, 1990). A titre d’exemple,
les figures 1 a 4 donnent respectivement I'évolution :

On envisage une membrane cylindrique de rayon 7,5 — de la pression totale sur le revétement,

cm, logée a 220 m de profondeur dans un tube — de la pression interstitielle & différentes distances

coaxial d’argile épais de rayon 1,5 m, chargé par 4.4 dans le massif,

MPa de contrainte totale, dont 2,2 MPa de pression

interstitielle. La membrane initialement gonflée a 4,4 dans le cas du calcul du tunnel ;

MPa est progressivement dégonflée jusqu'a 2 MPa en )

1 heure (3,6.10°% g) ; la pression interne reste main- — de la convergence de la paroi du forage,

tenue ensuite & 2 MPa. On demanda l'évolution de — de la contrainte totale radiale,

la convergence de la membrane au cours du temps, d : , ’ N

ainsi que celle des contraintes totales et pressions ans le cas du calcul de l'essai au dilatometre.

interstitielles dans le tube. L'imperméabilité de la mem-
brane correspond a une condition mathématique de
flux d’eau constamment nul.

5. DISCUSSION DES RESULTATS

4. RESULTATS 5.1. Constatations

Bien que les courbes calculées par les différentes équi-

) ) o pes ne coincident pas entiérement, on peut cepen-
Les calculs de contraintes et déplacements ont été réa- dant tout d'abord noter une certaine similitude

lisés par les diverses équipes selon I'arrangement du d'allure, non seulement dans les tendances généra-

tableau suivant. Les trois équipes ont résolu les pro- les, mais aussi dans les ordres de grandeur calculés :
blémes indépendamment I'une de l'autre, les résultats la variation des résultats, du plus faible au plus grand,

(inconnus & l'avance des participants) étant rassem- est du simple au double en général. 1l est assez remar-
blés par la Commission pour étre présentés sous quable que des philosophies de modélisation aussi dif-
forme de diagrammes comparatifs par le CEN/SCK. férentes que celles considérées ici fournissent des
résultats prévisionnels somme toute assez bien grou-

Equipe Approche Code de calcul pés.
LMS fluage GEOMEC Bien que — on I'a souligné plus haut — les problé-
GCG pression interstitielle CRISP mes ne soient que des simplifications de cas réels, on
ISMES f E — peut néanmoins tenter une comparaison avec des

o
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Fig. 1. — Excavation du tunnel : calcul de la pression totale sur le revétement.

Fig. 1. — Tunnel excavation : total pressure on the lining (MPal.
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Fig. 2. — Tunnel excavation : pore pressure (MPa) at ni (gallery wall), 2 ri, 5 ri.
6 I
4 P
2
1E+01 = -~
Y
5 -
£ 4
£
~— el
3
2 1E4+00 il
) B
o 2]
= 2
< i e GC G
& 1 E =010 =
6 —a— LMS
4 —
]
ke =072 T T | T | T T T | l
T B DS 4 1TE+04 4 T"E4+05 4 TE+06B 4 1E+07 &
time (s)
Fig. 3. — Essai au dilatométre : calcul de la convergence de la paroi au cours du temps.

Fig. 3. — Dilatometer test : displacement function of time, radius = 0.075 m.
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Fig. 4. — Essai au dilatométre : évolution calculée de la contrainte totale radiale dans le massif,
a 1,5 rayon de cavité.
Fig. 4. — Dilatometer test : total radial stress function of time at r = 1.5 ri.

mesures obtenues dans des expériences réelles dans
l'installation souterraine de Mol (COME, 1989). A titre
d'exemple, la pression totale mesurée sur le revéte-
ment d'un troncon de galerie (& revétement certes
plus déformable que dans le probléeme) est de I'ordre
de 1,5 MPa, 2 ans apres l'excavation, et varie peu
depuis cette date ; l'accord est acceptable avec les
résultats calculés. D’autre part, un essai de fluage au
dilatomeue dans un forage du laboratoire souterrain
a relevé une convergence relative « différée », sous
2 MPa de pression intérieure, comprise entre 1,5 et
2 %, ce qui n'est pas trés différent des valeurs cal-
culées aprés 10 000 heures, soit 400 jours. Dans une
perspective de génie civil « ordinaire », on peut donc
considérer que les modeéles rhéologiques utilisés ici
pour des calculs prévisionnels, prenant pour grandeurs
d'entrée les résultats de mesures sur échantillons, rem-
plissent leurs objectifs, et sont donc utilisables avec un
degré de fiabilité suffisant.

Deux constatations supplémentaires viennent cepen-
dant tempérer cet optimisme : d'abord, I'absence
d’unanimité entre les prévisions (donc entre les moda-
les), méme pour I'approche « pression interstitielle »,
ol les grandeurs d’entrée sont finalement peu diffé-
rentes ; et, aussi, le désaccord entre les calculs des
pressions interstitielles et les valeurs mesurées en place
autour du laboratoire souterrain de Mol dans des con-
ditions relativement voisines.

On dispose en effet de mesures par mini-piézométre,
selon lesquelles I'excavation d'un tunnel (appelé « Test
Drift ») a fait immédiatement chuter la pression inter-
stitielle d’au moins 1 MPa, méme a 5 rayons de tun-
nel de la paroi ; les calculs INTERCLAY montrent
qu'il faut plusieurs mois pour que la pression intersti-

tielle commence & étre influencée par I'excavation.
Compte tenu de l'importance de tout ce qui touche
au mouvement de l'eau souterraine pour la slreté de
I'évacuation de déchets en formations argileuses, on
concoit qu'il s'agit ici d'un point clé, ainsi mis en évi-
dence par l'exercice ; il sera d’ailleurs repris ci-dessous.

5.2. Limites de I'exercice et précautions
a prendre

La taille réduite de I'exercice a certes permis d’obte-
nir rapidement les intéressantes conclusions que |'on
vient de tracer brievement ; elle constitue cependant
un inconvénient notable quant & I'appréciation com-
plete de ces résultats. En effet, vu le petit nombre de
calculs finalement réalisés, il n'est pas possible d'éva-
luer le poids respectif de plusieurs facteurs importants
pour expliquer les différences observées. On ne peut
ainsi attribuer avec certitude un réle déterminant ;

— aux modgles rhéologiques eux-mémes ;

— ou aux grandeurs d’entrée utilisées dans ces
modéles ;

— ou, enfin, aux aspects purement numériques des
solutions tels que densité du maillage d’éléments finis,
schémas d'intégration, etc.

Qui plus est, le fait que ces problémes soient des
schématisations de situations réelles, et non leur répli-
que fidele, interdit de qualifier une solution comme
« correcte » ou « fausse », ce qui constitue une limi-
tation supplémentaire quant a I'appréciation des résul-
tats et — en définitive — quant a la démonstration
de l'adéquation réelle des modéles rhéologiques con-
sidérés.
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Il n'en demeure pas moins clair que, si 'on souhaite
prédire de facon satisfaisante le régime d'écoulement
de l'eau autour de galeries excavées dans des milieux
sédimentaires a trés faible perméabilité, il faudra dis-
poser de modales couplant la ¥éponse mécanique du
squelette et celle de 'eau interstitielle.

6. CONCLUSIONS

L'intérét de cette phase-pilote d'INTERCLAY réside
essentiellement dans les questions soulevées, beau-
coup plus que dans les résultats calculés eux-mémes,
A ce titre, il serait souhaitable de tenir compte des
aspects positifs, et aussi des lacunes, de cette phase
préliminaire, pour définir un exercice plus vaste (et
plus rigoureux) d'intercomparaison systématique des
modéles rhéologiques, des données et des outils
numériques (codes de calcul) utilisables pour le cal-
cul prévisionnel en matiére de géomécanique des argi-
les plastiques trés peu perméables. Un tel exercice
comparatif pourrait s'inscrire dans le prochain pro-
gramme de la Communauté sur ce sujet.
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