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Méthode empirique
d’évaluation du coefficient
de reaction du sol
vis-a-vis des ouvrages

de soutenement souples

P. SCHMITT g
SOLETANCHE 5

6, rue de Watford N
92000 Nanterre &

Cet article reprend les résultats de mesures effectuées
sur une dizaine d’ouvrages de souténement (parois
moulées et rideaux de palplanches), qui avaient déja fait
I'objet d'une interprétation en 1984 dans le n° 28 de la
Revue Francaise de Géotechnique.

La synthése effectuée cette fois-ci débouche sur une
expression simple et générale du coefficient de réaction
du sol, tenant compte de deux facteurs dont I'importance
a été clairement mise en évidence par les mesures sur
ouvrages réels, a savoir la non-linéarité du
comportement du sol et I'inertie du souténement.

Estimating the coefficient
of subgrade reaction for diaphragm
wall and sheet pile wall design

Abstract

This article reviews site measurements from about ten
diaphragm wall or sheet pile wall works, which had already
been analysed in Revue Francaise de Géotechnique, n® 28, 1984.
The present synthesis results in a simple and general expression
of the coefficient of subgrade reaction, taking into account two
essential factors according to site experiments, which are the
non-linear soil behaviour and the inertia of the retaining
structure.
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Introduction

En 1984, une étude expérimentale [8], exploitant les
résultats obtenus a partir d’une dizaine de chantiers
instrumentés, avait permis de dégager quelques
conclusions concernant le « coefficient de réaction »
utilisé pour le calcul des parois moulées et rideaux de
palplanches.

Au cours des dix derniéres années, ces conclusions
ont permis, sans subir de démenti expérimental,
d’étayer le choix des hypothéses de calcul d'un grand
nombre de projets.

Mais, faute, probablement, d’avoir pu déboucher
sur une formulation générale, cette approche empi-
rique se voit souvent préférer |'application exclusive
d’autres méthodes, par exemple celles proposées par
Balay [2] ou Chadeisson [7], dont elle pourrait cepen-
dant constituer un complément intéressant en raison
de son large support expérimental.

Il nous a donc semblé utile de rappeler les conclu-
sions de cette étude, et d’en proposer une formulation
suffisamment explicite pour étre directement utilisable.

On rappellera, dans un premier temps, ce que l'on
entend par « coefficient de réaction » dans le cas des
ouvrages de souténement.

Définition et méthodes d'évaluation
du coefficient de réaction

La méthode actuellement la plus répandue en
France pour calculer les parois moulées et rideaux de
palplanches est la méthode dite « élasto-plastique » (par
opposition aux calculs a la rupture traditionnels), dans
laquelle la phase élastique du comportement du sol est
schématisée, en I'absence de chargements localisés,
par la relation :

p=K,.0,+-k.y (1)

dans laquelle p est la contrainte horizontale exercée par
le sol sur 1'ouvrage, K; le coefficient de poussée des
terres au repos, o, la contrainte verticale existant dans
le sol ala profondeur considérée, k le coefficient de
réaction du sol, et y le déplacement horizontal du sou-
ténement.

Le coefficient de réaction est donc le rapport, sup-
posé constant pour une couche de sol donnée (bien que
cela ne repose sur aucun fondement théorique), de la
variation de contrainte horizontale au déplacement
associé,

On entend ainsi t"nir compte, a travers cet artifice
de calcul, de I’enser ble des propriétés élastiques du
sol et de I’ensemble 'les conditions aux limites du pro-
jet:on comprend ¢ nc que la détermination du coeffi-
cient de réaction, + 1i supposerait en toute rigueur des
calculs préliminai :s plus élaborés que le calcul élasto-
plasticue lui-meér 3, constitue un probléme difficile qui
divise encore le .pécialistes.

Bien quedr ordres de grandeur de k aient été indi-
qués deés 195 par Terzaghi [10], il est généralement
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admis que les valeurs réelles leur sont nettement supé-
rieures, et les méthodes d’évaluation les plus fréquem-
ment appliquées aujourd’hui sont :

— l'utilisation de la formule de Ménard et Bourdon [6] :
k=E,/le.a/2+0,13.(9.a)%] (2)

dans laquelle E,; est le module pressiométrique du sol,
o le « coefficient de structure », et a la hauteur sur
laguelle le sol est sollicité en butée par I'ouvrage, que
Meénard évalue forfaitairement aux 2/3 de la fiche du
rideau ;

— utilisation de la formule de Marche [5] :

k=45.q./a 3)

dans laquelle g, est la résistance de pointe au pénétro-
meétre statique, et qui conduit, bien qu’établie a 'ori-
gine pour calculer, non pas les souténements, mais les
pieux sollicités horizontalement par le terrain, & des
ordres de grandeur tout a fait comparables a ceux
obtenus a partir de la formule (2) ;

— l'utilisation des ordres de grandeur proposés par
Chadeisson, dont Monnet a récemment publié une for-
mulation générale [7] ;

—la méthode pressiométrique établie par Balay [2], qui
compléte celle de Ménard par une méthode d’évalua-
tion de a applicable aux étapes de terrassement inter-
médiaires, et par une formulation de k spécifique aux
phases de mises en tension des tirants précontraints.

Compte tenu des divergences encore importantes
entre les résultats déduits de ces différentes méthodes
d’évaluation de k, d'une part, et compte tenu de la dif-
ficulté d’aborder de fagon théorique 'évaluation d’un
parameétre sans signification physique bien précise,
d‘autre part, Solétanche avait donc procéde, au début
des années 80, a la réalisation et a l'exploitation d’une
série de mesures sur ouvrages réels, en intégrant éga-
lement différents résultats ayant fait par ailleurs 'objet
de communications.

Rappel des conclusions
de I'étude de 1984 [8]

La comparaison systématique entre résultats théo-
riques et expérimentaux obtenus sur neuf sites diffé-
rents, et concernant des ouvrages allant du rideau de
palplanches Larssen [Is a la paroi moulée d'1,33 m
d’épaisseur, avait permis de dégager les conclusions
suivantes :

1. La méthode élasto-plastique permet, malgré le
caractére discutable de ses fondements théoriques, de
rendre compte du comportement réel des ouvrages de
facon satisfaisante (exemples des figures 1 et 2), sous
réserve des conditions suivantes :

— choix approprié (voir ci-aprés) des paramétres de cal-
cul, et notamment de la valeur du coefficient de réac-
tion ;

— limitation de 'usage de la méthode a son domaine
d’application, a savoir le calcul des sollicitations dans
les cas ol celles-ci ne sont pas notablement affectées
par les déformations d’ensemble du massif de sol (cas,
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notamment, des grandes excavations stabilisées par
des nappes d’ancrages multiples [4]).

2. Le coefficient de réaction expérimental (obtenu par
ajustement entre le calcul et les résultats des mesures)
est deux a quatre fois supérieur au coefficient théorique
obtenu a partir de l'essai pressiométrique interprété
suivant la formule de Ménard et Bourdon tant que le
taux de mobilisation de la butée n‘excéde pas 50 %, ce

taux de mobilisation étant conventionnellement pris
egal, dans le cas d'un terrain sans cohésion, a la valeur
moyenne de k .y / ( (K, -K,) .o, ), ou K est le coeffi-
cient de butée calculé dans I'hypothése dune inclinai-
son des contraintes sur la normale a I'écran égale a
I'angle de frottement interne du sol.

Cette constatation peut étre expliquée par la non-
linéarité du comportement du sol, et conduit & propo-

)
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ser la relation pression-déplacement de la figure 3, qui

revient en pratique, compte tenu des coefficients de

sécurité usuels, a retenir un ordre de grandeur « réa-

liste » du coefficient k égal a trois fois celui obtenu a
6 partir de la formule de Ménard et Bourdon.
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3. La valeur de k dépend directement de celle du para-
métre dimensionnel a, hauteur sur laquelle le soutene-
ment sollicite le terrain en butée, elle-méme fonction
de la rigidité relative du souténement par rapport au
sol.
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Dans l'étude expérimentale, la valeur théorique de k
était calculée a partir de la valeur expérimentale de a
(égale a la hauteur sur laquelle le déplacement réel du
souténement est « significatif », soit, en 'occurrence,
supérieur a 20 % du déplacement maximal).

Mais, lors de I'établissement d'un projet, la défor-
mée réelle du soutéenement n’est évidemment pas
connue, et la valeur de a ne peut donc étre qu’estimée
de facon empirique, voire arbitraire ; il en résulte une
indétermination importante dans "évaluation de k, qui
contribue largement aux divergences souvent exces-
sives observées entre les résultats des différentes
méthodes de prévision.

La suite de cet article sera donc exclusivement
consacrée au probléme de 'évaluation de a.

= A
Observations expérimentales
de «g»

La figure 1 met en évidence, dans le cas d'un
ouvrage de souténement souple (palplanches Lars-
sen IVs), des valeurs de a de I'ordre de 2 m (variables
de 1,5 m a 2,5 m d'une phase de terrassement a l'autre,
donc suivant le type de terrain et le mode de sollicita-
tion),

On peut en tirer les conclusions suivantes :

1. Si la proposition de Ménard [6], qui consiste & retenir
forfaitairement pour a une valeur égale aux 2/3 de la
fiche, s’avére parfaitement justifiée dans 1'étape finale
des terrassements, la généralisation de cette régle a
I'étape intermédiaire de pose du 2¢lit de butons
conduirait a une valeur de a égale a 7 m, soit prés de
5 fois trop forte, donc a une valeur de k environ 5 fois
trop faible, et méme, globalement, 15 fois trop faible
compte tenu de la non-linéarité du sol.

2. La faible valeur de a au cours des étapes de terrasse-
ment intermédiaires est vraisemblablement due a la
faible rigidité du rideau par rapport au sol : il semble-
rait donc bien que la rigidité soit le paramétre princi-
pal (a = 1,5 m au lieu de 7 m), le mode de sollicitation,
fonction des conditions de butonnage et de la hauteur
terrassée, apparaissant comme un parameétre secon-
daire (a variable de 1,5 m a 2,5 m d'une étape de terras-
sement a l'autre).

L’'importance de la rigidité de 'ouvrage est encore
mise en évidence par la comparaison des figures 2 et 4,
qui correspondent 4 des mises en tension de tirants a
faible profondeur (1,8 a 2,5 m) dans des terrains com-
pressibles (module pressiometrique, E,,, variable de 2
a 3,5 MPa).

La différence essentielle entre les deux projets est
I'épaisseur du souténement, le quai de Deauville étant
une paroi préfabriquée de 0,35 m et celui de Rouen une
paroi moulée de 1,33 m.

On constate, dans le premier cas, une déformation
« de type souple », localisée sur un peu plus de 3m de
hauteur, et dans le second cas une déformation « de
type rigide », significative sur plus de 10 m de hauteur.

Corrélativement, la valeur expérimentale du coeffi-
cient de réaction est plus de trois fois plus faible a
Rouen qu‘a Deauville, bien que le terrain y soit moins
compressible : la rigidité relative du souténement appa-
rait donc ici comme un parameétre plus important que
la compressibilité intrinséque du sol.

Compte tenu de ces observations déja anciennes, la
valeur de a est le plus souvent choisie, au stade de la
mise au point du projet, dans l'intervalle (2 m, 10 m), en
fonction de la rigidité du souténement (avec bien entencu
une borne supérieure égale aux 2/3 de la fiche).

Mais cet intervalle relativement large laisse une
place importante a 'appréciation subjective, et le
besoin d'une méthode systématique d’évaluation de a
se fait toujours sentir.

Méthode d'évaluation de « a »

Ces observations expérimentales conduisent a envi-
sager I'hypothése d’une proportionnalité de a a la lon-
gueur élastique du souténement, ce qui revient a écrire,
comme Westergaard |'avait déja fait en 1926 dans le cas
des radiers [11] :

a~ (EI/ k)% (4)

ou El est le produit d’inertie d'une unité de largeur du
souténement,

La théorie du « bulbe de pressions » de Terzaghi [10]
conduit, par ailleurs, a la conclusion que le produitk . a,
et non pas k lui-méme, est une caractéristique intrin-
séque du comportement élastique du sol (du moins
pour des conditions aux limites données), ce qui per-
met d'écrire, pour une valeur donnée du coefficient de
Poisson :

k~E/a (5)
ou E désigne le module d"Young du sol, ou toute gran-
deur qui lui est proportionnelle (module cedométrique,
rapport E, /oo du module pressiométrique au « coeffi-
cient de structure », résistance de pointe au pénétro-
meétre statique, etc.).

La relation (5) traduit d’ailleurs simplement le fait
qu’en élasticité linéaire, le déplacement en un point du
milieu sollicité est proportionnel a la force qui lui est
appliquée.

On déduit des relations (4) et (5) que a peut étre
directement exprimé en fonction du rapport EVE,, sous
la forme :

a~(EI/E)*® (6)

Cette formulation trés simple pourrait par exemple

s’appliquer a la détermination de k a partir de l'essai

/
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pénétrométrique, puisque la formule de Marche (3), est
bien du type de la formule (5).
Par contre, la formule de Ménard et Bourdon (2), est

d’une forme plus complexe, et se préte donc moins
bien a 'application de la formule (6).
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Les figures 5 et 6 montrent toutefois qu‘il est licite,
pour les valeurs de a comprises dans l'intervalle (2 m,
10 m), de lui substituer la formule simplifiée :

k=12.E,/(o.a) (7)
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On peut dés lors, compte tenu de (5) et (6), envisager
de mettre a sous la forme :
a~|(EL.a/E ) (8)
On remarquera que les formules (7) et (8), a priori
générales, sont du méme type que celles proposées par
Balay [2] et Gigan [3] pour la mise en tension des tirants
précontraints.

Il n’en demeure pas moins qu’une validation de la
formule (8) a partir de mesures sur ouvrages réels est
indispensable.

C’est la raison pour laquelle on a reporté, sur la
figure 7, les valeurs expérimentales de a mesurées lors
de I'étude de 1984, en fonction des valeurs correspon-
dantes de El. ./ E,,.

En dépit d’une dispersion relativement importante,
probablement imputable a I'imprécision des données
expérimentales et a I'effet du mode de sollicitation, on
met ainsi en évidene une relation nettement croissante,
ce qui confirme la sensibilité du paramétre a a la rigi-
dité du souténement.

Toutefois, |'approximation linéaire de I’'ensemble
des résultats expérimentaux conduit a une droite de
pente égale a 0,28, ce qui, compte tenu des coordon-
nées bi-logarithmiques, suggére une relation intermé-
diaire entre une racine quatriéme et une racine
cubique.

Cette divergence avec la théorie et I'analyse dimen-
sionnelle pourrait étre la conséquence de I'hypothése

a=HEl, alpha | EM)

3 #= 1,7, (El. aipha | EMjexp0,33

Lrija)

LN{El . alpha | EM)

~_#6.7 Relation expérimentale entre a et
El.a/E,,.
Experimental relation between a and
El.a/E,

simplificatrice d’un coefficient de réaction constant
avec la profondeur, implicitement admise dans
'expression de la longueur élasticque du souténement,
et manifestement fausse dans le cas de multicouches
trés contrastés dans la zone de butée (cas ou I'évalua-
tion du coefficient de réaction s’avére d’ailleurs parti-
culierement délicate).

Apres élimination des deux résultats expérimentaux
qui se trouvent manifestement dans ce cas (étape finale
du dragage & Deauville et mise en tension des tirants a
Rouen), la pente de la droite de régression devient
égale a 0,33, ce qui permet de proposer, dans le cas
d’un module de réaction sensiblement constant, la for-
mule approchée :

a=17.(El.a/E,0® )

|
Méthode d'évaluation de k

D’aprés ce qui précéde, une méthode empirique
d’évaluation de k a partir de 'essai pressiométrique
pourrait se résumer a:

— évaluer a & partir de la formule (9), en tenant compte
dune borne supérieure égale aux 2/3 de la fiche ;

— obtenir une valeur minimale de k a partir des for-
mules (2) ou (7) ;

— affecter la valeur minimale ainsi obtenue d’un coeffi-
cient multiplicateur égal & 3 pour tenir compte forfai-
tairement, faute de mieux, de la non-linéarité du com-
portement du sol.

Dans le cas ou l'on applique (7), cette procédure se
réduit a 'emploi d'une simple formule :

k=21.(E/a)¥/EI'" (10)

Si l'on assimile, conformément aux recommanda-
tions de la Société internationale de mécanique des sols
et travaux de fondations [1], le rapport E, /o au module
cedométrique du sol, on peut encore écrire les formules
(7), (9) et (10) sous la forme :

k..=12.E_/a (11)
a=17.(El/E_)° (12)
k=21.(E,)*/ED" (13)

Cette formulation générale est intéressante dans la
mesure ou elle permet de faire le lien non seulement

9
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avec les essais de laboratoire, mais encore avec
d’autres essais in situ, tels le pénétrometre statique,
compte tenu des corrélations existant entre modules
d’élasticité et résistance de pointe.

Remarque

Sil'on admet que le module d"Young du sol, E, est
égal aux 2/3 du module cedométrique (ce qui corres-
pond a I'hypothése classique d'une valeur du coeffi-
cient de Poisson égale a 1/3), on en déduit une condi-
tion supplémentaire permettant d’obtenir un minorant
de k dans le cas d'une fouille de faible largeur b ; en
effet la condition

k>2.E.;/b (14)
permet alors d’écrire, compte tenu de (11) ;
a<09.b (15)
Cette condition sajoute a :
a<2/3.f (16)

ou f est la fiche du souténement,

On voit ainsi que 1"utilisation des formules glo-
bales (10) et (13) peut, dans certains cas, conduire a une
sous-évaluation de k, d’ou l'intérét d’appliquer la pro-
cédure précédemment décrite, incluant |'évaluation
explicite de a.

D’une facon plus générale, il ne faut pas hésiter,
dans la mesure ou k dépend des conditions aux limites
du projet, & remettre en cause les formulations glo-
bales, quelles qu’elles soient, dans tous les cas particu-
liers ol le massif de sol n'est pas assimilable a un milieu
semi infini : un autre exemple significatif en est celui
des risbermes élancées, dont la souplesse n’est prise en

compte par aucune formulation classique du coefficient
de réaction, et qui ne peuvent donc étre calculées quau
moyen d’une méthode spécifique [9].

Conclusion

L'approche proposée, exclusivement empirique, n'a
d’autre prétention que de permettre une évaluation
rapide et sans risque d’erreur importante du coefficient
k, dans tous les cas ot 'usage de ce coefficient est
approprié,

L'interprétation des résultats expérimentaux a été
conduite de fagon délibérément prudente de fagon &
éviter, dans l'optique d’une généralisation, tout risque
de surévaluation excessive.

On peut ainsi constater, en comparant les valeurs
expérimentales de k 4 celles résultant de la formule (10),
que cette derniére sous-estime k dans 50 % des cas, et
que I'écart relatif entre prévisions et valeurs réelles se
situe dans l'intervalle (- 50 %, + 100 %), ¢’est-a-dire qu’il
est encore possible de se tromper dans un rapport de 1
a 2, mais plus dans un rapport de 1 a 10.

Compte tenu des hypothéses trés simplificairices
cui sont a la base de la méthode de calcul élasto-plas-
tique, d'une part, et compte tenu de la faible sensibilité
des valeurs des sollicitations aux variations de k,
d’autre part, il nous semble que cette relative impréci-
sion peut étre considérée comme acceptable.
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Commentaires sur le choix
des coefficients de réaction
pour le calcul des écrans
de soutenement

-

I

R

esume

Le coefficient de réaction n’est, en aucune facon, une
caractéristique intrinséque d'un massif ou d’une couche,
mais un parametre qui tend a qualifier, de maniére
approchée, I'interaction entre un élément de structure et
son massif de fondation pour un chargement donné. A
travers le rappel de quelques-unes des recommandations
traitant du choix de ce coefficient, notamment dans le cas
des écrans de souténement (Terzaghi, Ménard), I’article
s’attache 4 dégager un certain nombre de principes
essentiels pouvant aider 4 un choix raisonné de ce
parametre. Un ensemble de régles pratiques relatives
aux ouvrages de souténement, fondées sur la pratique
acquise comme bureau d’études, est proposé en
cohérence avec les formulations générales d’évaluation
du tassement sous des semelles (élasticité et méthode
pressiométrique) et les différents mécanismes
d’interaction qui ont été identifiés.

Comments relating to the choice
of the coefficient of subgrade
reaction for the design of earth
retaining structures

Abstract

The coefficient of subgrade reaction is by no mean an intrinsic
property of a soil mass or soil layer. Instead it provides a
practical means for calculating, in an approximate manner and

for a given loading, the interaction between a structural element

and its foundation soil. This paper presents the basic principles
essential in making a rational choice ot the coefficient of
reaction, in reference to the recommandations pertaining to the
assessment of this property, especially those for earth retaining
structures (Terzaghi or Menard). A set of practical rules for
earth retaining structures is provided, based on our experience
gained in the design of such structures, and consistent with the
general methods for estimating settlements below spreac
footings (elasticity or pressuremeter method) as well as the
various interaction mechanisms.
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Introduction

En France, le calcul des écrans de souténement [ait
largement appel & la notion de coefficient de réaction
pour la vérification de I'équilibre interne de 1'écran et
des sollicitations créées dans les différents éléments de
structure qui le composent. Cette situation tient pour
une large part a la diffusion qu’ont eue durant ces vingt
derniéres années les programmes de poutre sur appuis
élastiques incorporant des lois de réaction non lineaires
pouvant caractériser les seuils de poussée et butée des
différentes couches le long de I'écran. Cette situation
explique que ces calculs soient souvent directement
pris en charge par le bureau de structure qui, faute
d"une réelle compétence géotechnique, recherchera les
documents lui permettant de choisir I'ensemble des
parametres dont il a besoin, au premier rang duquel la
valeur du coefficient de réaction. Celui-ci est rarement
défini dans le rapport d’étude géotechnique ou dans les
piéces contractuelles du marché. Le choix qui en est fait
va ainsi souvent reposer sur une interprétation plus ou
moins licite et plus ou moins raisonnée des quelques
regles qui ont été proposées sur ce sujet (Terzaghi,
Ménard et Bourdon, Chadeisson, Balay, etc.). Cet
article a pour but d’éclairer sur un certain nombre de
points ce concept de coefficient de réaction, afin d’iden-
tifier les principes a respecter lors du choix des valeurs
utiles a ce mode de calcul. Il s’appuie sur l'expérience
acquise dans la conception d’ouvrages de souténement
et celle tirée de plusieurs expertises que nous avons
eues a connaitre.

——

Concept de coefficient de réaction:
ses limites et sa justification

dans un cas particulier

A travers le concept de coefficient de réaction, le
projeteur recherche une équivalence entre |'interaction
d’un élément de structure reposant sur un massif et
celle du méme élément de structure reposant sur un
ensemble continu de ressorts dont la réaction p
(dimension d'une contrainte) est proportionnelle au
déplacement y de l'interface (Fig. 1):

p=ky (1)

Le rapport de proportionalité k (dimension MLZT:
kN/m? en unités SI) est défini comme le coefficient de
réaction de la fondation. Il est généralement supposé
indépendant de la pression appliquée et de valeur
constante sous la fondation. Ce modéle est dénommé
modéle de Winkler.

Dans le massif, le déplacement y dépend des réac-
tions p appliquées a la surface. Ce systeme de réactions
doit étre distingué du systéme des efforts appliqués a
I"élément de fondation considéré (Fig. 2): ces deux sys-
témes ne sont identiques que si on suppose la fonda-
tion infiniment souple (sans rigidité propre). Dans tous
les autres cas, la fondation assure une redistribution
des efforts a la surface du massif. Cette redistribution
résulte des conditions suivantes:
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Principe d’équivalence fondant le concept
de coefficient de réaction.

Basic concept of the coefficient of subgrade
reaction.
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HG.A

- la structure est en équilibre sous les actions [Z ] (P, M,
q) et les réactions — [Z] (-p) qui lui sont appliquées;
— la déformée de la structure soumise aux efforts glo-
baux [Z ] - [E] est égale a celle du massif soumis aux
efforts [Z], partout ot il n’y a pas décollement.

l ‘P

MASSIF

a

" Aeiz  Systéme des actions et réactions agissant
sur la fondation.
System of loads and soil reactions acting on a
foundation.

La déformée y du massif dépend de la largeur (a)
sur laquelle sont mobilisées les réactions du massif,
Cette largeur est fonction de la rigidité relative de la
structure par rapport au massif qui la supporte.



Ces deux points s’avérent fondamentaux pour le
concept de coefficient de réaction ;
—ce parametre n'est pas une propriété intrinséque d’un
massif ou d'une couche;
—c’est un parametre d’interaction entre une structure et
sa fondation ;
— il nest défini que pour un chargement donné.

Le parametre k destiné a représenter de maniére
approchée cette interaction dépendra ainsi de la lar-
geur (a) sur laquelle sont mobilisées les réactions du
massif pour le chargement considéré et de la rigidité
relative de la fondation par rapport au massif.

Les limitations inhérentes au concept de coefficient
de réaction ont été maintes fois soulignées. Elles appa-
raissent clairement sur les cas limites de la figure 3.

q constant
e 3 3 3 3 1
F A7 S T L S A D S 2 Y A )p‘

g % g g g % gﬁk—consmni

a) Cas limite {: semelle infiniment

souple
Q

v /D

333 |
PV F 1 dréaction

P _ 7\1%—# B
. SR \Argi[e

raide

b) Cas limite 2 : semelle infiniment

rigide

/" me3 Limitations inhérentes au concept de
coefficient de réaction.
Inherent limitations in the concept of the
coefficient of reaction.

Figure 3a — semelle infiniment souple soumise & une
charge répartie uniforme: le modéle du coefficient de
réaction fournit un déplacement uniforme sous la fon-
dation alors que le modéle du massif subit un déplace-
ment plus important au centre qu’aux bords. Ceci
illustre I'incapacité du modéle & ressorts a représenter
correctement l'interaction existant entre les tranches
verticales du massif.

Figure 3b - semelle infiniment rigide soumise & une
charge verticale centrée: le modeéle du coefficient de
réaction établit une répartition uniforme des réactions
sous la semelle, alors que la distribution des réactions
obtenue dans le modéle du massif ne 'est pas (réac-
tions plus élevées a proximité des arétes si le massif est
élastique —cas d’une argile raide - ou réactions plus
faibles si le massif posséde un seuil de plasticité —cas
d’un massif de sable-).

D’autres limitations peuvent étre rencontrées: la
méthode du coefficient de réaction est inapplicable &
I'estimation des sollicitations induites par des déforma-
tions résultant de facteurs autres que les charges direc-
tement appliquées a 1'élément de structure (tassement
da a des charges extérieures, gonflement d’une couche
sous la fondation ou relaxations dues & des variations
de la nappe baignant la fondation...).

1l existe cependant un cas ol I'équivalence entre le
modele d'un massif continu et le modéle de Winkler
peut étre établie de maniére théorique; il s’agit du pro-
bléme de la poutre de largeur b et de grande longueur,
posée sur un massif élastique et soumise 4 une charge
concentrée (Fig. 4). La solution initiale due 4 Biot a été
développée par Vesic qui en a tiré des approximations
numeriques a moins de 2 % du déplacement y(x), du
moment fléchissant, de 'effort tranchant et de la réac-
tion P (x) sous la poutre. Il est remarquable que le rap-
port entre les expressions de P (x) et y(x) ainsi établies
est trouvé indépendant de x; il ne dépend que des seuls
parameétres dimensionnels définissant la section de
poutre. L’hypothése de Winkler se trouve ainsi prati-
quement satisfaite dans ce cas particulier.

On notera en outre que sur la base de I'équivalence
relevée entre les solutions obtenues par les deux
modeéles, Vesic a proposé I'expression suivante du coef-
ficient de réaction conduisant a des résultats proches
de ceux du massif élastique:

L 065 [Eb E,
b E, ] 1-V2

avec: E, v. module d"Young et coefficient de Poisson
du massif;
E,I  produit d'inertie de la poutre;
b largeur de la poutre.

L'approximation de la solution obtenue pour la
poutre infinie est encore bonne pour des longueurs
réelles de poutre L supérieures ou égales a 2,25 |, avec:

L4 [4Es]
? kb

Vesic montre également que les solutions obtenues
par la méthode du coefficient de réaction surestiment
les moments fléchissants dans la poutre (de 'ordre de
6 % en moyenne) mais sous-estiment les déplacements

@
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3

/// Ewn 16,8/ /]
F F F 3 ;

Déformeé
Intégration numérique
Y, ¥ i M, t
(Vesic, 1961)
Moments " .
¥ (u)
E—— T~ S PR

Bonne concordance entre les deux solutions:

Es

0,65
.=

B VEI, (1-v2)

G4

Analogie des solutions obtenues pour une poutre de grande longueur soumise a une charge concentrée.

Similarity between the solutions for a long beam subjected to a concentrated loading.

et les réactions (environ —10 %). La méthode du coeffi-
cient de réaction est donc valable au plan pratique pour
ces différents cas de chargement.

Remarque:

On note la proportionalité de k avec les facteurs
E_ % et E [ dans la formule (2). Biot dans sa publi-
cation initiale avait cherché une équivalence entre les
deux modeles sur la seule base du moment maximal
obtenu dans la poutre. Cela le conduisait & une expres-
sion ou k variait avec les facteurs E ' et E,I'". Ceci
permet de souligner, puisque la notion de coefficient
de réaction est basée sur la recherche d’une équiva-
lence entre deux modeles que, cette équivalence peut
étre cherchée par ajustement soit de la déformée soit
de la valeur maximale du moment fléchissant ; les deux
ajustements peuvent conduire a des valeurs k sensible-
ment différentes. Il appartient donc au projeteur de
définir la finalité de son calcul pour orienter le choix du
coefficient de réaction.

Quelques constatations permettant
de batir un cadre de référence

Dans son article de référence de 1955, Terzaghi a
proposé, sur la base des valeurs expérimentales qu'il
avait recueillies, des relations empiriques caractérisant
le coefficient de réaction contre différents types
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d’ouvrages. La comparaison de ces relations d’ordre
semi-expérimental aux solutions déduites de la théorie
de I'élasticité permet d’éclairer un certain nombre de
points.

La théorie de I'élasticité isotrope établit le tassement
y d'une plaque rectangulaire a la surface d’un massif
élastique semi-infini E_, v_:

(1-v)

E

y=c¢;pR 4)

3

contrainte moyenne répartie;
demi petit c6té du rectangle;

coefficient de forme fonction de la position du
point et de |"élancement du rectangle (Caquot et
Keérisel, 1956). Pour une plaque rigide BxB: C,=
1,76, pour un rectangle rigide Bx10B: C,= 4,17,

Appliqué au cas d’une argile surconsolidée pour
laquelle on peut retenir une valeur du module d’Young
drainé E_= 100c, (c, : cohésion non drainée) et un coef-
ficient de Poisson v_= 0,2, ces relations conduisent aux
expressions suivantes du coefficient de réaction:

[@R=vla=

c, c

Ces expressions sont proches des relations empi-
riques proposées par Terzaghi pour les mémes confi-
gurations:

c 200 ¢
kgg=100—-tet k =—
B.B B B.10B 3

B (6)



Cela démontre l'intérét de la théorie de |'élasticité
pour rendre compte du sens des variations du coeffi-
cient de réaction avec les dimensions de la plaque
considérée. Il est remarquable également que les résul-
tats auxquels celle-ci conduit confirment, dans le cas
particulier considéré, les ordres de grandeur expéri-
mentaux rapportés par Terzaghi.

Terzaghi a proposé de rapprocher le cas de 'écran
vertical souple de celui constitué par "écran réel et son
symeétrique (Fig.5). En supposant le massif non pesant,
le probléme sidentifierait au choix du coefficient de
réaction pour un écran de largeur B= 2 a. Terzaghi a
fait cependant observer que le refoulement (déplace-
ment vertical ascendant) a la surface du massif réel
conduisait & des déformations de 1'écran supérieures a
celle du probléme équivalent considéré (ou le déplace-
ment vertical de la limite Oc est nul). Le coefficient de
réaction est ainsi plus faible que celui qui serait obtenu
en negligeant cet effet de surface : Terzaghi propose de
retenir la formulation de 1'équation (6) avec B=3 a au
lieude B=2a.

—_— T —

S s =

1 (R \\
|l \
I Sould \

a I / oulevement \

ol - |

a

s=—_

A5 Ecran vertical, influence du soulévement
de la surface libre.
Vertical wall, influence of the heave at the
unconfined soil surface,

Ceci le conduit aux recommandations de la figure 6
pour le coefficient de réaction contre un écran vertical
souple placé contre une argile raide. On observera la
distinction faite pour la partie inférieure en contre-
butée qui fait assimiler le coefficient de réaction a celui
d'une bande de largeur égale a la hauteur de contre-
butée (B = D”). Aucune influence de la surface libre
n’est ainsi prise en compte dans cette zone ou les défor-
mations du massif demeurent parfaitement confinées.

La méthode pressiométrique établit également le
tassement sous une semelle rigide (Ménard et Rous-
seau, 1962):

2 B o .
=p Ay — AB (7)
y=p {gﬁm BO[ d BOJ +9Em c

0<Z <D’
o _200 Cu
Ko™ "9 7
R | 2
D” g oo 200 Cu_
! D 3 DIJ

Fie.6 = Régles relatives aux écrans souples de
souténement (Terzaghi, 1955).
Rules pertaining to flexible retaining structures
(Terzaghi, 1955).

E~ module pressiométrique du massif homogéne
équivalent;

o coefficient rhéologique;

B, dimension de référence (B,= 0,6 m);

Ao A, coefficients de forme fonction de I’élancement de
la fondation (pour un rectangle Bx 20 B: 4 : 2,65
eti,=15).

L’application de cette relation fondamentale au cas
de I’écran fictif de la figure 5 (assimilé & un rectangle de
grand élancement horizontal et de largeur B=2 a) éta-
blirait |'expression suivante du coefficient de réaction
k=ply:

k= En
0,13(8,8a)" + {1%

8

Cette expression, il faut le noter, est formellement
identique a celle proposée par Ménard pour estimer le
coefficient de réaction horizontale devant un pieu de
rayon a. Elle ne s'identifie cependant pas a celle spéci-
fique proposée pour les écrans de souténement
(Ménard et Bourdon, 1964), le long de la partie en fiche :

E

k= m
0,13 (9a) +a—;— ®)

Ménard et Bourdon invoquent en effet ’effet de
compression simple qui se manifeste devant I'écran par
le refoulement de la surface du sol. Selon eux, cet effet
est représenté par le coefficient 1/2 appliqué a la contri-
bution sphérique du tassement (au lieu du coefficient
1/3 applicable au cas général). Ceci conduit ainsi a une
valeur du coefficient de réaction plus faible que celle
obtenue par la formule générale applicable a des situa-
tions de chargement avec confinement latéral. Cette
correction doit étre rapprochée de celle faite par Ter-
zaghi pour les écrans. L'une et 'autre montrent donc
I'influence des conditions aux limites (ici position de la
surface libre du massif) sur la détermination du coeffi-
cient de réaction.

En complément il faut relever que Ménard et Bour-
don identifient le paramétre géométrique (a) a la dis-
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tance entre le fond de fouille et le centre de rotation du
pied du rideau. lls précisent que dans le cas général
cette hauteur est de l'ordre des 2/3 de la section enter-
rée h du rideau; ce n’est que dans le cas d'un écran trés
rigide ne développant aucun effort de contre-butée que
cette grandeur s’identifie a la hauteur totale (a ~ h).

Remarque:

Il serait possible de discuter I"assimilation directe de
(a) avec la distance séparant le fond de fouille du centre
de rotation. En effet ceci revient a poser l'équivalence
stricte entre la déformée du rideau sur cette hauteur
avec le tassement sous une fondation de méme demi-
largeur. Ceci néglige |'effet de cuvette provoqué par
une fondation : le tassement ne s’annule pas au bord de
la fondation mais a un point situé plus a 'extérieur. La
déformée du rideau s’annulant ainsi a une distance (a)
de l'axe de symétrie considéré, cette déformée ne peut
étre attribuée qu’a une fondation de demi-largeur infé-
rieure a (a) Cette remarque est encore plus forte si on
observe que la formule de tassement prise comme réfé-
rence s'applique a des fondations rigides sous les-
quelles le tassement est a priori constant. Une meilleure
approche pourrait donc étre celle attribuant la défor-
mée observée sur une largeur totale L a une semelle
équivalente de largeur B inférieure & L. Les résultats de
I’élasticité permettraient de retenir une relation telle
que:

e
1,5

B= (10)

Ceci conduirait a augmenter sensiblement les
valeurs k obtenues dans la zone en fiche (conduisant
dans le cas général a a= 4/9 h au lieu de a= 2/3 h). Cet
amendement serait également conforme au sens des
écarts relevés entre les observations expérimentales et
les estimations de déformées déduites des régles
actuelles (Schmitt, 1984).

Regles pratiques pour le choix
du coefficient de réaction
le long d'un souténement

Les différentes observations rappelées ci-dessus et
les quelques réflexions qui ont été présentées justifient
le cadre général suivant que nous adoptons pour le
choix des coefficients de réaction le long des écrans de
souténement. Celui-ci reprend en partie les recom-
mandations faites par le LCPC (Balay, 1984) mais les
amendes sur plusieurs points.

Différentes zones sont tout d’abord distinguées
(Fig.7):
— celles ou la surface libre est intéressée: 1-zone en
poussée ou 2—zone en butée;
- celles ol la surface libre n’est pas intéressée (défor-
mations entierement confinées): 3-partie a l'amont du
souténement placée entre un niveau d’ancrage et un
encastrement en pied, ou entre deux niveaux
d’ancrage, 4-partie placée au droit d'un appui (tirant
précontraint ou buton).
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- Définition des différentes zones
distinguées pour I'estimation des
coefficients de réaction.

Representation of the various zones to be
considered in the estimation of the coefficients
of reaction.

1 |
///////r////

AR T
La surface libre est intéressée

Zone 2 (en butée) : La formulation de Ménard et
Bourdon (1964) est directement applicable (équation 9).
Le parameétre (a) est choisi sur la base des propositions
de Balay (1984) (Fig.8). Il peut étre souhaitable de véri-
fier a I'issue du calcul au coefficient de réaction que le
mode de déformation de la paroi et la position du
centre de rotation de la partie en fiche s’accordent bien
avec la position que représentent implicitement les
régles définissant (a). Dans certains cas il pourra étre
tenu compte de la remarque faite concernant 'assimi-
lation de (a) aux 2/3 de la distance (d) entre le fond de
fouille et le point de déplacement nul s'il existe: (a=
4/9d).

Zone 1 (en poussée) : Les recommandations de Balay
font extrapoler a cette partie la formulation donnée ini-
tialement par Ménard pour la seule partie en fiche et
proposent une regle pour le choix du paramétre (a). La
pertinence de ce choix peut également étre vérifiée
notamment a l'issue de la premiére phase de calcul ol
le souténement travaille souvent en console. La
remarque faite concernant la relation entre (a) et les 2/3
de la longueur d’écran dont la déformée est notable
peut également trouver une application. La figure 9
fournit un exemple des variations du coefficient k avec
la hauteur des passes terrassées dans une argile de
consistance moyenne: la valeur k décroit rapidement



TR TS| [
- -
(zone 1) a=HL -._-F a=HL
—_———— e — ] =
i '“1 T
(zone |)
(zone 2) -
gs—3 HL = 2
3 o=35-0 (zone 2)
______ o
L
L. g= 3 D
(M HL <D @ HL>D
. /me8" Choix du paramétre géométrique «a»
(Balay, 1984).
Choice of the geometrical parameter ca»
(Balay, 1984).
k (kN/m3)
0 500 1000 1500
0 TS } f -
Argile de 5+
x consistance
moyenne
Ep3MPa” | 10T
ad=2/3
15T
] e 20 280
Hauteur
terrassement (m)
L z2:227m

7 fiele Exemple des variations du coefficient de
réaction obtenues dans la zone [1].
Variations in the coefficient of reaction within
zone [1].

avec la hauteur terrassée; pour une premiére passe de
terrassement de 2m la valeur est plus de 6 fois supé-
rieure a celle applicable lorsque 20m se trouvent ter-
rassés (et qu'aucun butonnage n’est mis en place).

B 43
La surface libre n'est pas intéressée

Zone 3 : Aucune regle n’est donnée par Balay (1984).
En observant que les déformations demeurent confi-
nees, il est justifié de faire référence & I’expression
générale du tassement sous la semelle de largeur B
(obtenue par rotation de la paroi de 90°) et a la consta-
tation qu'une fondation de largeur B provoque une
cuvette de déformation sur une largeur L voisine de
1,6B (Fig. 10). Cette largeur peut étre identifiée a la dis-
tance entre les points d’appuis (ou le point d’appui
supérieur et le niveau d’encastrement inférieur). Cette
assimilation entre la bande d’écran de largeur B = 1/1,5
et une semelle équivalente conduit & une expression du

coefficient de réaction équivalente a la relation (8)
puisque B=2a:

k= En B (11)
0,13 (4,4B) + %2
| |
| |
Bl | L g| | L
| [
| I
| i |
=TI
|
L
2% 15

[ §E6Y Largeur B d’une semelle donnant une
déformée semblable a celle obtenue sur la
surface de longueur L.
Width B of a footing giving similar
displacements to those obtained on a surface of
length L.

Zone 4 : Le coefficient de réaction applicable au
droit des appuis doit étre choisi en référence a la solu-
tion établie par le modéle de Winkler pour la poutre de
longueur infinie et de largeur b soumise & une charge
concentrée (Fig. 11). Cette solution fait référence 2 la
longueur de référence |, fonction de la raideur k des
appuis (relation 3).

Les déplacements de la poutre sont localisés sur
I'intervalle centré sur le point d’application de la charge
et de longueur (3n/2) 1, soit une largeur sollicitée
proche de L=4,51,

Dans le modele du massif, cette déformée peut étre
assimilée a celle provoquée par une semelle de largeur
B=1/1,5 soit B= 31, pour laquelle la relation (10) four-
nit une estimation du coefficient de réaction sous la
semelle.

Ceci fait rechercher la compatibilité entre une
valeur de k choisie a priori pour estimer 1, et celle four-
nie par la relation (10) appliquée a une semelle de lar-
geur B= 3] . Cette résolution est itérative selon le pro-
cessus décrit sur la figure 11. Dans la pratique, la
convergence est rapide (deux ou trois calculs suffisent).
La méthode proposée fournit ainsi la valeur du module
de réaction applicable de part et d’autre des appuis
(butons ou tirants) compatible avec la rigidité propre
de la paroi. Cette valeur est applicable a la zone [- 1,51 I
+1,51 ] de I'’écran centrée sur I'appui considéré.

Cette méthode n’est plus applicable quand l'inter-
valle ci-dessus inclut la surface supérieure du massif.
Une adaptation peut alors étre recherchée en privilé-
giant alors la relation (9).

Dans I'exemple de la figure 9, le coefficient de réac-
tion pour un terrassement de 20m est voisin de
300kN/m? en négligeant les appuis. En partant de cette
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T 7 77 iz 77
773
Eps Ipzbh°/12

Raideur k

‘4f4Eb- Ib
lo= k.b

Principe
d‘iteration

47 I,

B3¢,

16:11 | Principe du mode itératif de
détermination du coefficient de réaction
applicable au droit d’une charge
concentrée (zone 4).

Principle for the iterative method of
determining the coefficient of reaction under a
concentrated loading (zone 4).

valeur le processus itératif décrit établit successive-
ment (paroi: épaisseur 1m, module E, = 22 000 MPa).

[ | o

12,5 37
2 371 11,9 388
3 390 11,7 392

soit une valeur k voisine de 400 KN/m? au droit des
appuis profonds (majoration de 30 %).

Cette valeur s’avére notablement plus faible que
celle obtenue par les régles spécifiques rapportées par
Balay (1984):

cas d’'un sol en place et de tirants placés sous la pro-

fondeur 1 */3:
{E I
=% =b (12)
° 3E,,

(13)

et:
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E,I: produit d'inertie de I'écran pour 1 ml;

soit ici k= 6000 kN/m? au droit de tirants placés sous
6m de profondeur;

ou k= 2000 kN/m? au droit de tirants proches de la sur-
face. Une approche systématique confirme cette diver-
gence entre les deux approches dans la zone 4. La
figure 12 compare ainsi la détermination de k par les rela-
tions (11) et (12) (Balay, 1984) a celle du processus itératif
basé sur la relation (10) pour un module E_=100MPa et
des valeurs du produit E, I couvrant largement |'éventail
des valeurs applicables aux parois moulées.

7
10 T T
10°k L\‘\t\_‘ J
=
.E eo=|/3
Z 10°k oz |/2 .
=
- d”o‘-“o-—""' ——C—
]04_ &::‘;hm&;,: = &mm"'—'.ﬁ =
!.‘_"---.
1000 ! .
10 100 1000 1000
EI (MN.m?)
—a— Balay —-—e—-= Em-iter(10)
(sol en place;s=3) (ot =1)
-=O--—E-Mmax -——¥%-—E-ymax --uepee E

(Vesic)

#6112 Zone 4: Comparaison des estimations de k
obtenues par les recommandations de
Balay (1984) a celles obtenues par
différents calculs fondés sur I’élasticité.
Zone 4: Comparison between the k value
estimated by the recommendations developed
by Balay (1984) and those obtained by various
calculations based on elasticity,

Le coefficient rhéologique « n’intervient que dans
la relaticn (10) (et non la formulation Balay). Avec la
valeur o= 1, le rapport entre k déduit des recomman-
dations de Balay et celui obtenu de maniére itérative
est voisin de 100. Il serait réduit & une valeur de I'ordre
de 10 avec une valeur a.= 1/3.

[l est intéressant de noter que trois autres calculs
fondés sur 1'élasticité fournissent des ordres de gran-
deur comparables au calcul itératif avec o= 1 (en accep-
tant I'equivalence Emmg =0k ):

— a: calcul basé sur la relation (2) établie par Vesic;
— b et c: calcul de l'interaction poutre-massif élastique
fondé sur la solution de Boussinesq du massif isotrope
et les conditions de compatibilité a I'interface poutre-
massif. Ce calcul établit successivement la déformée et
les efforts internes (M, T) de la poutre et les réactions
du massif. Les résultats peuvent ainsi étre exploités en
cherchant:

- soit le coefficient de proportionalité entre la réaction
et le déplacement y, .. au point de chargement-k(y, . ):
calcul b;

- soit la valeur k du modéle & ressorts qui conduirait au
méme moment fléchissant maximal dans la poutre
-k(M__ J:caleul c.



Cette convergence observée sur les ordres de gran-
deur obtenus par des approches distinctes, nous fait
considérer avec circonspection les ordres de grandeur
plus élevés systématiquement obtenus par les régles
LCPC applicables au droit des appuis. La confroniation
rapportée par Gigan (1984) du bon accord entre cette
regle et les mesures expérimentales concernait, il faut
le noter, essentiellement des ouvrages en palplanches
dont un placé contre un remblai ot la formulation assi-
mileE_etE  _aulieudelarelationE =3E impli-
citement admise pour les sols en place.

En I'état actuel, une estimation de k fondée sur une
approche itérative de |_telle que décrite parait offrir un
domaine de validité p‘ius large que les recommanda-
tions correspondantes trouvées dans les regles LCPC.

£ 6
Conclusion

Il importe de retenir que le coefficient de réaction
n’est pas une caractéristique intrinséque d’un sol qui ne
dépendrait que de ses seules propriétés de déformation.

C’est un outil de simplification pour le projeteur dont
la finalité est de rechercher et exprimer 1’équivalence
entre les sollicitations d'une structure considérée sur
son massif de fondation lorsqu’elle est soumise & un
chargement parfaitement défini (distribution et inten-
sité) et les sollicitations de la méme structure chargée
lorsqu’elle est supposée placée sur une distribution
continue de ressorts indépendants (modéle de Winkler).

Le coefficient de réaction n’est qu'un parameétre qui
qualifie 'interaction entre une structure et sa fondation
sous un chargement donné. Sa valeur dépend ainsi de
la largeur de la zone sollicitée sous la structure, de la
rigidité relative de celle-ci par rapport a sa fondation et
des conditions aux limites du massif (caractére confiné
ou non des déformations).

Une estimation raisonnée du coefficient de réaction
est cependant possible si on considére effectivement
I'influence de chacun de ces facteurs,

Dans le cas des écrans de souténement, ceci fait
retenir un ensemble de régles cohérentes vis-a-vis de
la formulation générale du tassement donnée par
Ménard et aptes a prendre en compte la déformabilité
propre de |’écran ou l'influence de la surface libre. En
dehors des zones d’appuis ponctuels, ces regles
reprennent pour l'essentiel les recommandations pre-
sentées par le LCPC (Balay, 1984).
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Discussion

Au sujet de P'article de J. MONNET : Etude théorique de
I’équilibre élastoplastique d’un sol pulvérulent autour du
pressiometre (RFG n° 67, 2¢ trimestre 1994)

Jacques Monnet peut étre félicité pour
avoir cherché a améliorer l'interprétation
théorique de |'essai pressiométrique dans
les sols dilatants. Nous pensons qu'il est
bon cependant de commenter les points
suivants:

—dans les notations page 4:

(1+n)/(1-N)=cetnona;

— pour la détermination de la pression
limite conventionnelle a partir de u,, Cest-
a-dire & partir des équations (39) ou (46)
selon le nombre de zones plastiques, il faut

écrire: ua=a(\/§-‘l)

u, =34

valeur par excés de 18 % de la valeur
conventionnelle de u_;

— la comparaison entre la valeur expéri-
mentale ou théorique conventionnelle de la
pression limite avec celle qu’on peut
déduire de la formule donnée par S. Amar
et ses coauteurs du CTRE 4 en 1991 ne nous
parait pas admissible parce que:

et non pas:

Michel Gambin

a) il s’agit d’une corrélation empirique
établie dans le but de déterminer un angle
de frottement valable pour un calcul de
poussée sur un écran de souténement a
partir de la pression limite mesurée, et non
pour étre utilisée dans le sens inverse;

b) dans le texte de 1991 comme dans les
documents plus anciens qui la mentionnent
(1). (2), cette corrélation est toujours repré-
sentée graphiquement avec un intervalle de
corrélation de + ou - 2° selon les matériaux
en allant des sols secs structurés aux sols
noyés & structure lache, cet intervalle
n‘ayant semble-t-il pas été pris en compte
dans l'étude.

Il n'est donc pas étonnant que dans les
tableaux I et 11 les écarts puissent varier
entre plus de 100 % et —50 % entre pression
limite expérimentale et « pression limite
CTRE 4».

1. Menard L. - Détermination de la poussée exercée par
un sol sur une paroi de souténement, brochure D38,
Centre d'Etudes géothechniques de Paris, 1963.

2. Gambin M., Frank R. - The Ménard Pressuremeter, in
Foundation Engineering, Presses de I'ENPC, 1982,
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Analyse théorique
d’un rideau ancreé

Resume

S. BARUSSAUD
Ingénieur Conseil,
Société ESF, BP 56,
94290 Villeneuve-le-Roi

Cet article analyse le comportement d’une paroi ancrée a
I'aide d'un modéle aux éléments finis.

Les résultats obtenus a 1’aide de ce modeéle sont discutés
et comparés avec les hypothéses de calcul des méthodes
classiques.

On montre que I'hypothése de Winkler, c’est-a-dire la
modélisation du sol par un module de réaction, permet
de prévoir les efforts dans la paroi, mais nécessite des
aménagements pour permettre une prédiction des
déplacements.

Enfin, il est montré que I'utilisation d’une transformation
de Fourier de I’'équation de Winkler permet d’obtenir une
définition du module de réaction compatible avec la
théorie de I'élasticité du milieu semi-infini.

Theoritical analysis
of a tied back wall

Abstract

This paper analyses the beharior of a tied back wall by mean of
a finite element model.

The results obtained are discussed and compared to the
asumptions on which classical methodes of desining are based.
It is shown that the Winkler Hypothesis of subgrade reaction
modulus may be used to predict stresses in the wall but need to
be meodified in order to predict wall displacements.

Finally it is shown that using Fourier’s transform of the Winkler
equation allows to define a subgrade reaction modulus
according to the theory of an elastic half-space.
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B largeur de la paroi
C :  cohéesion du sol

Ep module d’Young de la paroi
E, module d"Young du sol

F force horizontale

g (z) déplacement du sol

G (f) transformée de Fourier de g

f inverse d’'une longueur
f, : valeur de référence de f
h . hauteur de la paroi

Ip inertie de la paroi

K module de réaction

l,and |, : longueur de réference

M (z) moment fléchissant

p(z) pression de contact horizontale
y (2) déplacement de la paroi

Y (f) transformée de Fourier de y

z : coordonnée de profondeur

o :  coefficient sans dimension

o] : angle de frottement interne du sol
Aetp coefficients sans dimension

Y poids spécifique du sol

(A poids spécifique de la paroi

G, contrainte horizontale

o, contrainte verticale

v coefficient de Poisson

I transformeée de Fourier de p (z)
Q transformée de Fourier de M (z)

[T
Introduction

Les méthodes de calcul des rideaux ancrés peuvent
étre classées en trois catégories :

a) les méthodes aux états-limites de plastification
fondées sur les distributions de contraintes du type
Rankine ou Coulomb ;

b) 'approche de Winkler qui représente le sol par
des ressorts indépendants (méthodes au module de
réaction) ;

c) la méthode des éléments finis qui permet de
représenter le massif de sol dans son ensemble ainsi
que le soutenement qui lui est associé.

Le but de cet article est d'examiner quelques-unes
des hypothéses sur lesquelles reposent ces méthodes
et, en particulier, I'hypothése du module de réaction.

Les résultats sur lesquels s’appuient les développe-
ments ci-aprés sont tirés d’un modele utilisant les élé-
ments finis pour simuler une paroi ancrée par un lit de
tirants précontraints.

Le comportement de la paroi et des tirants est pure-
ment élastique tandis que le sol est élasto-plastique
avec un critére de rupture type Mohr-Coulomb.

Quatre phases de travaux ont été simulées :

* Phase 1 : Le sol est horizontal & la cote 21. Une
paroi moulée est mise en place sans modification de
I’état de contrainte.

e Phase 2 : A |'aval de la paroi, le terrain est excavé
jusqu‘a la cote 17.

e Phase 3 : Mise en place et précontrainte des
tirants.

» Phase 4 : L'excavation est poursuivie jusqu‘a la
cote 10,5.

ancraie

I T

- AG.1  Détail du modele aux éléments finis.
Detail of the finite element model.
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QOTE 21

COTE 17
7
0
L. L2 L
PRSE 1 PHASE 2
- ] {21
COTE 10.5 _J
PHASE 3 PHAGE 4
72 Phasage des terrassements.
Steps of construction sequence.

Les différents cas étudiés sont regroupés dans le T
tableau I. - =

Test de référence T 100 : ReSUItats dl.l mOdele

Valeurs des paramétres : aux éléments ﬁnis

*sol : E =10"kPa v=033 1y, = 20 kN/m? . )

tpwoi: B=Tm  h-lém oo ke e

*Ep=210"kPa v=033 y,=23kN/m? métres suivants :

Tirant en acier : Module d'Young E = 2,2.10°kPa  _ g¢placement du mur ;

Surface relative d’acier : 2.10° m¥m == pressjon de contact contre la paroi :

Précontrainte : F = 200 kN/m — moments fléchissants dans la paroi ;

Contact sol/paroi rugueux — extension des zones plastifiées dans le sol.

TABLEAUI  Cas étudiés.

o Testn® | Lar | ' Al S| P8
000 non ancre Ep = Es (pas de paroi)
001 non ancré
100 200 Test de référence
M 400 -
103 800 =
110 200 -
200 Rugueux non ancré Ep = Es (pas de paroi)
201 Lisse non ancré Ep=10°
202 Lisse 200
210 Lisse 200
211 Lisse 200 1 Zone d’ancrage modifiée
212 Lisse 200 ]
310 Rugueux 200 1  Critere de plasticité
1 deCoulomb:C=00=35°
311 100 Lisse 200

23
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= cm =R
Déplacements du mur

L'influence des limites latérales du modéle a été étu-
diée a 'aide des modeéles T100 et T110 dont les dimen-
sions horizontales sont respectivement de 60 et de
100 m (Tab. I).

Les écarts obtenus pour les déplacements sont
regroupés dans le tableau II.

L’accroissement des dimensions du modele a une
influence notable sur les déplacements de la paroi lors
des phases d’excavation.

En revanche, les déplacements associés a la mise en
tension des tirants semblent indépendants de la taille
du modele.

" TABIEAWIIT Déplacement horizontal de la paroi (en mm)
Influence de la taille du modéele.

Phase 2
Téte 10,7 143 36
Pied 26,1 289 28
Phase 3
Téte 42 79 37
Pied 26,6 294 28
Phase 4
Téte 292 36,7 7.5
Pied 803 62,8 25

Le type de contact entre le sol et la paroi (contact
rugueux ou contact lisse) influence grandement les
déplacements horizontaux ainsi que la prise en compte
de la plastification du sol (Fig. 3).

A
Pressions de contact sol/paroi

Les pressions de contact semblent pratiquement
indépendantes des dimensions du modeéle. En

DEPLACEMENT DE LA PAROI

revanche, le type de contact (lisse ou rugueux) est trés
important, en particulier, juste en dessous du fond de
fouille (Fig. 4).

=
Moments fléchissants

Les dimensions du modéle sont sans influence sur
les moments fléchissants de la paroi.

Pour un sol purement élastique (T110 et T210), on
constate que les moments fléchissants sont nettement
plus élevés pour un contact lisse sol/paroi que pour un
contact rugueux.

Cependant, la plastification du sol (T310 et T311)
tend a réduire ces différences (Fig. 5).

Plastification du sol

Avec le méme critere de Mohr-Coulomb (C = O et
¢ = 35°), on observe que les zones plastifiées sont net-
tement plus étendues dans le cas d'un contact lisse que
dans celui d’'un contact rugueux.

Les zones plastifiées s’étendent principalement
devant la paroi, sous le fond de fouille et 4 'arriére de la
zone d’ancrage. L'état de poussée Ka n’est pas atteint a
l'arriére du mur (Fig. 6).

Relation entre moments fléchissants
et rigidité
La rigidité de la paroi est définie par le terme

E Ip/ES dans lequel Ep est le module d"Young de la paroi
e’FIp son inertie. E, est le module d"Young du sol.

A partir d’un modéle simulant une paroi soumise a
des efforts horizontaux en téte, on obtient la relation
suivante :

(cm)

30

Déplacements de la paroi.
Wall displacements.

M, = AF (E, 1 /E )" (1)
0
PHASE 4
T 110
——— T 210
T 310
e T 311
]
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Zone de sol plastifiée.
Zones of plastified soil.

AG. 6

ancrage

PHASE 4

NN, T30
27 1)

dans laquelle :
* M__ estle moment flechissant maximal,

e F, la force horizontale appliquée en téte de la
paroi, et

e ), un facteur sans dimension.

Le terme [[En Ip/’ER}“* a la dimension d'une longueur
dans un modeéle bidimensionnel et il est noté |, :

l, = (E, I/EJ*? (2)
L’équation de Winkler s’écrit :
4
Lo 0 @

oz* E,. I,
dans laquelle :
» K est le module de reaction,
s v, le déplacement horizontal et,
¢ z, la profondeur.

La solution se réduit, dans le cas d’une paroi infini-
ment profonde a :

. - * ool * * o-2f &
y+ Cysina/* e "+ C,cos2/l," ¥,

dans laquelle
4E, 1 "
10*:( ;{9] (@)

Le moment fléchissant maximal, dans le cas d'une
paroi soumnise a un effort horizontal en téte est donné
par :

e -m/4
Mpax = N (5)

max

Fl,*

A partir des équations (1) et (5), on peut définir K de
telle sorte que | =1.*.

On en déduit :
K=p E/ (6)

<0
ce qui signifie que le module de réaction dépend de la
rigidité de la paroi dans le cas ou celle-ci est relative-
ment souple.

REVUE FRANGAISE DE GEOTECHMIGUE
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Pour une paroi infiniment rigide, on obtient de
méme :
K=p E/h (7)
u, et p, sont des coefficients sans dimension.

L'équation 7 est semblable a celle présentée par Ter-
zaghi (2).

o A
Validité de I'hypotheése de Winkler

La concordance entre les moments fléchissants cal-
culés selon la méthode du module de réaction et ceux
obtenus par le modéle d'éléments finis ne signifie pas
que I'hypothése de Winkler soit pertinente.

D'une maniére générale, il n'y a pas proportionna-
lite entre les déplacements et les pressions obtenues
par le modéle aux éléments finis, excepté dans la phase
de mise en tension des tirants (phase 3).

On peut observer au contraire que lors des phases
de terrassements (phases 2 et 4), les déplacements
dépendent des conditions aux limites alors que les
pressions de contact sont indépendantes de celles-ci.

Les pressions de contact sol/paroi sont seulement
associées a la courbure de la paroi et il est nécessaire,
soit de dissocier « le déplacement d’ensemble » du mur
de la « déformation propre », soit d’utiliser le concept
du déplacement relatif.

Lo 39
Méthode du déplacement relatif

Les principes de cette méthode ont été présenteés
par Marche [1] pour des pieux soumis a des déplace-
ments horizontaux de sol, en raison de remblaiements
sur des terrains compressibles par exemple.

La relation entre pression de contact et déplacement
relatif peut sécrire :

pz)=Kl(y(z)-g(z) (8)
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dans laquelle :
* p (z) est la pression horizontale,
e vy (z), la déformation de la paroi, et
* g (2), la déformation du sol en I'absence de paroi.
L'équation de Winkler devient :

Iy _Kily-g)_ (©)
oz’ E, I,

A l'aide des résultats des modéles TO00 et TOO1, on a
pu obtenir une vérification de I'équation (8). Les valeurs
de K ainsi trouvées sont en accord avec celles issues de
I'analyse des moments fléchissants (Fig. 7).

R S
Formulation analytique
du module de reaction

Parmi les solutions analyticues connues qui concer-
nent les contraintes et déplacements a la surface d'un
massif semi-infini; il en est une, d'une importance par-
ticuliere pour I'étude du module de réaction. 1l s’agit de
la distribution : 6, = 6, cos w z (Fig. 8).

Les équations complétes décrivant les contraintes et
déplacements a l'intérieur du massif élastique sont
données en annexe 1.

Le point essentiel est que cette distribution de
contrainte provoque en surface du massif une défor-
mation proportionnelle en tout point a la contrainte.

Dans ces conditions, il est légitime d’écrire :

k=9« _E;o_E2nf (10)
U, ot o

G = %’ coswz

fg.8  Milieu élastique semi-infini, soumis & un
chargement sinusoidal.
Elastic halfspace loaded by & cosine like
pressure distribution.

o
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s ¢, est un coefficient sans dimension donné dans
le tableau III,

e [, est I'inverse d’une longueur.

TABlEAU N Valeur de o.

Type de contact
Coefficient de Poisson Lisse Bugueux
v=0,3 1,82 1.67
v=05 1,50 1.50

A chaque valeur de f est associé un module de réac-
tion K (f) qui lui est proportionnel.

Par transformation de Fourier, I'équation (9) peut
s'écrire :
2nfE,
aE, 1

pop

2nf)'Y+(Y-G)

=0 (11)

formule dans laquelle Y (f) et G (f) représentent les tran-
formées de Fourier des fonctions y (z) et g(z).

D’aprés la définition de 1, (eq2) :
1
1.3 =0 (12)

0

(2nfPY+(Y-G)

o

en posant :

(13)

0S5y .13
2nl, =7

on obtient :
Y=GAd

1

avec d=——
1+(f/£,)°

(14)

on obtient de méme les transformées de Fourier I1 (f)
des contraintes p (z), ainsi que celles Q (f) des moments
fléchissants.

_ 2nE.f (£/£,)"
IM(f)=G|—=8"0 | Ap avec Ap =———0
¢ [ & ] 3 P = Ted/ 6,
E (f/£,)?
Qf)=G £ | Am avec Am =—"10°"_
) [ﬁnm} N 1+(F/f,)°

Les opérateurs Ad, Ap et Am ont été représentes en
fonction de {/f, sur la figure 9.

On observe que Ad est proche de 1 pour les faibles
valeurs de f. C'est-a-dire que le déplacement y est
essentiellement donné par la forme générale de la
courbe g. En revanche, Ap croit rapidement avec T,
c'est-a-dire que les points anguleux de g produiront
cdes pressions de contact trés grandes sur la paroi. Les
moments fléchissants (opérateur Am) sont essentielle-
ment influencés par les valeurs de f comprises entre
f/5 et 5,

A titre d’exemple, les transformées de Fourier des

pressions de contact et des moments fléchissants sont
présentés sur la figure 10 pour le modele 201, phase 4.

Les moments obtenus par double intégration
des pressions de contact (c’est-a-dire en divisant Il par
- 2 i %) sont proches de ceux fournis directement par
le modéle.

FIG. 9

ﬂp
SR A PSS
sossee: il
g flfe
2 3 ‘"

Facteurs de déplacements. Moments fléchissants et pressions de contact.

Factors of displacements. Bending moments and contact pressure.
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Lransformée de Fourier des pressions de conlacl

moments fléchissants calculés 3 partir du modéle
moments fléchissants obtenus par double intégration de (1)

[T HEiET Transformée de Fourier des pressions de contact et des moments fléchissants (T201/Phase 4).
Fourier’s transform of contact pressures and bending moments,

Plastification du sol

La figure 6 qui présentait les zones plastifiées mon-
trait que derriére la paroi, I'équilibre limite de poussée
n'était pas atteint.

En se référant aux équations d’équilibres d’une
charge de type sinusoidal (annexe 1) on peut montrer
que la contrainte déviatorique D :

D?= —;-(cx - 6, +1°xy

“ . 1 ’
atteint un maximum pour x =  etau elle est nulle au

contact de la paroi (x = 0) ,pour un contact sol/paroi
lisse.

On peut en conclure que non seulement il n’y a pas
de relation entre le maximum de pression de contact et
le début de plastification du sol, mais que cette plastifi-
cation ne se produit pas nécessairement au contact de
la paroi.

Conclusion

La comparaison de deux méthodes de calcul sur un
cas particulier ne peut prétendre & une compléte géné-
ralité. Cependant, I'étude paramétrique d’une paroi
ancrée a l'aide d’un modeéle aux éléments finis a permis
de dégager quelques points essentiels : les déplace-
ments de la paroi sont liés aux limites du modéle et au

type de contact sol/paroi. Les efforts dans la paroi, ainsi
que les pressions de contact, sont en revanche indé-
pendants des limites du modéle.

L‘utilisation de la notion de module de réaction est
cependant possible sous certaines conditions : on peut,
par exemple, appliquer la notion de module de réaction
au déplacement relatif sol/paroi afin de déterminer a la
fois les efforts dans la paroi et les déplacements.

Enfin, l'utilisation de la transformation de Fourier
permet de donner une base théorique a la notion de
module de réaction. Il apparait cependant que ce
module dépend des dimensions de la paroi et de la sou-
plesse relative de la paroi par rapport au sol.

L’apparition de zones de plasticité, c6té poussée,
n’est pas exactement conforme au schéma classique.

Non seulement la contrainte verticale n’est pas
égale au poids des terres, mais le déviateur maximal
n’apparait pas au contact de la paroi. Il semble, de plus,
qu’il n'y a pas de relation directe entre la pression de
contact et le déviateur maximal.
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Annexe

A.1 Contraintes et déplacements
dans un milieu élastique
semi-infini produits
par un chargement sinusoidal

La distribution de pression est :

c,=Coswz. g, (Fig.8)

Contact lisse

Pour un contact lisse : 1, = 0 pour x = 0 quelle que
soit la profondeur.

Les contraintes sont les suivantes :

o)

cos 0z (e™-wxe™) o,

Z

Il

o, = cos 0z (e™+wxe™)o,

T

— of £ 40X
w = Sinoz(-oxe™) o,
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Les déplacements sont donnés par :

U, =
U, = sinwze™ [
Contact rugueux
U,=0pourx=0

e
. = cos wze™ {2 M] Gy

wE,

(1-v —-20% =(1+v) wx)

wE,

&

En notant & = 1/2 (1 — v) on obtient pour les

contraintes :

0, = COS 0Z [(2
G, = COS Wz [ e

T

XE

Le déplacement est :

U, =cos oz

E-1) e‘“"—?,wxe“”‘] g,

e mxe*“"]oa

= sin wz [[1—&] e+ m‘xe*‘”‘]co

(3-4v° +v)

2(1-v) 0E, °



Ecrans de souténement
Interaction sol-structure,
a propos de la méthode
des modules de réaction

P VEZOLE *® | La méthode des coefficients de réaction repose sur
g = I'hypothése de proportionnalité entre les incréments de
Société Auxiliaire a || pression et les incréments de déplacement le long de la
d’Entreprises ‘&) | surface d’appui d'une structure. Cette méthode ne peut
143, avenue de Verdun 22 | donc pas, sauf cas particulier, conduire 4 une
92442 Issy-les-Moulineaux modélisation réaliste de I'interaction sol-structure, et la
cedex crédibilité qui lui est souvent accordée pour les écrans de

souténement est totalement injustifiée.

1l est urgent de développer des entrées, sorties, et
commandes spécialisées simplifiant "utilisation de codes
d’application de la méthode des éléments finis ou de la
méthode des différences finies pour I'étude des projets
courants de souténement, les codes généraux restant
disponibles pour I'étude de cas complexes.

Retaming walls
Ground - Structure interaction
about the reaction coefficients method

The reaction coefficients method rests on the hypothesis that
proportionnality exists between pressure increments and
displacement increments along the structure support surface.
This method thus cannot, except for specific case, lead to a
realistic modelisation of the ground/structure interaction. The
credit often attributed to it for the retaining walls is completely
injustified.

It is urgent to develop entries, exits and special orders which
would simplify the use of the application codes of the finite
elements or the finite differences analysis method to design
simple retaining walls, the general codes being still available for
the more complex cases,

Abstract

3
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A force d’utiliser un outil, I'esprit critique s’émousse
et, compte tenu des services rendus, on oublie les
imperfections de cet outil et on lui préte des qualités
qu‘il n'a pas.

Le présent article peut étre percu comme étant
quelque peu provocateur ou, parfois méme, outrancier.
Mais la situation nécessite sans doute une prise de
position catégorique, car les dérives sont graves :

e [l est fort décevant de constater que des efforts
importants sont consentis pour perfectionner la
« Méthode des Coefficients de Réaction », dépourvue
de toute base scientifique, alors que des approches
beaucoup plus réalistes sont l'objet de beaucoup moins
d’attentions.

» Cette méthode est utilisée par des gens peu avertis
des subtilités de la mécanique des sols, et qui accordent
une confiance aveugle a des logiciels qui sont percus
comme des références ; ce n'est d‘ailleurs pas de leur
faute « g’ils y croient », puisque diverses publications
récentes, jusque dans la RFG, présentent des « raffine-
ments » de la Méthode, lui conférant d‘aprés les
auteurs un réalisme satisfaisant...

» La méthode est utilisée sans grande précaution pour
les écrans de souténement, qui nous préoccupent
aujourd’hui, mais aussi pour les dallages, les radiers,
les réservoirs, les chaussées, les ouvrages sous remblai,
les ponts-cadres, etc., et ceci sur la base d’essais dont
la représentativité est souvent discutable (l’essai
de plaque, pour ne citer que lui, est mis en ceuvre dans
des conditions souvent scabreuses ; mais, lui non plus,
n’est pas l'objet de mises en garde pourtant indispen-
sables !).

La situation me parait assez grave pour que la mise
en cause exposée ici soit sans nuance.

Vocabulaire

Dans le contexte de rigueur de vocabulaire pour la
normalisation frangaise ou européenne, il faut signaler
qu’il convient de parler de coefficient de réaction et
non de module de réaction.

Un abus de langage est sans doute pour quelque
chose dans les incompréhensions que 1’'on constate
aujourd’hui entre les gens de structures et les gens de
sols : la notion de poutre sur appui continu élas-
tique est confondue avec celle de poutre sur massif
élastique.

&
Evolution des modeles

Il semblerait que 1'évolution des modeéles d'interac-
tion sol-structure pour les radiers ait précédé celle
concernant les autres ouvrages.

Le premier schéma de calcul est une réaction uni-
formément répartie (Fig. 1.a).

On pergoit intuitivement que la souplesse relative
du radier conduit & une répartition des réactions tout
a fait différente, avec sans doute une concentration
de contraintes au voisinage immédiat des points
d’appui de la structure. Deux schémas sont alors en
concurrence : le « faux-radier » et le « radier sur appui
continu élastique ».

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

Dans le cas du faux-radier (Fig. 1.b), I"arbitraire du
choix de la répartition des pressions a |'interface est
évident, et génant. Bien des ouvrages, justifiés sur cette
base, ont donné et donnent encore satisfaction.

Dans le cas de |'appui continu élastique (Fig. 1.c),
"arbitraire n’est percu qu'a propos du choix du coeffi-
cient de réaction, et il est masqué par de treés jolis déve-
loppements analytiques et la faible sensibilité des résul-
tats a la valeur choisie pour le coefficient. Il est sidérant
de constater, lorsqu’on interroge un projecteur de
structures, de haut niveau, qu‘il est souvent convaincu
que la seule erreur apportée par le modéle est I'assimi-
lation du sol a un matériau élastique !

Lorsque les moyens de calcul puissants se sont
généralisés, le réflexe a été de se débarrasser des cal-
culs fastidieux induits par la méthode des coefficients
de réaction, au lieu de s’efforcer de mettre au point un
modele plus réaliste. Et on en a généralisé 1'utilisation
pour la modélisation de la plupart des cas d'interaction
sol-structure. Et pour faire bon poids, on a rajouté une
couche de vernis pseudo-scientifique en qualifiant
d’élastoplasticité I'introduction de limites de type coef-
ficient de poussée ou de butée (éléments indispen-
sables pour que le modele appliqué aux souténements
ne devienne pas trop dangereux en matiére de stabi-
lité) : les limites introduites pour les ressorts ne rele-
vent nullement de 1'élastoplasticité, et elles n‘ont en
pratique pas beaucoup plus de sens physique que les
coefficients de réaction !

Ce modeéle a pu, dans divers cas, conduire a des
prévisions acceptables, ce qui lui confére une crédibi-
lité, que 'on généralise abusivement trop souvent, sans
se douter que la crédibilité n’est autre que celle de
constructions a l'identique, avec calage du modéle sur

TTI7I7T

. #me1 Valeurs de calcul des pressions
sous un radier.
Design pressure loads for a raft.




un cas tres voisin, et découle aussi de la ductilité du
matériau de construction.

La raison principale du fonctionnement satisfaisant
des ouvrages dimensionnés par l"'une quelconque des
approches « simplifiées » est trés probablement 1'évo-
lution importante de la répartition de l'interaction qui
découle de la moindre amorce de rotule plastique au
sein de la structure. Dans le cas, par exemple, d’'une
semelle de fondation, la méthode des bielles donne
satisfaction, en étant basée sur une répartition uni-
forme de la pression, et on ne peut retrouver des répar-
titions de pression globalement comparables qu’en
tenant compte d'un phénomeéne d’adaptation corres-
pondant a une fissuration modeste. Plus que la repré-
sentativité de la répartition des pressions, la condition
du succés en matiére de résistance est la ductilité de la
structure. Mais cette condition n’est pas toujours suffi-
sante.

Il n'est pas sans intérét de relire le manuel Méca-
nique des sols appliquée, de Terzaghi et Peck, a propos
du modéle objet des présentes critiques. On rencontre
d’abord des mises en garde sans nuance :

« Les procédés simplifiés reposent sur une hypo-
thése arbitraire et inexacte, a savoir que le tassement
S d’un élément quelconque de la surface chargée est
absolument indépendant de la charge sur les éléments
voisins. On suppose également, ce qui est contraire a
la réalité, que le rapport K_= p/S entre intensité p de la
pression sur I'élément et le tassement correspondant S
est une constante K_. »

« Le coefficient K_a recu le nom de coefficient de
réaction du sol de fondation. »

Les mises en garde se répeétent sur I'ensemble des
développements portant sur la méthode des coeffi-
cients de réaction, mais on reléve néanmoins une
phrase « imprudente » si on 'extrait de son contexte
(citation tronquée) :

« Etant donné que les calculs sont toujours compli-
qués, cette étude ne se justifie que si elle conduit a des
économies considérables dans le coiit de la construc-
tion. »

A
Qu'est-ce qu'un coefficient
de réaction ?

On sait définir cette notion globalement pour une
semelle rigide : K est le rapport F/8 dans un domaine
de sollicitation ou cette valeur est constante.

C’est une loi mathématique utilisée en Résistance
des Matériaux, 'appui continu élastique ; notons que
'obtention physique d’'une telle loi est fort malaisée,
puisque méme les spécialistes que sont les fabricants
de matelas & ressorts parviennent mal a éviter que les
mouvements d’'un dormeur ne soient ressentis par la
personne qui partage sa couche. Elle n'a de sens que
dans des cas trés particuliers comme les jupes de réser-
voirs cylindriques.

C’est un modele admis inconditionnellement par
beaucoup dans la profession, une référence souvent
jugée représentative en matiére d’efforts comme de
déplacements, pour l'interaction sol-structure.

Cas des éléments linéaires

Certains professionnels expérimentés accordent
une crédibilité certaine & la méthode des coefficients de
réaction pour des éléments linéaires tels que les pieux,
alors qu’ils restent trés réservés vis-a-vis des éléments
surfaciques comme les radiers ou les écrans de soute-
nement.

Sur la figure 2 sont représentés les effets de I'appli-
cation dune pression uniforme sur un élément de dis-
crétisation d’une plaque ou d'un ruban. Il apparait que

. Heg Massif semi-infini élastique,
tassements dus 4 un élément de ruban
ou a un élément de plaque.

Semi infinite elastic footing,
settlements due to a strip element

or a plate element. 3 3
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le « couplage des ressorts », non pris en compte dans le
modéle des coefficients de réaction, est beaucoup plus
important dans le cas de la plaque. La méthode n’est
pas pour autant rigoureuse dans le cas d'un ruban, bien
entendu, mais on percoit intuitivement que les erreurs
n'excédent sans doute pas |'ordre de grandeur de celles
commises sur la détermination des caractéristiques
mécaniques du sol.

Calcul inverse de calage
’ x L r » x -
sur I'elasticité linéaire
Comme cela a été dit ci-dessus, de nombreux proje-
teurs sont convaincus que la seule imperfection du
modeéle des coefficients de réaction est I’assimilation du

sol & un matériau élastique. Plagons-nous donc dans ce
cas d’interaction entre une structure chargée et un

s

U #Aeld Massif semi-infini élastique,

rideau fiché dans le massif,
distribution du coefficient

de réaction équivalent.

Semi infinite elastic footing, wall restrained
in the footing, equivalent reaction
coefficient diagram.

massif semi-infini constitué d’un matériau au compor-
tement élastique linéaire.

On peut alors calculer les pressions a l'interface et
les déplacements dus au chargement. Donc, on sait
déterminer en chaque point les valeurs de p et 8, ce qui
permet de déterminer la valeur de K = p/8 le long de
I'interface, qu'il faudrait introduire dans le calcul par la
méthode des coefficients de réaction pour retrouver les
mémes résultats que dans I'approche élastique rigou-
reuse (conduite en intégrant les déplacements par rap-
port & un point du massif trés éloigné de I'ouvrage).

* Premier cas : probléme bidimensionnel ; un
écran vertical est mis en fiche dans le massif, et on exa-
mine les effets d’une charge horizontale exercée en
téte, suivant le schéma de la figure 3.

1l est intéressant de constater que les déplacements
sont de méme signe sur toute la hauteur de 'écran, ce
qui n‘empéche pas les pressions a I'interface de chan-
ger de signe entre le haut et le bas.

Pour respecter 'élasticité linéaire, il faut envisager
une valeur de coefficient de réaction variable le long de
"écran, et il est indispensable de passer par des coeffi-
cients de réaction négatifs ! Bien entendu, si l'objectif
était de reproduire les seules pressions, d’autres solu-
tions seraient envisageables, avec des coefficients
variables, mais sans qu‘il soit indispensable de passer
par des valeurs négatives ; les déplacements seraient
alors dénués de tout réalisme.

* Deuxiéme cas : probléme bhidimensionnel ; une
bande de radier ou de dallage subit plusieurs charge-
ments, suivant le schéma de la figure 4.

Pour respecter |'élasticité linéaire, il faut ici aussi des
coefficients de réaction variables le long de l'interface
et négatifs dans certaines zones. Mais il faut remarquer
que les coefficients « réalistes » dépendent non seule-
ment du massif et de la structure, mais aussi du char-
gement. Ce constat est utile pour apprécier la validité
des propositions de divers auteurs quant au choix des
valeurs de coefficient de réaction a prendre en compte.

La méthode des coefficients de réaction, telle qu’elle
est aujourd’hui mise en ceuvre, n‘a donc pas de capa-
cité prédictive pour des éléments structurels surfa-
ciques, sauf si elle est calée sur un constat expérimental
portant sur un ouvrage suffisamment ressemblant ;
c’est le contexte de la construction & l'identique, et le
calcul nest alors qu'une fagade ou, au mieux, un moyen
d’interpolation.

Coefficients de poussée
et de butée

Nous avons vu que de tels coefficients sont intro-
duits dans les codes de calcul appliquant la méthode
des coefficients de réaction aux écrans de souténement.
Il est intéressant de remarquer que, si I'on prend en
compte des coefficients de réaction trés élevés, dans
divers cas de figure le modeéle coincide avec le schéma
de calcul par poussée-butée, ce qui est rassurant, et
explique sans doute que le modeéle ne conduise pas,
dans des cas courants, a des déboires catastrophiques.
Cette précaution s’avére malheureusement insuffisante
dans des contextes présentant une certaine complexité.
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fic.4  Massif semi-infini élastique, bande de dallage ou de radier, coefficient de réaction équivalent
pour plusieurs chargements.
Semi infinite elastic footing, slab or raft strip, equivalent reaction coefficient for various loadings.

VT I 7, Mais si l'on y regarde d’un peu plus prés, ces limites
v A _ N traduisent une confusion regrettable entre o, et y.h. Phy-
B . \ » siquement, une limite de poussée ou de butée n‘a de sens
.- . . \apé que si le sol est en état de plastification depuis une extré-
’ P J’j{ mité de l'interface jusqu’a la zone de contact considé-
w ——— o \ rée. Dans bien des configurations courantes, ces limites

* NI~ e vw : '\ sont transgressées, voir exemples sur la figure 5.

._.,__-._-—U',:,. <‘x- h

% —
! K‘:r Symptomes inquiétants

S'il existe sans aucun doute un domaine d’applica-
tion du modele des coefficients de réaction pour le
dimensionnement de divers ouvrages simples, a
l'inverse, on ne peut rien en attendre de bon dans
d’autres cas. Ce qui est inquiétant est le constat que,
méme devant I'évidence de I'inadaptation du modele
pour tel ou tel probléme, il reste la référence incon-
tournable. Deux exemples :

* Dans le cas représenté sur la figure 6 se posait le pro-
bléme de la stabilité et des efforts subis par la paroi
dans I'hypothése d'une fouille aval avec banquette le
long d’une paroi moulée. Une modélisation par la
méthode des éléments finis a été établie, tenant compte
pour le sol du classique critére d’élastoplasticité a cing
parametres (¢, ®, G, v, y) avec coupure de résistance
en traction ; v et y étaient arbitraires car I'étude géo-
technique ne les avait pas déterminés, mais leur

* Validité des limitations de pression influence sur les résultats était négligeable. Lorsque les
par les coefficients de poussée active résultats ont été présentés au maitre d’ceuvre, sa
ou passive.

réponse a été : « Votre calcul est bien joli, mais il est
indispensable d’en confirmer la validité par la méthode
des coefficients de réaction. » 35

Adequacy of limits on pressure
by active or passive earth pressure coefficients.
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3

WFieEl Ecran de souténement,

objet de désaccords.
Retaining wall, subject of contention.

e Le cas des ouvrages sous remblai est tout aussi édi-
fiant (Fig. 7). Un ouvrage supportant une couverture de
remblai importante, dimensionné en appliquant la
meéthode des coefficients de réaction, avait été 'objet
d’une instrumentation assez poussée, motivée par 1uti-
lisation de Pneusol pour maitriser 'effet Marston
d’amplification de o, par rapport a v.h. ; 'objectif était
de s’assurer de la validité de la modélisation du Pneu-
sol. Les constats expérimentaux ont confirmé la validité
de la modélisation de l'effet du Pneusol, mais il a aussi
été constaté que les efforts subis par la structure étaient
tres différents de ceux pris en compte pour le choix du
ferraillage : les efforts de flexion restaient assez
modestes pour que toutes les sections soient entiére-
ment comprimées, alors que les calculs avaient conduit
a un ferraillage important. Quels que soient les efforts
consentis, il n"a pas été possible de reproduire avec la

PR S T +
g g N
PO S T S

[l Eeis | Ouvrage sous remblai,

objet de désaccords.
Structure under backfill, subject of contention.
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meéthode des coefficients de réaction les efforts et
déplacement constatés. A I'inverse, la méthode des élé-
ments finis a conduit & une coincidence tout a fait satis-
faisante avec les constats expérimentaux, efforts et
déplacements.

Ajoutons ici que la méthode des coefficients de
réaction ne conduit pas forcément a une appréciation
sécuritaire des efforts, puisqu’elle ne permet pas de
tenir compte des déformations de 1'assise générées par
la charge des remblais latéraux, déformations qui peu-
vent provoquer des efforts considérables dans le radier
(se répercutant sur I'ensemble de la structure) (Fig. 8).

T

L 1)

[ §ie8 Effets des remblais latéraux sur le radier
d’'un ouvrage enterré.
Laterall backfill effect on the raft of an
underground structure.

Mais ces constats ne furent pas suffisants pour
ébranler la conviction du maitre d’ceuvre, qui a systé-
matiquement refusé, pour les ouvrages ultérieurs, tout
calcul justificatif autre que basé sur la méthode des
coefficients de réaction.

On est donc en présence d’une méthode de modéli-
sation dénuée de tout réalisme, mais d’usage général
pour traiter I'étude des interactions sol-structure, et qui
bénéficie d’une confiance injustifiée. Tout se passe
comme si les meilleurs spécialistes apportaient leur
caution a son exploitation systématique. Si, en
I'absence de toute solution alternative de modélisation,
on peut admettre un silence géné de la part des gens
compétents, cette absence de mise en garde peut deve-
nir de la complaisance lorsque des solutions alter-
natives fiables existent, et la publication de « raffine-
ments » est une circonstance aggravante : comment en
vouloir au non spécialiste qui applique & tort et a tra-
vers une méthode dont personne ne conteste le bien-
fondé ?

Domaine d'application

Il semble qu’on peut utiliser le modeéle des coeffi-
cients de réaction dans les cas suivants :

- €léments linéaires tels que les pieux, au moins pour
des chargements simples ;



— cas courants de souténement dans un environnement
simple, ou de radier, mais il reste a préciser quelles dis-
positions constructives doivent alors étre respectées
(par exemple, les tirants et les butons doivent vraisem-
blablement étre traités de maniéres différentes s’ils
sont ou non précontraints) ; il convient alors de déter-
miner si, dans certains cas, on peut se fier aux prédic-
tions de déplacement.

En revanche, ce modéle devrait étre exclu pour (liste
non exhaustive de beaucoup) :

— la prévision des effets d’une excavation limitée par
des écrans de souténement sur le voisinage (sauf calage
significatif sur un cas trés voisin, mais alors on peut
sans doute effectuer une comparaison directe) ;

— les écrans de souténement dés que les plates-formes
amont et aval ne sont pas horizontales, ou avec écoule-
ment ascendant d’eau souterraine dans la zone de
butée (ajoutons qu'il ne suffit pas toujours de compléter
I'étude par celle de la stabilité globale par un calcul a
la rupture, et que les méthodes des éléments finis ou
des différences finies sont parfois indispensables) ;

— la justification des efforts subis par les ouvrages sous
remblai reposant sur une assise qui ne soit pas trés
raide par rapport aux remblais.

F_—  5Y
Conclusion

La méthode des coefficients de réaction est
aujourd’hui entre les mains de projeteurs non avertis
de ses limites de représentativité. Les écrans de souté-
nement ne sont qu'un cas particulier de son applica-
tion. 1l est indispensable de mettre en garde les utilisa-

teurs sur I'absence de réalisme que l'on peut attendre
de ce modeéle, dont |'utilisation devrait respecter un
domaine d’application étroit.

Pour les projets importants et délicats, le recours a
la MEF ou a la MDF avec des codes généraux s'impose.

Pour les projets courants, les efforts pourraient por-
ter sur une simplification de l'utilisation de ces
méthodes, simplification de génération du maillage et
de définition du phasage constructif par exemple, et
standardisation de la présentation des résultats, sans
concession sur la finesse de discrétisation des pro-
blémes. Les codes généraux permettent une étude
représentative des états-limites de service (dans la
mesure ol les valeurs des parameétres de calcul sont
représentatives...) comme des états-limites ultimes au
sens de la Mécanique des Sols, alors on peut attendre
un réel progrés de codes aux entrées-sorties simplifiées
pour les cas courants.

On ne peut pas prétendre que les méthodes des élé-
ments finis ou des différences finies conduisent a une
modeélisation irréprochable, méme si les paramétres de
comportement des sols sont représentatifs ; mais elles
sont physiquement beaucoup plus satisfaisantes ; elles
permettent une analyse globale du projet et de son
environnement, qui a quelques raisons de refléter la
réalité ; elles permettent d’apprécier les tendances
résultant d'un aménagement des dispositions construc-
tives (effet par exemple de la distance d’une paroi mou-
lée quant aux sollicitations d’un ouvrage voisin exis-
tant). On peut surtout leur reprocher d’exiger que
le projeteur consacre un peu plus de temps a un pro-
Jjet que s'il utilisait la méthode des coefficients de réac-
tion ; mais il ne serait pas mauvais qu’un peu plus de
matiére grise soit consacrée au dimensionnement
d’ouvrages dont un comportement déficient peut étre
lourd de conséquences désagréables.
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SURVEILLANCE DES PENTES INSTABLES
Guide technique des LPC

21x29,7, 128 p., 180 F.

Ce guide s’adresse aux ingénieurs de bureaux d’études et aux gestionnaires
d’ouvrages qui ont choisi de metire en place une surveillance de versant ou de
talus présentant un riscque de glissement, d’éboulement ou de coulée boueuse.,

aux Presses de 'ENPC

LE CALCUL DES TUNNELS
par la méthode convergence-confinement
Marc PANET

17 x 24,192 p., 250 F.

La méthode convergence-confinement permet de simuler le creusement du
tunnel avec la mise en place du souténement par un modeéle en déformation
plane dont le principe est trés simple. Ce livre présente les fondements de la
méthode et ses développements les plus récents. Lorsque les conditions d’axi-
symétrie sont respectées, il est possible d’établir des formules analytiques.
Dans le cas plus général, il est indiqué comment les principes de la méthode
sont étendus a des modéles numériques bidimensionnels.

au Comité francais de mécanique des roches
ECOLE DE MECANIQUE DES MILIEUX POREUX

Disponible au secrétariat du CFMR (ANTEA-Direction de la géotechnique,
B.P. 6119, 45061 Orléans Cedex 2), 190 F TTC (frais de port inclus).

Ce livre rassemble seize communications présentées par différents auteurs au
cours de I'Ecole d’été, organisée par le Comité francais de mécanique des
roches et qui s’est tenue a Aussois du 30 mai au 30 juin 1994. Les exposés ont
été coordonnés de facon a réaliser une progression qui couvre 'ensemble
d'un domaine qui a énormément progressé au cours des derniéres anneées.
C’est un ouvrage de référence.



Comportement des rideaux de
palplanche : expérimentation
en vraie grandeur
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Dans cet article, on présente les résultats des prédictions
numeériques d'une expérimentation en vraie grandeur
réalisée sur un rideau de 7 m de largeur fiché dans un sol
sableux a 6 m de profondeur. L’expérimentation a
comporté diverses phases de chargement: excavation,
butonnage, reprise de I'excavation, chargement en
surface et réduction de la longueur des butons jusqu'a
I’état-limite. La modélisation numérique a été effectuée
avec un modeéle élastique parfaitement plastique utilisant
le critére de Mohr-Coulomb et une régle d’écoulement
non associée. Aprés une description de la démarche
suivie pour la modélisation (détermination des
parameétres, schématisation des conditions aux limites et
du chargement, discrétisation), on présente une
confrontation des résultats numériques a ceux de
I'expérimentation. Afin de bien cerner la précision des
prédictions numériques, on donne les résultats d’une
étude de l'influence de principaux paramétres
mécaniques sur la simulation numérique de
I'expérimentation.

Behaviour of sheet piles: field test
and numerical predictions

Abstract_

This paper includes a presentation of the results of numerical
predictions of a sheetpile wall field test performed in a sandy
soil. The loading program included: excavation, installation of
struts, continuation of the excavation, application of a surface
loading, and the reduction of the struts length until the reach of
the limit state. Numerical predictions were performed using an
elastic - perfectly plastic constitutive relation with the Mohr-
Coulomb criterion and a non associated flow rule. After a
description of the methodology followed in numerical
maodelling (identification of constitutive parameters, modelling
of boundary conditions and discretization), we present a
comparison of numerical results to those of the
experimentation. In order to investigate the accuracy of
numerical predictions, we give the results of a parametric study
on the influence of constitutive parameters on numerical
simulations.
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Introduction

Les rideaux de palplanche sont utilisés dans divers
types d'ouvrages: blindage de fouilles en site urbain,
batardeaux, rideaux d’étanchéité et murs de quai. Leur
calcul en déformation constitue un probléme fort com-
plexe d'interaction sols-structures qui fait intervenir le
comportement des sols, la rigidité des rideaux, les
phases des travaux, les conditions d‘ancrage et les
conditions hydrauliques.

Le calcul de structures comportant des rideaux peut
étre effectué a l'aide de deux méthodes, a savoir la
méthode aux coefficients de réaction et la méthode des
éléments finis. Dans la premiére approche, le sol est
schématisé par des ressorts dont le comportement est
généralement modélisé par un modéle élastique parfai-
tement-plastique. La grande difficulté de |'utilisation de
cette approche réside dans la détermination des para-
meétres mécaniques qui dépendent sensiblement, en
plus de la nature des sols, de l'interaction sol-rideau et
des conditions d"ancrage[1], [2]. Ajoutons & cela les dif-
ficultés de I'utilisation de cette approche dans les pro-
blémes faisant intervenir des interactions avec la nappe
ou avec des ouvrages existants. Dans |'approche élé-
ments finis, le sol est modelisé comme un milieu
continu dont le comportement peut étre décrit a l'aide
de divers modeéles de comportement dont les para-
meétres peuvent étre déterminés indépendamment des
conditions d’interaction rideau-sol ou d’ancrage. Elle
permet de traiter des problemes complexes faisant
intervenir la présence d’eau ou des interactions avec
d’autres ouvrages.

L’utilisation de ces approches pour le calcul de
rideau de souténement nécessite des vérifications sur
des expérimentations en vraie grandeur. Conscient de
cette nécessité, I'Université de Karlsruhe a réalisé une
expérimentation sur un rideau de 7 m de largeur fiché
dans un sol sableux a 6 m de profondeur[6]. L'expéri-
mentation a comporté diverses phases de chargement :

(a)

4 sections double PU8

’1

i‘

9m
8 sections double PU8
AN NN N N Ny

" #e1 Dispositif d’expérimentation.
Experimentation set up.
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excavation, butonnage, reprise de I'excavation, charge-
ment en surface et réduction de la longueur des butons
jusqu’a I'état-limite. L'essai a été bien instrumenté avec
des mesures de la déformée du rideau, des forces dans
les butons, des tassements en surface et de la pression
appliquée sur le rideau. Une campagne d’essais in situ
et en laboratoire a été menée pour la caractérisation du
sol.

Des prédictions ont été réalisées sur cette expéri-
mentation par de nombreux centres en utilisant la
méthode des éléments finis (18 prédictions) et la
meéthode aux coefficients de réaction (25 prédictions).
L’analyse des résultats de ces prédictions a montré une
nette supériorité de la méthode des éléments finis par
rapport a la méthode aux coefficients de réaction[T7].
Dans cet article, on propose de présenter briéevement
'expérimentation réalisée et les résultats des prédic-
tions du Laboratoire de Mécanique de Lille, réalisées
avec la méthode des éléments finis [4].

A
Présentation de I'expérimentation

Dispositif expérimental et programme
de chargement 6], [7]

L’expérimentation a été effectuée dans le site de
Hochstetten proche de Karlsruhe au cours du
deuxiéme trimestre 1993. Elle a comporté le charge-
ment d’un rideau de 7 m de largeur installé par vibro-
fongage jusqua 6m de profondeur dans un massif de
sol limité par deux murs de protection latéraux (Fig. 1a
et 1b). Le programme de chargement a comporté les
phases suivantes:

— excavation du massif de sol situé devant le rideau
jusqu'a une profondeur de 1,75 m;

(b)

(a) : Vue en plan - Plan view
(b) : Profil transversal — Cross section



nl au niveau du rideay
0 Inclinométres dans le sol
» Mesure des tassements en surface

[ Sections de mesure des forces dans les
butons et du déplacement du rideau
Sections de mesure de lo pression de

O terre et des contraintes dans le ridean

¢ Instrumentation utilisée dans
I"'expérimentation.

Experimentation set up measurements.
(a) : Vue en plan — Plan view

(b) : Profil transversal — Cross section

- installation de trois butons a une profondeur de
1,25m et leur préchargement par une force de
11 kN/buton soit de 4,5kN par métre de largeur du
rideau ;

— reprise de l'excavation jusqu‘a une profondeur de 5m;
- application d’'une pression de 10 kPa sur une zone
située entre 1 et 5m derriére la téte du rideau;

— réduction de la longueur des butons jusqu’a I'état-
limite qui a été jugé atteint a la stabilisation des forces
dans les butons.

_—ET
Instrumentation

Les figures 2a et 2b montrent l'instrumentation du
rideau et du massif du sol. Deux sections ont été ins-
trumentées par des cellules pneumatiques « Gl6tzl »
pour la mesure de la pression exercée par le sol et par
des jauges (DMS) pour la mesure des contraintes de
flexion induites dans le rideau. Des inclinométres ont
été installés dans trois sections pour le suivi de la défor-
mée du rideau et pour la mesure du déplacement laté-

ral du sol a 80cm derriére le rideau. La déformée du .

rideau a également été suivie par des mesures géodé-
siques. Des niveaux ont été utilisés pour la mesure du
tassement derriére le mur. Les forces dans les butons
ont été mesurées a l'aide des jauges de déformation
(DMS); des courbes d’étalonnage ont été établies pour
la mesure de ces forces avant I'expérimentation.

Compte tenu de la grande quantité des mesures
enregistrées et de leurs dispersions, seules les valeurs
moyennes des mesures jugées acceptables ont été utili-
sées pour analyser le comportement du rideau et pour
tester les modeéles numériques. Le tableaul donne,
pour les phases significatives de chargement, les
mesures des pressions appliquées sur les deux phases
du rideau, du moment fléchissant, de la déformée et du
tassement derriére le rideau.

Y
Propriétés mécaniques du sol

Des essais en laboratoire et des essais in situ ont été
réalisés pour la détermination des propriétés méca-
niques du sol. Des analyses sur des échantillons préle-
vés ont révélé la présence de deux couches de sables
mal gradués fins @ moyens avec des passages grave-
leux. La premiére couche (0 & 2m) est composée d'un

mesure de tassements par (b)
la méthode de nivellement
Im Im Im Im Im
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sable silteux, alors que la deuxiéme est composée d'un
sable propre. Des essais triaxiaux ont été effectués sur
des échantillons prélevés dans les deux couches. Les
résultats de ces essais seront présentés dans la section
suivante.

Les essais pressiométriques ont révélé la présence
de trois couches dont les caractéristiques pressiomeé-
triques sont données dans le tableaull. Les valeurs de
la pression limite confirment les résultats des analyses
effectuées sur les échantillons prélevés : la pression
limite de la premiére couche (0,4 — 0,6 MPa) indique un
sable argileux ou silteux, les pressions limites des
couches inférieures (0,9 — 2,3 MPa) indiquent la pré-
sence d'un sable moyennement compact. Deux essais
de plaque avec des cycles ont été effectués. [ls ont
donné des modules de déformation de 22 et 27 MPa. La
figure 3 illustre les résultats de I'un de ces essais.

Du fait que la couche de surface était composée
d’un sable fin silteux et que le niveau de la nappe se
trouvait a 5,3 m de profondeur, deux séries d’essais ont
été réalisées pour déterminer la valeur de la cohésion
capillaire. La premiére a consisté dans le chargement
d'un bloc de sable de 20 cm de ¢6té et de 30 cm de hau-
teur. Les résultats de ces essais ont été analysés avec la
méthode d’Hettler[3], qui a donné une cohésion
moyenne de 2,7 kPa. La seconde série a été effectuée
par le chargement d’un bloc excavé sur trois cotés.

Contrainte normale (MPa)
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 1,2
0 M 1 i 1 1 M 1 " 1 M

E -10
=
g
g

B 204

-30

" me.3 Résultats d’'un essai de plaque.
Results of a plate loading test.
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Pression des terres [kPa] (partie gauche, excavation)

2,25 31,74 52,27 48,37

4,25 -3,23 -3,01 -2,34 -1,78 9,78

5,25 2,65 2,58 2,27 2,49 2,82 5,36 8,50 9,09
5,75 15,43 15,35 15,66 15,82 16,33 18,98 20,63 18,85

Pression des terres [kPa] (partie droite)

0,75 2,156 2,98 4,08 16,46 25,39 35,89 43,02 1,26
1,25 1,05 1,62 2,98 7.57 9,48 15,15 20,39 2,08
2,25 32,65 29,34 26,32 6,55 3,05 3,02 6,64 10,10
3,25 5,563 10,08 10,66 7,33 2,27 0,61 1,68 3,79
4,25 0,00 0,00 0,00 0,00 5,42 4,63 9,40 5,28
5,25 3,21 3,20 3,06 3,05 3.62 3,76 5,60 4,09
5,75 17,86 17,95 17,98 18,03 18,72 21,81 25,48 34,78

Moment fléchissant [kNm/m]

1,00 -0,89 -125 - 2,66 =2,55 -3,58 -4,41 - 5,06 -0,09
2,00 -0,55 -2,26 2,12 0,26 1,37 1,53 1,70 4,67
3,00 - 008 =0,75 =0,83 -1,14 1,14 2,20 2,76 3.41
4,00 -0,05 -0,03 0,02 - 0,56 - 1,56 0,37 0,78 —-2,83
5,00 - 0,02 -0,02 0,06 0,11 -0,09 -1,18 -1,70 -7,33

Déplacement latéral [mm]

0,00 2,45 7.75 8,25 7.55 7.05 5,55 5,15 29,65
0,60 1,57 5,95 6,18 5,65 5,61 4,33 4,23 26,67
1,10 0,95 4,33 4,37 4,18 4,35 3,37 3,65 24,25
1,60 0,34 2,61 2,65 2,85 3.39 2,78 3,06 21,58
2,10 0,05 1,25 1,21 1,90 2,63 2,72 3,11 19,01
2,60 -0,17 0,31 0,32 1,14 2,17 2,88 3,36 16,28
3,10 -0,17 0,056 0,04 0,62 1,72 2,99 3,40 13,36
3,60 -017 - 0,05 - 0,04 0,19 1,11 2,67 3,11 9,98
4,10 =017 -0,10 0,00 0,00 0,45 2.14 2,43 6.50
4,60 0,11 0,05 0,09 0,14 0,20 1,49 1,65 3,68
5,10 0,11 0,05 0,09 0,09 0,10 0,64 0,78 1,31
5,60 0,00 0.00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00
6,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00 0,00

Déplacement vertical [mm]

Distance
du rideau
(m)
0,00 - 8,00 —3,40 - 0,63 ~3,83 -3.60 -3,00 - 3,57 -16,33
1,00 - 1,00 - 0,67 - 0,80 - 1,07 -1,60 -217 -2.80 -7,23
. 2,00 —1,67 -0,43 -0,43 - 0,67 -1.33 -1.70 -2.83 -5,77
3,00 -0,33 ~0,27 -0,43 -0.77 -1,03 -1,13 - 2,47 -7.23
4,00 ~-1,00 -0,17 -0,30 - 0,60 -0,70 -0,90 -0,80 - 2,83
5,00 -2,67 -0,30 -0,70 - 1,07 -1,17 -1,30 -1,30 2,47

Phase 1 : Excavation jusqu'a 1m

Phase 2 : Excavation jusqu’a 1,75 m

Phase 3 : Installation du buton

Phase 4 : Excavation jusqu’a 3 m

Phase 5 : Excavation jusqu'a 4 m

Phase 6 : Excavation jusqu'a 5 m

Phase 7 : Application d’une pression a la surface
Phase 8 : Etat-limite
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. taseaUli Caractéristiques pressiométriques du sol.

6,3-14
13,6 -189

L’analyse des résultats obtenus a donné une cohésion
moyenne de 4,0kPa,

Prédictions numériques

Les prédictions ont été effectuées en utilisant un
modele élastique-parfaitement plastique implanté dans
le programme de calcul par éléments finis PEC-
PLAS[4]. L'expérimentation a été modélisée avec
I'hypothése des déformations planes dans une section
courante. Nous allons, ci-apres, présenter briévement
le modele utilisé, la démarche suivie pour la modélisa-
tion et les résultats obtenus.

Modgélisation du comportement du sol

Le comportement du sol a été décrit par un modéle
élastique-parfaitement plastique utilisant le critére de
Mohr-Coulomb et une régle d'écoulement non asso-
ciée. La partie élastique est supposée linéaire et iso-
trope avec deux parametres : le module d’Young (E) et
le coefficient de Poisson (v). La fonction de charge et le
potentiel de plasticité sont écrits en conditions de
déformations planes:

f=0,-0,+ (o, + o,)sin(e) - 2Cos(¢p)
g=0,-0,+ (0, +06,)sin(y)

o, et o, sont respectivement les contraintes principales
majeure et mineure.

C, ¢ et y désignent respectivement la cohésion,
I’angle de frottement et I'angle de dilatance du sol.

Les essais triaxiaux ont été utilisés pour la détermi-
nation des parametres mécaniques. Des difficultés ont
été rencontrées dans la détermination des parametres
élastiques a cause de la grande dispersion des résultats
des essais triaxiaux. Compte tenu du niveau des
contraintes au cours de I'expérimentation, nous avons
privilégié les essais réalisés aux fiables confinements
(50 et 100kPa). Ces essais ont donné E = 20 MPa pour
la premiére couche, et E = 30 MPa pour la deuxiéme
couche. Le coefficient de Poisson a été supposé
constant dans tout le massif (v = 0,3). Les paramétres
élastiques déterminés pour la premiére couche ont été
vérifiés sur les résultats des essais de plaque: avec un
module d"Young de 20 MPa et un coefficient de Poisson
de 0,3, on obtient un module cedométrique de 27 MPa
qui est la valeur moyenne des modules obtenus avec
les deux essais de plaque (22 et 32 MPa).

La détermination des parameétres de plasticité (angle
de frottement, cohésion et angle de dilatance) a partir

0 2 4 6 8 10 12
Déformation axiale (%)
2
(b) (1) Pc=50 kPa
(2) Pe=100kPa
1 (3) Pc=200 kPa

i
-
1

Déformation volumique (%)

o
1

Déformation axiale (%)
3 T T T T T
0 5 10 15

Résultats des essais triaxiaux et de leur
simulation avec le modéle de
Mohr-Coulomb non associé,

(a) : Déviateur

(b) : Déformation volumique

Results of triaxial tests and their simulation
using non associated Mohr-Coulomb
constitutive model.

(a) : Deviator

(b) : Volumetric strain

des essais triaxiaux n'a pas posé de difficultés. Ces
essais ont donné pour la premiére couche ¢ =34°, C=0
et y = 6° et pour la deuxieme couche ¢ = 40°,
C=0etwy=12° Les figures 4a et 4b illustrent les résul-
tats des essais triaxiaux et leur simulation avec le jeu de
parametres déterminé ci-dessus. On peut noter une
reproduction correcte de la résistance du sol et de
'évolution de la déformation volumique.

Compte tenu de la présence d’éléments fins dans le
sol et du niveau de la nappe (a 5,3m de la surface du
sol) une cohésion d’origine capillaire a été considérée
dans la modélisation. Etant donné les valeurs mesurées
pour cette cohésion (C = 2,6 et 4,0 kPa), nous avons
retenu une cohésion moyenne de 3kPa. Le tableaulll
récapitule le jeu de parametres utilisé dans les prédic-
tions numériques.
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&

il Jeu de parameétres utilisé dans les prédictions numériques.

Le comportement du rideau a été supposé élastique-
linéaire avec une rigidité & la flexion EI = 2032 MPa.m%m.

Modgélisation de I'expérimentation

Le sol et le rideau ont été modélisés en utilisant des
éléments quadrilatéres a 8nceuds. Ces éléments per-
mettent de décrire les effets de flexion dans le rideau.
Le maillage utilisé est montré dans la figure 5. Il com-
porte 240éléments quadrilatéres a 8nceuds et
783 nceuds. 1l est raffiné au voisinage du rideau pour la
prise en compte de la variation des contraintes dans
cette région et pour une bonne évaluation de l'action
du sol sur le rideau.

. #es Maillage utilisé : 240 éléments
quadrilatéres a 8 nceuds et 783 nceuds.
Finite element nesh used in numerical
predictions.

La distribution des contraintes initiales est suppo-
sée de type cedométrique avec un coefficient de pous-
sée latérale au repos K_=0,4. Cette hypothése n’est pas
en accord avec les mesures in situ qui montrent que
I'installation du rideau induit une modification sensible
des contraintes au voisinage du rideau (Fig. 6). Néan-
moins, cette hypothése a été maintenue, car la prise en
compte de l'installation du rideau constitue un pro-
bleme fort complexe de la modélisation en géoméca-
nique dont la vérification n’est pas l'objet du présent
travail. Ajoutons a cela que l'installation du rideau
affecte essentiellement la distribution des contraintes
dans son voisinage, alors que le chargement, induit par
I'excavation, implique une masse plus importante du
sol ou la distribution des contraintes initiale peut étre
raisonnablement supposée de type cedométrique.

L’excavation a été modélisée par une désactivation
des éléments du sol se trouvant dans la zone a excaver.
Le buton, assumé infiniment rigide, a été modélisé par
un déplacement imposé au nceud correspondant a sa
position. Pendant les trois premiéres phases de char-
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Profondeur (m)

-6 —T 1 T T | B e —
-80 -60 ~40 =20 0 20 40 60 80
Pression des terres (kPa)

" mes& Distribution de la pression de terre
initiale appliquée au rideau.
Initial earth pressure applied on the sheet pile.

gement, le déplacement horizontal de ce nceud a été
bloqué, la derniére phase de chargement a été modéli-
sée par un déplacement horizontal croissant jusqu’a la
stabilisation de la force dans les butons. La figure 7
montre "évolution de cette force en fonction du dépla-
cement imposé. On constate que la force tend a se sta-
biliser & partir d'un déplacement de l'ordre de 3cm et
pour un niveau de force de 'ordre de 8,3 kN/m. Cet état
a été considéré comme l'état-limite dans la modélisa-
tion.

30
g
2
g
£
E
E 10
Déplacement horizontal (cm)
0 ¥ T Y T T
0,0 1,0 2,0 3,0

. #e7 Evolution des forces dans les butons au
cours de la réduction de leur longueur.
Evolution of struts forces during the reduction
of their lergth.




Présentation des résultats des prédictions

Compte tenu de la grande quantité de mesures, la
confrontation des prédictions numériques aux résultats
de I'expérimentation a porté sur quatre phases signifi-
catives du chargement, & savoir:

— excavation devant le rideau jusqu’a une profondeur
de 4m (phasel) ;

— excavation jusqu'a la profondeur maximale Z = 5m
(phase II);

—application de la pression en surface (phaseI11);

- stabilisation des forces dans les butons (état-limite)
(phaseIV).

Forces dans les butons

Le tableau IV donne les valeurs des forces dans les
butons mesurées au cours de I'expérimentation et obte-
nues par les prédictions numeériques. On constate un
bon accord entre les prédictions et I'expérimentation
pour les deuxiéme et troisiéme phases. Pour la pre-
miére phase, les prédictions numeériques sous-estiment
les forces dans les butons. Cela peut éire attribué a la
non prise en compte de l'installation du rideau qui a eu
pour effet une augmentation des pressions des terres
dans sa partie supérieure (Fig. 6). Pour la derniére
phase, on note que les prédictions numéricques suresti-
ment la force dans le buton. Cet écart peut étre, en par-
tie, attribue aux difficultés rencontrées pour assurer
une bonne convergence en fin du calcul.

BN ET R
Déformée du rideau

Les figures 8a et 8b montrent les courbes de la
déformée du rideau obtenues avec I'expérimentation et
les prédictions numériques. On constate que 1'expéri-
mentation et les prédictions numériques sont en bon
accord pour les trois premiéres phases, en particulier
dans la partie supérieure de rideau (Z < 4 m) ol la
déformée est marquée par une rotation autour de la
position du buton ; dans la partie inférieure, on note
que l'expérimentation donne un déplacement nul alors
que les prédictions numériques donnent un déplace-
ment de l'ordre de 2 mm. Pour la derniére phase de
chargement, on note un désaccord important entre
I'expérimentation et les prédictions : la déformée obte-
nue expérimentalement est marquée par une rotation
autour du centre du rideau alors que la déformée obte-
nue par les prédictions numériques est marquée dans
la partie supérieure (Z < 3 m) par une rotation autour
de la position du buton, et dans la partie inférieure par
une rotation autour du centre de cette partie.

0 " &
E21
g —8— Phasel (Exp)
1 —*— PhaseII(Exp)
& —8—  Phase Il (Exp)
£“'- —— Phase IV (Exp)
(a)
] T T T T e
40 . 20 . -10 0 10
Déplacement horizontal (mm)
o -
—@— Phase] (Modéle) F
i —+—  Phase I (Modle)
B g —8—  Phase ITT (Moddle)
E —o— Phase [V (Modéle)
(=]
£
(b)
L] N T ¥ T T T T
-40 =30 -20 -10 0 10
Déplacement horizontal (mm)

Evolution de la déformée du rideau.
(a) : Expérimentale

(b) : Prédictions numériques

Evolution of the deflection of the sheet pile.
(a) : Experimental

(b) : Numerical predictions

LS G35

Pressions des terres

Les figures 9a et 9b montrent les pressions des
terres appliquées sur le rideau obtenues avec I'expéri-
mentation et les simulations numériques. On constate
que pour les trois premiéres phases de chargement les
prédictions numériques et les résultats expérimentaux
indiquent une augmentation de la pression des terres
dans la partie supérieure du rideau et une diminution
de celle-ci dans la partie inférieure. Ces évolutions cor-
respondent respectivement & une mobilisation partielle
de la butée et de la poussée des terres. On note cepen-
dant que le modéle sous-estime d’une maniére sensible
la pression des terres au voisinage du buton. Dans la
partie inférieure, on note que le modéle surestime les
pressions appliquées sur les deux cotés du rideau, en

v Forces dans les butons obtenues par I'expérimentation et la modélisation numeérique.

Expérimentale

Prédiction 16,3

32,7TkN
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Ffigie Evolution de la pression des terres.
(a) : Expérimentale
(b) : Prédictions numériques
Evolution of earth pressure applied on the
sheetpile wall.
(a) : Experimental
(b) : Numerical predictions

particulier dans la partie avant ot on note une mobili-
sation importante de la butée alors que I'expérimenta-
tion indique une faible mobilisation de celle-ci. Pour la
derniére phase de chargement, on note un bon accord
entre les prédictions et I'expérimentation sur la pres-
sion appliquée sur la face arriére du rideau, mais une
surestimation par la modélisation de la pression de
butée appliquée sur la face avant.

Moment de flexion

Les figures 10a et 10b montrent les courbes du
moment fléchissant obtenues expérimentalement et par
la modélisation. On note que pendant les trois pre-
miéres phases de chargement, I'expérimentation et les
prédictions donnent un moment fléchissant négatif aux
extrémités du rideau et un moment positif dans la par-
tie centrale. Au niveau quantitatif, on note que les pré-
dictions numériques surestiment ce moment dans les

e

Phase I (Exp)
—*— Phasell (Exp)
—8—  Phase III (Exp)
—%—— PhaselV (Exp)

Profondeur (m)

Profandpur (m)

6 T T T T T + T T

-15 -10 S5 0 5 10
Moment de flexion (kKN.m/m)

fiG. 10 Evolution du moment de flexion.
(a) : Expérimentale
(b) : Prédictions numériques
Evolution of bending moment.
(a) : Experimental
(b) : Numerical predictions

parties centrale et inférieure du rideau. Pour la qua-
triéme phase, on note un accord qualitatif entre 'expé-
rimentation et la modélisation, mais cette derniére
donne des valeurs élevées du moment par rapport a
celles mesurées au cours de |'expérimentation.

_I
Etude paramétrique

Compte tenu des incertitudes qu'on peut avoir sur
la détermination des parametres des modeles de sols,
en particulier les parametres élastiques, une étude a été

TABLEAUV  Influence de la perturbation des parameétres sur les forces dans les butons.
F (KN/mi) F (kN/ml) F (KN/ml)
Références 16,3 269 327 83
+50% E 16,1 26,7 32,7 10,3
+10 % ¢ 15,5 25 30,3 6,2
46 C=1kPa 19,9 32,8 39,7 20,4
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Influence de la perturbation des
parameétres mécaniques sur les
prédictions numériques.

(a) : Déformée du rideau

(b) : Moment de flexion

Influence of a perturbation of constitutive
parameters on the sheet pile behaviour.
(a) : Sheetpile deflection

(b} : Bending moment

FG. 11

réalisée pour analyser I'influence de la perturbation de
certains parametres sur la simulation numérique de
I'expérimentation. Dans un premier temps, cette étude
a comporté une analyse de I'influence de la perturba-
tion du module d"Young et l'angle de frottement sur les
prédictions numeériques. Les résultats de cette étude
sont illustrés dans les figures 11a-11b et le tableau V.
On constate qu'une augmentation de 50 % du module
d’Young induit une augmentation importante de la
déformée du rideau (de 1'ordre de 30 % pour la valeur
maximale) et du moment fléchissant (de I'ordre de 20 %
pour la valeur maximale), mais elle n’influence que

Bibliographie

légérement les forces dans les butons. Une augmenta-
tion de 10 % de I'angle de frottement induit une dimi-
nution de 15 % de la valeur maximale de la déformée,
de 20 % de la valeur maximale du moment fléchissant
et de 8 % de la force dans les butons. Ces résultats
montrent la nécessité d'une bonne estimation de ces
parameétres, en particulier du module d'Young dont la
détermination a partir des essais triaxiaux convention-
nels peut comporter de grandes incertitudes.

Afin d’étudier l'influence de la cohésion capillaire
sur le comportement du rideau, une simulation a été
effectuée en considérant une faible valeur de cette
cohesion (C = 1 kPa). Les résultats obtenus sont illus-
trés dans les figures 11a-11b et le tableau V. On
constate que cette diminution induit une augmentation
moyenne de la déformée du rideau (de 'ordre de 25 %
pour la valeur maximale) et du moment fléchissant (de
I'ordre de 30 % ppour la valeur maximale) et une aug-
mentation trés sensible des forces dans les butons (de
I'ardre de 150 %). Ces résultats montrent le rdle impor-
tant que joue la cohésion capillaire dans le calcul en
déformation des rideaux.

Conclusion

Dans cet article nous avons présenté les résultats
d’une expérimentation en vraie grandeur sur un rideau
de palplanche butonné qui a été chargé par excavation
et pression en surface et a été amené a |'état-limite par
réduction des forces de butonnage. La quantité et la
qualité des mesures réalisées sur cet ouvrage en font
un bon exemple pour la vérification des modeles utili-
sés dans le calcul des rideaux de souténement.

Une prediction de cette expérimentation a été réali-
sée a l'aide d'une modélisation par éléments finis avec
un modele élastique — parfaitement plastique utilisant
le critére de Mohr-Coulomb non associé. Cette prédic-
tion a montré que ce modeéle décrit correctement le
comportement du rideau dans les phases de fonction-
nement, a savoir I'excavation et le chargement en sur-
face. Des difficultés ont été rencontrées pour le calcul
de la premiere phase de chargement 4 cause de la
négligence de la perturbation induite par I'installation
du rideau. Une étude paramétrique a montré que les
predictions numériques sont particuliérement sensibles
au module d'Young et a la cohésion capillaire. Du fait
que ces parametres sont trés sensibles au remanie-
ment, il est recommandé de les déterminer a partir
d’essais in situ.
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Comportement mécanique
d'une paroi expérimentale
renforcée par clouage

Résume

Une paroi expérimentale renforcée par clouage a été
réalisée dans le cadre d'un chantier autoroutier. Cet
ouvrage, de 10 m de hauteur, a été instrumenté de
maniére a suivre I'évolution des déplacements et des
efforts mobilisés dans les clous au cours de sa
realisation. Les résultats indiquent que les déplacements
sont concentrés dans une zone proche du parement et
que les efforts, nettement inférieurs a la résistance des
barres, varient en fonction de la nature des terrains
traversés. Des calculs effectués par éléments finis
montrent que |'on peut raisonnablement prédire le
comportement de I'ouvrage.

Mechanical behaviour
of an experimental wall
reinforced by nailing

Abstract

An experimental wall reinforced by soil nailing was built in the
frame of highway works. This wall, of 10m high, was
instrumented in order to measure displacements and forces
mobilised in the nails during the construction. The results show
that displacements occur in the vicinity of the wall. Moreover
forces in the nails which are lower than the tensile strength,
depend on the mechanical characteristics of the encountered
soils. A finite element analysis allows for a proper modelling of
the mechanical behaviour of the wall.
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Introduction

Le développement croissant des infrastructures en
site urbain associé a la nécessité de limiter I'emprise
des ouvrages conduit fréquemment a assurer la stabi-
lité des talus d’excavation par clouage du sol. Bien que
ce procédé ait subi un essor considérable, le comporte-
ment mécanique des parois clouées n'est pas comple-
tement éclairci.

Durant ces derniéres années, les recherches se sont
intensifiées pour tenter d’'établir une description fidéle
du comportement mécanique d'un massif cloué. Indé-
pendamment des méthodes dites en déplacement
comme la méthode des éléments finis, les approches
actuelles reposent, pour la plupart, sur le principe du
calcul a la rupture. On distingue les méthodes basées
sur 'homogeénéisation du milieu constitué par le sol et
les clous (De Buhan, 1986 ; Anthoine, 1990) et celles qui
se concentrent sur la description de l'interaction sol-
clou au droit de la surface de rupture (Blondeau et al.,
1984; Pellet, 1993).

La validation de ces méthodes de calcul doit néces-
sairement passer par la confrontation des résultats
obtenus et des mesures réalisées sur des ouvrages judi-
cieusement instrumentés, réalisés en vraie grandeur.
Plusieurs ouvrages expérimentaux ont été réalisés
notamment en France, dans le cadre du projet CLOU-
TERRE (Schlosser et al., 1993), et en Allemagne (Gude-
hus, 1981; Géssler, 1987).

Dans le cadre de la réalisation d'une tranchée cou-
verte située sur le tracé de l'autoroute de contourne-
ment de la ville de Geneve, le Département des travaux
publics du canton de Genéve a décidé la construction
d’une paroi expérimentale renforcée par clouage. Cette
étude (Pellet et Egger, 1994) vise a améliorer la com-
préhension du comportement de ce type d’ouvrage,
dans le contexte géotechnique du bassin lémanicue, en
clarifiant le role joué par les clous et en tentant de
répondre aux questions essentielles suivantes :

- Quels sont les déplacements horizontaux d’une
paroi clouée ?
- Quels sont les tassements en surface ?

— Quelles sont les forces réellement mobilisées dans
les barres ?

Présentation de 'ouvrage

Situation et caractéristiques géometriques

L’ouvrage est une paroi clouée de 10m de hauteur
et de 32m de longueur. La plate-forme, qui se situe a
une cote altimétrique de 420,90 m, a une largeur de
12 m au droit du profil P 250. Le parement de la paroi a
un fruit de 1/10 (1 horizontal pour 10 vertical), et le ren-
forcement est assuré par six rangs de clous (Fig. 2).

En fin de réalisation, la plate-forme de |'ouvrage a
été surchargée par environ 2m de remblai mis en place
progressivement. La figure 1 montre une vue générale
de I'ouvrage terminé.
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~ #m61 Vue générale de I'ouvrage.
General view of the wall.

AR
Contexte géologique et hydrogéologique

Comme l'essentiel du bassin genevois, le site a été
modelé par la derniére grande glaciation de Wiirm.
Dans la zone de I'ouvrage, la campagne de reconnais-
sance a permis de mettre en évidence trois formations
distinctes dont les limites sont reportées a la figure 2.

La couche supérieure, peu cohérente et perméable,
est constituée de cailloutis de retraits wiirmiens. Il
s'agit de graviers de granulométrie moyenne se trou-
vant dans une matrice de sable gravillonneux de cou-
leur gris beige. La couche intermédiaire est constituée
de limon peu a moyennement argileux, souvent
sableux, renfermant de nombreux cailloux de taille
variable. Elle est relativement cohérente et imper-
méable. La couche inférieure dénommeée «alluvion
ancienne », est formée de cailloutis morainiques dans
une matrice de sable plus ou moins limoneux renfer-
mant des blocs épars de taille décimétrique. Cette for-
mation qui peut étre légérement cimentée présente une
assise de compacité élevée (Fig. 3). Du point de vue
hydrologique, signalons que la nappe phreéatique est
trés profonde et ne concerne pas la zone de 'ouvrage.

Plusieurs essais ont été réalisés in situ et en labora-
toire sur des échantillons prélevés. L'analyse des résul-
tats associée aux conclusions de la campagne de recon-
naissance préliminaire réalisée pour le projet ont
permis de définir les caractéristiques mécaniques des
matériaux retenues pour les calculs de stabilité de
l'ouvrage (tableau I).

Réalisation de I'ouvrage

L'ouvrage a été exécuté d'avril a juin 1994. L'exca-
vation, divisée en six étapes de hauteur variant entre
1,50m et 2,25 m, a été réalisée en continu sur toute la
longueur de 'ouvrage, lorsque la tenue du terrain le
permettait, et par plots alternés d’environ 5m de lon-
gueur dans le cas contraire. La durée moyenne d’une
etape d’excavation était d’environ une semaine.

Le parement est constitué d'une couche de béton
projeté ayant une épaisseur théorique de 15cm. I est
armé par deux nappes de treillis soudés.
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FIG. 2

Coupe transversale au profil 250.

Cross section at the profile 250.

Le renforcement est assuré par six rangs de clous
de longueur variant entre 5 et 10m (Fig. 2). Ces clous
sont disposés selon une maille rectangulaire, avec un
espacement vertical de 1,5m et un espacement hori-
zontal de 2m. Les barres sont mises en place dans des
forages de 114 mm de diameétre inclinés a 10 degrés,
puis injectées gravitairement a 1'aide d’un coulis de
ciment. Deux jours aprés leur mise en place, elles sont
réinjectées a l'aide d’un tube muni d’une manchette a
son extrémite, puis serrées 4 la clé dynamométrique a
une tension théorique de 50 kN.

Bien que la nappe phréatique soit située au-dessous
de l'ouvrage, une batterie de drains subhorizontaux et
de barbacanes a été mise en place pour évacuer d'éven-
tulles poches d’eau.

fG.3  Vue de la couche 3. A la fin de la réalisation de la paroi, une pause d’une
View of the layer 3. semaine a été observée. Le remblayage de la plate-
TAsteaU | Caractéristiques mécaniques des géomatériaux pour les calculs de stabilité,
Mechanical characteristics of geomaterials for stability analysis.
Peads volumique Cohésion
¥ [kN/m?) ¢ [kPa]
Couche 1
Sable et graviers 225 0-10 33
Couche 2
Moraine limoneuse 235 10-50 30
Couche 3
Alluvion ancienne 24,0 10-50 40
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forme s’est ensuite opéré au rythme d'une couche de
70cm d'épaisseur par semaine pour atteindre une hau-
teur de 2,10m. Le matériau utilisé est un mélange de
sable et gravier provenant directement du chantier.

Caractéristiques mécaniques
des matériaux de construction

Le béton projeté est dosé a 300kg/m®. Le coulis de
scellement est composé d'un mélange d’eau et de
ciment, dans un rapport E/C égal a 1, et d'un adjuvant
accelérateur de prise. Les essais en laboratoire, réalisés
a 28 jours sur des éprouvettes cylindriques, ont indiqué
les résistances a la compression simple suivantes:

-coulis o, ,, =52 MPa

~ béton projeté o_ ,, = 18 MPa

Les clous sont des barres Swiss Gewi de 20 mm de
diamétre dont les caractéristiques nominales sont les
suivantes:

- diametre D, = 20mm

- limite élastique 6, = 500 MPa

~ limite d’écoulement o, = 600 MPa
- module d’élasticité E = 210000 MPa
— déformation a la rupture €, = 20 %

Quatre essais d’arrachement, dont 1’'un sur une
barre instrumentée, ont été réalisés sur des clous de
longueurs scellées variables, mis en place dans la
couche de l'alluvion ancienne. Les résultats ont permis
d’estimer la résistance du scellement a 70 kN par meétre
linéaire de barre, pour une longueur scellée d’environ
2 m.

Programme expérimental
et dispositif d'auscultation

Le programme expérimental a consisté a mesurer
les déplacements horizontaux et verticaux (tassements)
ainsi que les efforts mobilisés dans les barres au cours
de la réalisation de l'ouvrage. Les mesures ont été faites
aprés chacune des six étapes d’excavation et a l'issue
des trois phases de remblayage de la plate-forme.

Mesures des déplacements

Quatorze cibles de nivellement (N1 a N14), repérées
a la figure 4, ont été placées sur la plate-forme et sur le
couronnement de la paroi. Les déplacements horizon-
taux de la paroi ont été mesurés par visées optiques sur
des réglettes fixées au parement par des supports
métalliques. La précision de ces mesures est de 'ordre
du millimétre. Quatre tubes inclinométriques (I1 4 14)
de 14m de profondeur chacun ont été mis en place a
partir de la plate-forme (Fig. 4). Trois sont implantés sur
le profil d’étude (P 250) et un se situe au profil P 238 a
un métre du couronnement de la paroi.
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~ AG4¢ Schéma d’implantation des repéres de
mesure en surface.
Reference marks for ground level
measurements.

Mesures des efforts mobilisés dans les barres

Sur le profil d’étude (P 250), les six rangs de clous
ont été instrumentés a l'aide de jauges d’extensométrie
collées sur les barres. Chaque barre est équipée d’une
paire de jauges disposée tous les métres linéaires, Les
deux jauges sont placées de fagon diamétralement
opposée et le montage électronique est réalisé en demi-
pont. On mesure ainsi la déformation axiale moyenne
de la section de barre au point considéré, ce qui per-
met de calculer 'effort normal mobilisé. Pour assurer
la précision des mesures, chaque barre a fait I’'objet
d’un étalonnage préalable en laboratoire.

Observation
du comportement de I'ouvrage

Déplacements de I'ouvrage

L'évolution dans le temps des déplacements hori-
zontaux et verticaux est respectivement représentée
aux figures 5 et 6, sur lesquelles I'avancement des tra-
vaux a été reporté. La situation précise des points de
mesure est indiquée a la figure 4.

Au cours de la réalisation de I'ouvrage, on observe
une augmentation graduelle des déplacements hori-
zontaux a mesure que la profondeur d’excavation
s'accroit (Fig. 5). Le déplacement maximal en téte de la
paroi (repére HN7) atteint 25 mm a I'issue de la derniére
étape d’excavation (mesure du 16 mai). Les vitesses de
déplacement qui étaient approximativement constantes
pour les cing premiéres étapes se réduisent considéra-
blement lors de la derniére étape en raison de la pré-
sence de la couche raide a la base de 'ouvrage (allu-
vion ancienne).

Les déplacements verticaux sur la plate-forme
subissent une évolution comparable a celle des dépla-
cements horizontaux (Fig. 6). Le tassement maximal,
mesuré sur le couronnement de la paroi (repére N7),
est de 22 mm. Il est obtenu a l'issue de la derniére étape
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d’excavation. A mesure que 'on s’éloigne de la paroi,
les tassements décroissent rapidement. A 1m de la
paroi, au droit de l'inclinométre 11 (repére N1), le tas-
sement maximal n’est plus que de 16 mm. A partir de
5m (repéres N2, N3), aucun tassement significatif n‘a
été enregistré.

Pour la période comprise entre la fin de I'excavation
de l'ouvrage et le début du chargement (du 16 au
31 mai), les déplacements mesurés ne se sont pas
accrus. On note au contraire un léger retour vers
I'arriére de la partie supérieure de la paroi, tandis que
les tassements se sont stabilisés. Le chargement de la
plate-forme, appliqué entre le 31 mai et le 14 juin, n'a
provoqué aucun accroissement des déplacements de
I'ouvrage.

Les déplacements de la paroi et du massif de sol a
l'issue de chacune des étapes de réalisation de
l'ouvrage sont représentés sur les figures 9a a 9g sur
lesquelles les limites des couches géologiques ont éga-
lement été reportées. Pour tenir compte des déplace-
ments survenus avant la pose des repéres, une correc-
tion par extrapolation linéaire des valeurs lues sur les
inclinomeétres a été réalisée,

L'examen des profils inclinométriques montre que
les déplacements décroissent avec la profondeur et
avec la distance au parement de l'ouvrage. La décrois-
sance des déplacements avec la profondeur est régu-
liere et confirme 'absence d'une surface de glissement.
On remarque cependant que, lors de la 3¢ étape d’exca-
vation, le recoupement de la couche molle (moraine

limoneuse) conduit a une légére perturbation dans le
profil des déplacements enregistrés sur l'inclinomeétre
I1. Le déplacement maximal enregistré sur l'inclino-
metre 11, qui est de 29 mm a la fin de 'excavation,
s’atténue rapidement a mesure que 'on s’éloigne du
parement.

Les déplacements mesurés sur la paroi elle-méme
décroissent aussi avec la profondeur. Cela indique un
mouvement de translation associé a une légére rotation
qui correspond a un basculement de la paroi vers 'aval.
La perturbation observée sur le profil inclinométrique
est encore plus évidente sur la paroi. Le déplacement a
ce niveau (B3) est légérement supérieur a celui du
niveau supérieur (B2). Le dernier niveau (B6) n'indique
aucun déplacement ce qui semble confirmer la raideur
de la couche inférieure.

- Y
Efforts mobilisés dans les barres

L’évolution des efforts maximaux mobilisés dans
chacune des barres en fonction du temps est représen-
tée a la figure 7. Chaque barre se mobilise trés rapide-
ment lors des étapes d’excavation qui suivent sa mise
en place ; au-dela, l'effort dans la barre se stabilise.
Durant la semaine de pause qui suit I'excavation, un
léger déchargement des barres supérieures (B1 et B2),
parfaitement conforme aux déplacements mesurés, est
observé. Notons que les trois phases successives de
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~ fAe7 Evolution des efforts maximaux dans les barres en fonction du temps.
Evolution of the maximal forces in the bolts with respect to time.
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chargement de la plate-forme, n’ont provoqué aucune
augmentation substantielle des efforts dans les barres.

La distribution des efforts normaux mobilisés dans
les barres au cours de I'excavation de l'ouvrage est
indiquée aux figures 10a a 10g. Les limites des couches
géologiques sont également reportées.

La mise en tension progressive de la premiére barre
conduit lors de la troisiéme et de la quatriéme étape
d’excavation a une distribution approximativement
constante de I'effort normal. A partir de la cmqu:eme
etape on observe un point de traction maximal situé a
3,5m du parement qui s’éléve a 80 kN. Cet effort n"aug-
mente plus lors des étapes d’excavation suivantes. Sur
cette barre, un nombre important de jauges de défor-
mation se sont détériorées réduisant & trois le nombre
de jauges opérationnelles a la fin de I’essai. Notons
cependant que les trois points de mesures restants
encadrent I'effort normal maximal. La deuxiéme barre
est rapidement mise en tension. L'effort normal dont la
valeur maximale est obtenue a la c1nqu1eme étape
d’excavation, atteint 73 kN. Cet effort décroit & mesure
que I'on s’éloigne du parement. Sur cette barre, le point
de tension maximal est situé a proximité du parement.

La troisiéme barre, mise en place dans la couche
molle de moraine limoneuse, est extrémement peu
chargée comparativement aux deux precedentes La
distribution de I'effort normal dont le maximum atteint
19kN est approximativement constante le long de la
barre. La quatriéme barre, quant a elle, est mise en
place partiellement dans la couche raide d’alluvions
anciennes et partiellement dans la couche molle
(moraine limoneuse). L'effort important (61 kN) enre-
gistré a proximité du parement, chute brutalement au
droit de l'interface de ces deux couches.

La cinquiéme barre est, elle aussi, relativement
chargée. L'effort maximal atteinte 42 kN & proximité du
parement. Comme pour la précédente, une brutale
chute de I'effort normal est observée a 1,5m du pare-
ment. La sixieme demeure relativement peu chargée ce
qui semble logique compte tenu qu’aucune étape
d’excavation n’a suivi sa mise en place.

2 =389
Synthese des mesures

L'analyse de l'auscultation de I'ouvrage montre que
la quasi-totalité des déplacements se sont produits lors
de la realisation de I'ouvrage en raison du déconfine-
ment consécutif a I'excavation. Le déplacement hori-
zontal maximal en téte de paroi atteint environ 3 %. de
la hauteur ce qui est comparable aux observations
faites sur d’autres ouvrages (Clouterre, 1991). Les
déplacements horizontaux et verticaux du massif de sol
s’atténuent rapidement a mesure que 1'on s’éloigne de
la paroi. A 5 m du parement, au droit de I'inclinométre
12, le déplacement horizontal mesuré en surface ne
représente plus que 35 % du déplacement de la téte de
la paroi. A 10m, au droit de I'inclinométre 13, les dépla-
cements horizontaux et verticaux sont insignifiants.
L’application de la surcharge n’a produit aucun dépla-
cement supplémentaire significatif.

La distribution des efforts dans les barres est
conforme aux observations faites sur d’autres
ouvrages. Les efforts maximaux sont localisés non loin
du parement. Les valeurs maximales mesurées dans les
barres supérieures, représentent environ 45 % de leur

résistance a la traction (respectivement 80 kN et
180KkN). Le frottement mobilisé au contact barre-terrain
ne dépasse pas 30kN/m, dans l'alluvion ancienne soit,
43 % de la résistance a I'arrachement.

Modélisation du comportement
de I'ouvrage par la méthode
des éléments finis

(= 2
Introduction

Une analyse numérique par la méthode des élé-
ments finis a été entreprise pour modéliser le compor-
tement de I'ouvrage.

Les calculs ont été réalisés a l'aide du programme
EFEMER du Laboratoire de Mécanique des Roches de
I'EPFL. 1l s’agit d'un programme en élasto-plasticité qui
permet de simuler une excavation en modifiant les
caractéristiques des matériaux au cours du calcul (Dudt
et Pellet, 1989). Les calculs ont été réalisés en déforma-
tions planes. Le maillage de I'ouvrage qui est repre-
senté a la figure 8, comprend 667 nceuds qu1 définis-
sent 616 éléments de surface. Les caractéristiques
géomécaniques retenues aprées observation de la tenue
des terrains lors de I'excavation de I'ouvrage sont résu-
mées au tableau IL.

Les clous sont représentés par des éléments-barres
qui, dans le cas particulier, correspondent & des
plaques de rigidité axiale équivalente. Les caractéris-
tiques retenues sont les suivantes:

— module d’élasticité E = 210000 MPA ;
—section A =1,57.10"* m?;
—effort a la rupture F = 180 kN.

La paroi elle-méme, constituée de béton projeté et
de treillis d’armature, est représentée par des éléments-
poutre dont les rigidités sont les suivantes:

- rigidité axiale EA = 3,70,106 kN ;
- rigidité a la flexion EI = 3,0.10% kN.m2

Les calculs ont été réalisés pour les six étapes
d’excavation et les trois phases de remblayage. Afin de
représenter au mieux le processus de réalisation de
I'ouvrage, chaque étape d’excavation a été divisée selon
les sous-étapes suivantes:

—annulation des éléments excavés: 1 pas de calcul;

— activation des éléments de poutre (revétement):
3 pas de calcul;

— activation des éléments de barre: calcul jusqu’a
convergernce.

Comparaison des déplacements calculés
et mesurés

Les déplacements calculés lors de chacune des
étapes sont représentés aux figures 9a a 9g.

2
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Partie excavée
. Maillage de l'ouvrage.
Finite element mesh.

Lors des premiéres étapes, une bonne concordance A mesure que |'excavation progresse, le déplace-
entre valeurs mesurées et valeurs calculées est obser- ment calculé en téte devient inférieur a la valeur mesu-
vée. A l'issue de la deuxiéme étape les déplacements rée. L'écart maximal est observé a l'issue de la sixiéme
calculés et mesurés en téte de paroi sont respective- étape d’excavation ou le déplacement calculé est de
ment de 10 et 12mm. En arriére, au droit des inclino- 15 mm tandis que la valeur mesurée atteint 25 mm. Sur
metres I1 et 12, situés respectivement @ Tm et a 5m de la hauteur de la paroi les déplacements s’accordent
la paroi, les déplacements calculés et mesurés en sur- mieux a l'exception de la zone située entre 6 et 8m
face sont a peu pres équivalents. (barres B2 et B3) ol les déplacements calculés sont net-

' TaBiEAuNl | Caractéristiques mécaniques des géomatériaux pour le calcul par éléments finis.
Mechanical characteristics of geomaterials for finite element analysis.

Couche 1
Sable et graviers 225 5000 5 3
Couche 2
Moraine limoneuse 235 12000 10 30
Couche 3
5 6 Alluvion ancienne 240 30000 50 40
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Measured and calculated displacements after Measured and calculated displacements after
the 3rd excavation stage. the 4th excavation stage.
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Déplacements calculés et mesurés a 'issue
de la 5° étape d’excavation.

Déplacements calculés et mesurés a I'issue

 dela6® étape d’excavation.
Measured and calculated displacements after Measured and calculated displacements after
the 5th excavation stage. the 6th excavation stage.
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fis.9g Déplacements calculés et mesurés aprés
I'application de la surcharge.
Measured and calculated displacements after

the overloading.

tement supérieurs aux valeurs mesurées. A la base de
I'ouvrage, dans la couche raide d’alluvions anciennes,
la concordance des déplacements est relativement
bonne.

L’allure générale de la déformée calculée de la paroi
montre des irrégularités dues a la flexion que subit
chaque trongon de paroi immédiatement aprés sa mise
en place. Ces irrégularités sont particuliérement mar-
quées lorsque l'ouvrage traverse la couche molle
(reperes B2 et B3).

La concordance des déplacements dans le massif de
sol au droit de l'inclinometre 11 est satisfaisante a
I'exception du déplacement en surface dont la valeur
mesurée a l'issue de la sixiéme étape d’excavation est
de 29 mm contre 17 mm calculé. Plus en arriére sur
lI'inclinomeétre 12, les profils de déplacements calculés
et mesurés coincident relativement bien. Le tassement
mesuré de la téte de la paroi est de 22 mm alors que la
valeur calculée est de 17 mm. Comme les mesures 'ont
mis en évidence, le calcul confirme que l'application de
la surcharge ne provoque pas d’augmentation notable
des déplacements.

2,00 1 :

0,00 t —
0,00 5,00 10,00 13,00

~ me.i6a Efforts calculés et mesurés a I'issue de la
1" étape d’excavation.
Measured and calculated forces after the 1st
excavation stage.

Comparaisons des efforts calculés
et mesures

Les distributions des efforts mobilisés dans les
barres lors des phases successives d’excavation sont
représentées aux figures 10a a 10b.

Pour la premiére barre (B1) la valeur maximale de
'effort en fin d’excavation est nettement inférieure a la
valeur mesurée. Lorsque la surcharge est appliquée,
I'écart se réduit respectivement 80 kKN mesuré contre
58kN calculé. Le calcul indique un point d’effort maxi-
mal plus proche du parement que celui mis en évi-
dence par les mesures.

Pour la deuxiéeme barre (B2) I'écart entre les efforts
maximaux mesurés et calculés est moindre. La valeur
calculée a l'issue de la sixiéme étape d'excavation est
de 53 kN contre 71 kN mesurée. L.'application de la sur-
charge provoque une augmentation de l'effort calculé
inférieur a celui observé pour la premiére barre.
L'effort maximal est localisé a environ 1,5 m du pare-
ment.

La distribution des efforts calculés pour la troisieme
barre (B3) laisse apparaitre des efforts nettement supé-
rieurs aux valeurs mesurées. Le calcul indique un effort
maximal de 55 kN apreés 'application de la surcharge,
alors que la valeur mesurée n'est que de 23 kN. Cela
pourrait étre d a une insuffisance d’adhérence liée a
la mauvaise qualité de la couche traversée (couche 2)
que le calcul ne prend pas en compte. On admet en
effet, une adhérence parfaite entre la barre et le terrain.

A l'inverse de la barre précédente, les efforts calcu-
lés dans la quatriéeme barre (B4) sont inférieurs aux
valeurs mesurées. L'effort maximal, enregistré a I'issue
de la sixieme étape, est localisé 2 2m du parement. Il
est de 20kN alors que la mesure indique 53 kN,

La cinquieme barre demeure relativement peu char-
gée. L'effort maximal calculé est de 20 kN pour une
valeur mesurée de 41 kN, La sixiéeme barre mise en
place aprés 'achevement de I'excavation est, elle aussi,
trés peu sollicitée. On enregistre 21 kN aprés 'applica-
tion de la surcharge alors que le calcul indique 7 kN.

En résumeé, les écarts entre efforts calculés et mesu-
rés sont plus faibles pour les barres supérieures que

0,00 - . i e .
0,00 5,00 10,00 15,00

~ me10e Efforts calculés et mesurés a l'issue de la
2¢ étape d’excavation.
Measured and calculated forces after the 2nd
excavation stage.
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FG.10c  Efforts calculés et mesurés a I'issue de la
3¢ étape d'excavation.
Measured and calculated forces after the 3rd
excavation stage.
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Fic.10d/ Efforts calculés et mesurés a I'issue de la
4¢ étape d’excavation.
Measured and calculated forces after the 4th
excavation stage.

0,00 5,00 10,00 15,00

Efforts calculés et mesurés a l'issue de la
5° étape d’excavation.

Measured and calculated forces after the 5th
excavation stage.

FIG. 10

Laley

50 kN

15,00

AG. 10f

Efforts calculés et mesurés 2 I'issue de ]a
6¢ étape d’excavation.

Measured and calculated forces after the 6th
excavation stage.

B .
0,00 ‘
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fiG.103 . Efforts calculés et mesurés aprés
I"application de la surcharge.
Measured and calculated forces after the
overloading.

pour les barres inférieures. De maniére générale, on
observe des distributions d’efforts similaires indiquant
une décroissance des efforts 4 mesure gue l'on
s’eloigne du parement.

Conclusion

L’analyse des résultats de I'instrumentation de
I'ouvrage a permis de préciser son comportement
meécanique au cours des différentes étapes de réalisa-
tion. Les déplacements horizontaux et verticaux sont
concentreés a proximité du parement dans une zone qui
s’étend sur une distance environ égale & la moitié de la
hauteur de l'ouvrage. Au-dela les déplacements sont
insignifiants. Les efforts maximaux mesurés dans les
barres sont de I'ordre de la moitié de leur résistance 3
la traction et le frottement mobilisé est nettement infé-
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rieur au frottement limite. L'application d’une sur-
charge de hauteur équivalant au cinquieme de la hau-
teur de l'ouvrage ne provoque aucune augmentation
substantielle des déplacements de la paroi ni des efforts
mobilisés dans les barres.

L’analyse numérique du comportement de
I'ouvrage par la méthode des éléments finis a montré
qu’en dépit de la simplicité du modéle de comporte-
ment, on peut raisonnablement estimer les déplace-

ments et les efforts dans les clous de ce type
d’ouvrages.
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