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CONVENTIONS POUR LES REFERENCES BIBLIOGRAPHIQUES

Les références bibliographiques sont abrégées [Xyz12], ou "Xyz" sont les premicres
lettres du premier auteur et "12" les deux derniers chiffres de l'année de parution de
l'article ou du livre. Pour différencier deux références identiques, on ajoutera les lettres a,
b, ¢, etc. Par exemple, on écrira [Xyzl12a], [Xyz12b].

Quand la référence fait partie de la structure grammaticale de la phrase (ex.
"D'apres [Xyzl12],...") ou figure juste apres le nom de l'auteur, elle est alignée sur le
texte. Sinon, elle est notée en exposant (ex. "Des travaux récents "*'*! ont montré

que...").

Le lecteur trouvera a la fin de cette thése la liste compléte des références
bibliographiques.



MODELISATION DU COMPORTEMENT D'OUVRAGES COMPOSITES
SOL-GEOSYNTHETIQUE PAR ELEMENTS DISCRETS - APPLICATION
AUX ANCRAGES EN TRANCHEES EN TETE DE TALUS

Chapitre 1. Modélisation discréte des matériaux granulaires

Chapitre 2. Ancrage des géosynthétiques sur pente en téte de talus
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Chapitre 5. Modélisation discréte d'essais d'ancrage et validation

Chapitre 6. Etude paramétrique

Chapitre 7. Modélisation analytique et dimensionnement

Résumé

De nombreux ouvrages géotechniques sont réalisés en associant a un sol des nappes
polyméres appelées géosynthétiques. Leur comportement mécanique est largement régi
par les mécanismes d'interface sol-géosynthétique - avec d'importants déplacements
relatifs - et caractérisé par une grande déformabilité. Les approches de type "milieu
continu" posant dans ce cas des problémes importants, on propose une modélisation par la
méthode des ¢éléments discrets (DEM), dans laquelle le sol est représenté par un
assemblage de particules bidimensionnelles. Si la DEM permet bien de résoudre certains
des problémes rencontrés par les approches de type "milieu continu”, elle pose aussi de
nouvelles questions. Comment caler les paramétres micromécaniques du mode¢le (lois de
contact entre particules) quand le comportement du sol est exclusivement caractérisé a
I'échelle macroscopique ? Et comment modéliser un géosynthétique avec des ¢léments
initialement destinés a 1'étude des milieux granulaires ? Pour répondre a la premiére
question, nous proposons ici une approche par "analogie macroscopique". Des essais
biaxiaux de compression sont simulés pour calibrer le mod¢le, déduire des lois d'échelle,
et déterminer des paramétres micromécaniques tels que le comportement macroscopique
induit approche celui du sol réel. Faute de réponse satisfaisante a la deuxiéme question,
nous développons un modele spécifiquement destiné a simuler le comportement des
géosynthétiques (modeéle DSEM). Le couplage DEM-DSEM peut ensuite étre appliqué a
I'¢tude des ancrages géosynthétiques en tranchées, ouvrages pour lesquels des méthodes
de dimensionnement fiables font défaut. On montre par comparaison avec des essais en
vraie grandeur que les résultats des simulations sont satisfaisants tant sur le plan qualitatif
que quantitatif. L'analyse des mécanismes de rupture simulés permet d'expliquer les
déficiences des méthodes de dimensionnement actuelles et, finalement, de proposer des
expressions analytiques mieux adaptées.

Mots clés : Eléments discrets, essai biaxial, comportement macroscopique, composite
sol-géosynthétique, géosynthétique, tranchée d'ancrage, rupture, dimensionnement.



DISCRETE ELEMENT MODELING OF COMPOSITES
SOIL-GEOSYNTHETICS STRUCTURES — APPLICATION TO TRENCH
ANCHORAGES AT THE TOP OF SLOPES

Chapter 1. Discrete modelling of granular materials

Chapter 2. Geosynthetic anchorages at the top of slopes

Chapter 3. Simulating the macroscopic behaviour of a soil

Chapter 4. Modelling inclusions — Development of a specific model
Chapter 5. Discrete modelling of pull-out tests and validation
Chapter 6. Parametric study

Chapter 7. Analytical modelling and design

Abstract

Many earthworks associate a soil with polymeric sheets called "geosynthetics". The
behaviour of such structures is largely governed by the mechanisms that occur at the soil-
geosynthetic interfaces — with large relative displacements — and is characterized by a
high deformability. Continuous approaches face major issues for the modelling of such
structures. That is why we propose to model them using a discrete element method (DEM).
In the DEM, the soil is simulated as a bidimensional particles assembly. It simplifies many
problems encountered by the continuous approaches, but causes new problems to be
solved. How to choose the micromechanical parameters of the model (contact laws) when
the soil is characterised at the macroscopic scale only ? And how to model a geosynthetic
sheet with elements dedicated to the modelling of granular materials ? To answer the first
question, we propose an approach based on the concept of "macroscopic analogy".
Biaxial compression tests are simulated to calibrate the model, to deduce scaling laws,
and to select DEM parameters so that the macroscopic behaviour of the soil is correctly
simulated. Due to the lack of satisfying answers for the second question, a numerical
model is developed specifically to simulate the behaviour of geosynthetics (DSEM). By
coupling the DEM and the DSEM, we can study soil-geosynthetic structures. The case of
geosynthetic anchor trenches, for which reliable design methods are required, is studied
by this mean. The comparison between the simulations and true-scale pull-out tests shows
that the proposed modelling can give good results, both qualitatively and quantitatively.
The analysis of the failure mechanisms highlights the shortcomings of current design
methods and, finally allows us to propose a set of equations for the design of anchor
trenches.

Key-words : Discrete elements, biaxial test, macroscopic behaviour, gosynthetic,
composite system, geosynthetic, anchor trench, failure, design.






Introduction générale

L'usage des géosynthétiques se généralise depuis les années soixante dans le
domaine de la géotechnique. Il s'agit de nappes polymeéres qui sont généralement
associées au sol pour des applications aussi variées que la filtration, la protection, le
renforcement, le drainage, 1'étanchéité. Leur caractére multifonctionnel, leur faible
colit, et leur facilité de mise en ceuvre sont a l'origine de leur succés. L'importance
de la recherche dans ce domaine — dont le LIRIGM est un des principaux acteurs
frangais — tient au fait que l'emploi des géosynthétiques dans les ouvrages en terre
aboutit a des structures complexes, dont la conception est fondamentalement
différente de celle des ouvrages antérieurs.

L'étude expérimentale des structures mixtes sol-géosynthétiques mobilise
des moyens trés importants, si bien que I'on dispose généralement de peu
d'informations sur le comportement des ouvrages. De ce fait, la simulation
numérique est une voie de recherche a développer, puisque elle est susceptible de
fournir plus d'informations a moindre cofit. Cependant, la plupart des systémes
mixtes sol-inclusion sont particuliérement difficiles a modéliser. Cela est di en
particulier a la complexité des mécanismes d'interface par lesquels les efforts sont
transmis d'un composant a l'autre. Une difficulté supplémentaire découle, dans le
cas d'inclusions géosynthétiques, de la grande déformabilité des ouvrages. Par
ailleurs, la prise en compte des multiples discontinuités reste problématique dans les
méthodes numériques basées sur la théorie des milieux continus.

Il se trouve que des méthodes numériques relativement récentes permettent
d'envisager la simulation numérique sous un angle nouveau. Il s'agit de méthodes de
type éléments discrets (DEM), qui permettent de simuler le sol comme un milieu
effectivement discontinu composé de grains en interaction. Du fait de leur nature
"discrete", ces méthodes présentent un intérét potentiel pour 1'étude des ouvrages
sol-géosynthétique. Pourtant, si les méthodes DEM sont fréquemment utilisées pour
simuler des essais de laboratoire, les exemples d'application a 1'échelle de 1'ouvrage
sont trées peu nombreux. Ceci est assez compréhensible si l'on considére la
perplexité du modélisateur qui doit définir des lois d'interaction entre grains, alors
que sa connaissance de l'ouvrage se limite au comportement macroscopique des
différents matériaux.

La résolution de ces problémes de définition des lois de contact constitue
le premier objectif du travail de thése. On proposera une méthodologie globale pour
la modélisation discréte en deux dimensions des ouvrages sol-géosynthétique.

Cette méthodologie doit permettre — c'est le deuxiéme objectif — d'étudier
le comportement des ancrages en tranchées. Ces ouvrages sont utilisés pour assurer



la stabilité des dispositifs d'étanchéité par géosynthétiques sur pentes. Les ancrages
en tranchées sont préférés aux ancrages droits pour des raisons économiques
(réduction de l'emprise au sol), mais aboutissent a des géométries complexes pour
lesquelles aucune méthode de dimensionnement ne semble réellement adaptée. On
attend de la modélisation une meilleure compréhension des mécanismes de rupture,
afin d'expliquer la déficience des méthodes de dimensionnement actuelles et de les
améliorer.

Les travaux effectués au cours de la thése pour réaliser ces objectifs
comprennent notamment :

- la modélisation d'essais de compression biaxiale en deux dimensions
par la méthode des ¢éléments discrets (logiciel PFC2D) ;

- la définition d'une méthodologie de calage des paramétres, basée sur
I'étude paramétrique de l'essai biaxial modélisé et sur la théorie de l'analyse
dimensionnelle. Nous avons opté pour une approche par analogie macroscopique,
dans laquelle le réalisme des lois de contact entre grains n'est pas requis. Seule
compte leur capacité a induire dans 1'assemblage de grains simulé un comportement
macroscopique comparable a celui du sol réel ;

- le développement — et l'implémentation dans PFC2D — d'un modéle
numérique (DSEM) permettant de simuler le comportement d'une inclusion en
interaction avec un milieu granulaire. Le DSEM a été développé en partant du
constat que les ¢éléments disponibles dans PFC2D ¢étaient mal adaptés a la
modélisation des inclusions ;

I'implémentation de méthodes d'analyse des résultats, notamment une
méthode permettant de visualiser les déformations a I'échelle d'un grain et la
localisation de la rupture;

- la réalisation d'essais d'ancrage en vraie grandeur (collaboration avec le
CEMAGREF Bordeaux), pour une premiere approche empirique des phénomeénes et
pour l'acquisition de données susceptibles de valider la modélisation ;

- la simulation d'essais d'extraction sur des ancrages en tranchées, la
validation par rapport aux essais en vraie grandeur, et I'étude paramétrique ;

- le développement de modéles analytiques de type « équilibre limite »
donnant des expressions de la force d'ancrage mobilisable, avec des hypothéses
basées sur les résultats des simulations. Les expressions obtenues permettent de
déterminer la résistance d'un ancrage de géométrie donnée, en fonction des
propriétés du sol et de l'interface, elles ont été validées par rapport aux résultats des
essais et des simulations.

Ce mémoire comprend sept chapitres regroupés en trois parties :

Partie 1. Bibliographie

Au chapitre 1, on présente le principe de la méthode des éléments discrets,
les hypothéses, et la méthode de résolution numérique. On discute également, a
partir des exemples de la littérature, les différentes méthodes de simulation discréte
d'essais de compression biaxiale.

Le chapitre 2 introduit la problématique des ancrages en tranchées. Il
donne un apergu général des problémes posés lors de la conception des systémes



Bibliographie / Modélisation discréte des milieux granulaires

d'étanchéité géosynthétiques sur pente (DEG), puis détaille les approches existantes
pour le dimensionnement des tranchées.

Partie 2. Développements méthodologiques et numériques

Le chapitre 3 est dédié au calage des lois de contact par rapport & un sol
réel a simuler. Ce passage du « micro » au « macro » repose sur les résultats des
simulations d'essais biaxiaux, dont on vérifie au préalable la représentativité. Les
résultats sont interprétés dans le cadre de 1'analyse dimensionnelle.

On examine ensuite (chapitre 4) la possibilité de simuler le comportement
de nappes géosynthétiques a partir des seuls éléments disponibles dans PFC2D. On
propose le modé¢le alternatif DSEM qui, couplé avec PFC2D, permet de simuler le
comportement d'ouvrages composites sol-géosynthétique.

Partie 3. Etude des ancrages en téte de talus
L'approche proposée est validée au chapitre 5 par comparaison avec les
essais d'ancrages en vraie grandeur.

L'étude paramétrique est présentée au chapitre 6. Elle met en évidence
certains mécanismes caractéristiques de la déformation et de la rupture des ancrages
en tranchées. Les résultats permettent également une analyse critique des
hypothéses formulées dans les différentes méthodes de dimensionnement existantes.

On développe au chapitre 7 des formulations analytiques permettant de
prévoir la capacité d'ancrage des tranchées. On discute ensuite leur utilisation dans
le cadre du dimensionnement.






Partie 1.

Etude bibliographique

Cette partie pose les bases bibliographiques du travail de thése. Les deux chapitres
qui la composent introduisent respectivement les problématiques des parties 2 et 3.

Chapitre 1. Modélisation discrete des matériaux granulaires

Ce chapitre est consacré a la modélisation bidimensionnelle du comportement des
sols, par les méthodes dites « par éléments discrets » (DEM). Aprés un bref rappel
du contexte d'émergence des méthodes discrétes, on présente en détails la méthode
DEM utilisée et ses hypothéses spécifiques (code de calcul commercial PFC2D). On
montre, a partir d'exemples de la littérature, que cette méthode permet de simuler
des essais élémentaires sur matériaux granulaires. Les théories d'homogénéisation
sont rapidement évoquées dans la derniére partie.

Chapitre 2. Ancrage des géosynthétiques sur pente en téte de talus

On décrit les propriétés des matériaux géosynthétiques et on introduit la
problématique de la stabilité des dispositifs géosynthétiques sur pente. On montre
en particulier 1'intérét des ancrages en tranchées en téte de talus. On propose une
synthése des recherches antérieures sur le comportement de ces ancrages et on
présente les méthodes utilisées pour les dimensionner.






Chapitre 1

Modélisation discrete des matériaux

1.1. Introduction

1.2. Evolution des modéles en mécanique des sols

1.3. Méthode des éléments discrets (DEM)

1.3.1 Lois du mouvement

1.3.2 Lois de contact

1.3.3 Conditions de convergence

1.4. Simulation du comportement des milieux granulaires denses
1.4.1 Généralités

1.4.2 Quasi-staticité

1.4.3 Simulations de compressions biaxiales

1.4.4 Volume élémentaire représentatif et variabilité des résultats
1.5. Homogénéisation dans les milieux granulaires

1.5.1 Principe de la démarche

1.5.2 Homogénéisation cinématique appliquée a un grain

1.6. Conclusion

1.1. Introduction

Malgré leur nature discontinue, les sols sont généralement étudiés dans le cadre de
la mécanique des milieux continus, avec I'hypothése que 1'échelle d'observation est
trés supérieure a la taille des grains. Récemment, s'est développée une approche
micromécanique visant a décrire le comportement des sols (et des matériaux
granulaires en général) en se basant sur leur nature discontinue. Se sont ainsi
développés différentes méthodes numériques capables de simuler le comportement
d'assemblages de particules.

L'objectif de ce chapitre est d'introduire I’une de ces méthodes, la
« méthode des éléments discrets » (DEMI), qui sera utilisée par la suite pour étudier
le comportement des ancrages géosynthétiques en téte de talus. La DEM est basée
en grande partie sur les travaux de P. Cundall. Elle simule les interactions — au
niveau des contacts — dans un ensemble de particules dont les déplacements sont
régis par le principe fondamental de la dynamique. L'application de la DEM en deux
dimensions a conduit au développement du code de calcul commercial PFC2D
(édité par Itasca), utilisé pour nos simulations.

Dans la DEM, le comportement du matériau simulé dépend principalement
des paramétres des lois de contact entre les éléments. A l'inverse, les mécaniciens
des sols savent essentiellement mesurer des propriétés macroscopiques telles que la

De l'anglais "Discrete Element Method"
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cohésion et l'angle de frottement. Le modélisateur qui cherche a simuler le
comportement d'un sol se trouve donc assez démuni lorsqu'il s'agit de choisir les
paramétres du modéle : un changement d'échelle est nécessaire. Face a ce probleme,
nous adopterons dans la suite (chapitre 3) une méthode basée sur la simulation
d'essais élémentaires. Mais, plus généralement, la problématique du changement
d'échelle est a replacer dans le contexte de 1'homogénéisation dans les milieux
granulaires.

Aprés un bref rappel du contexte d'émergence des méthodes discrétes
(section 1.2), on présentera en détail la méthode DEM utilisée et ses hypothéses
spécifiques (section 1.3). On montrera ensuite, a partir d'exemples de la littérature,
comment des essais ¢lémentaires sont simulés pour étudier le comportement des
matériaux granulaires denses. Cela permettra de mettre en évidence certains aspects
spécifiques des méthodes discrétes. Les théories d'homogénéisation seront
rapidement évoquées dans la derniére partie.

1.2. Evolution des modeles en mécanique des sols

Au cours du XX siécle, la modélisation du comportement des sols a évolué
progressivement. Assimilée au début du siécle a un probléme d'élasticité linéaire ou
d'équilibre limite suivant des lignes de glissement prédéfinies, la question du
comportement du sol est devenue une discipline scientifique a part entiére dans le
deuxiéme quart du siécle, avec notamment l'apparition de la notion de contrainte

effective dans les travaux de Terzaghi [©*7°),

La généralisation des essais triaxiaux (fig. 1.1) a permis dans le troisiéme
quart du siecle le développement de lois de cornporternent1 ¢lasto-plastiques,
souvent dérivées elles-mémes des lois de comportement des métaux. Le
comportement macroscopique du sol est alors vu comme une évolution allant de la
phase élastique vers la rupture — avec contractance et écrouissage durcissant ou
dilatance et écrouissage radoucissant — puis vers I'état critique.

Les lois de comportement se sont ensuite multipliées, souvent de fagon
concurrente, jusqu'a la fin du siécle, pour décrire des comportements de plus en plus
complexes (comportement cyclique, anisotopie,...), tandis que les méthodes
d'analyse par éléments finis se généralisaient. Du méme coup, le nombre de
paramétres intervenant dans ces lois est allé lui aussi croissant, sans que ces
parameétres aient toujours un sens physique bien défini. Cette profusion a creusé
d'aprés certains auteurs *°?! un fossé de plus en plus profond entre la communauté
des chercheurs et les praticiens du génie civil, justifiant aux yeux de ces derniers
une certaine désinvolture vis-a-vis de la caractérisation du comportement.

L'utilisation de méthodes discrétes en mécanique des sols constitue une des
nouveautés majeures des dernic¢res décennies. Le sol n'est plus considéré comme un
milieu continu, dont le comportement serait décrit a 1'échelle du volume élémentaire
représentatif, mais bien comme un ensemble de particules interagissant par des
forces de contact. En étudiant les mécanismes se produisant a 1'échelle des grains, la
micromécanique des milieux granulaires tend a considérer 1'évolution
macroscopique comme la conséquence d'un ensemble d'événements se produisant a
I'échelle micro. Du point de vue analytique, cela se traduit par les théories
d'homogénéisation. Elles pourraient se révéler trés avantageuses si elles
permettaient a l'avenir une caractérisation du comportement basée sur quelques

Relation incrémentale ou non entre les contraintes et les déformations dans un volume élémentaire.



Bibliographie / Modélisation discréte des milieux granulaires

parameétres physiques (tels que la granulométrie, la compacité, etc.) plutdt que sur
un vaste ensemble de paramétres au sens parfois incertain. Du point de vue de la
simulation numérique, des méthodes discrétes, telles que celle initiée par Cundall
[Cun79], sont apparues. Une de leurs forces est de reproduire des aspects complexes
du comportement des sols (section 1.4.1) moyennant des lois de contact
extrémement simples entre les grains.

Les méthodes numériques discrétes sont a priori bien adaptées pour étudier
les ouvrages dont le comportement dépend en grande partie de la présence de
discontinuités (tels que les systémes sol-géosynthétiques). Reste qu'a I'heure
actuelle, et probablement pour longtemps, les moyens informatiques ne permettent
pas de simuler de fagon réaliste dans un ouvrage 1'ensemble des particules de sol,
trop nombreuses et de formes trop complexes. L'application des méthodes discrétes
a la modélisation d'ouvrages reste donc un probléme largement ouvert, auquel nous
avons tenté, au cours de cette thése d'apporter des ¢éléments de réponse.

02— 01
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fig. 1.1. Principe de l'essai triaxial de révolution (a gauche) et évolution typique du
déviateur appliqué (o; - ;) et du volume de I'échantillon (a droite) en fonction de la

déformation axiale et de la compacité initiale.

1.3. Méthode des éléments discrets (DEM)

Nous ne ferons pas la liste exhaustive des méthodes numériques dédiées aux
milieux granulaires. On se limite ici au cas de la DEM en deux dimensions telle
qu'elle est implémentée dans le code commercial PFC2D (Particule Flow Code in
two Dimensions) édité par ITASCA [Ita97] : le milieu granulaire est assimilé a un
ensemble de grains circulaires indéformables pouvant s'interpénétrer au voisinage
des contacts. L'application de la DEM a la modélisation des milieux granulaires a
été initialement proposée par Cundall et Strack [Cun79].

Pour mémoire, on signale qu'il existe une approche sensiblement
différente, dite "dynamique des contacts", dans laquelle on considére des particules
strictement indéformables, y compris au niveau des contacts. Dans ces méthodes, il
n'y a donc aucune élasticité du matériau. On pourra se reporter pour plus de détails
a [Rad95] ou [Jea99].
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1.3.1 Lois du mouvement

Le milieu granulaire est représent¢é par un assemblage de particules
bidimensionnelles, assimilables a un empilement de disques ou de rouleaux. Dans
I'assemblage, une particule y quelconque est caractérisée a tout instant par sa
position y;, sa vitesse en translation y,, et en rotation 6,. En connaissant les rayons

des particules, on peut donc établir a un instant donné une liste des contacts — deux
particules étant en contact si la distance entre les centres est inférieure a la somme
des rayons. Pour chaque contact, on calcule 1'effort exercé entre les particules en
fonction des lois de contact (détaillées dans la suite). Le torseur {F;; M;} résultant
des forces de contact sur la particule y entraine une accélération en translation et en
rotation suivant le principe fondamental de la dynamique. Si l'on note mp la masse
de I'élément et Ip son moment d'inertie, on a :

yi:E/mD (1.1)

.o M. /I
03 3/D (1.2)

La position des particules, qui évolue au cours de la simulation, est
déterminée a intervalles de temps Az. Pour cela, les accélérations j, et 6 sont

intégrées suivant le schéma en différences finies centrées du premier ordre traduit
dans les équations (1.3) a (1.6). Dans les équations, un indice aprés une expression
entre crochets désigne l'instant auquel l'expression est évaluée. Cette méthode
d'intégration fait I'hypothése que les vitesses et les accélérations sont constantes sur
chaque intervalle de temps.

] =0 ]+l ] ¢

(1.3)
0] =10] 0+ (0], < (1)
] =l ]+l ] e (15)
0] =l0.],+16.].0 < (16)

Entre chaque calcul des déplacements, les forces entre particules sont
re-calculées en tenant compte des nouvelles positions. On dispose alors d'un
systéme de forces de contact a jour pour le pas de temps suivant. Le concept de cet
algorithme est illustré dans la figure 1.2. On peut traiter par cette méthode des
problémes dynamiques ou le temps apparait comme un parameétre pertinent. Dans
notre cas cependant, le temps n'aura généralement pas de sens précis. Les itérations
ont pour role essentiel de faire converger le systéme vers un état d'équilibre
statique.

_10_
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Nouvelles positions et nouveaux contacts

\4

Lois du mouvement Lois efforts-déplacements
appliquées a chaque appliquées a chaque contact
particule a partir des forces suivant les lois locales

et moments résultants

Efforts sur chaque particule

fig. 1.2. Principales étapes d'un cycle de calcul dans la DEM.

1.3.2 Lois de contact

1.3.2.1 Raideur des contacts

Dans les méthodes DEM ou les particules sont supposées déformables, on définit la
composante normale f, de la force de contact entre deux particules comme une
fonction de la distance entre les centres. La déformation réelle des particules étant
extrémement complexe, on la prend en compte de fagon globale par une légére
interpénétration d, au niveau du contact (fig. 1.3a), c'est I'approche "soft contact".
Si le coefficient de frottement n'est pas nul, la force de contact comporte également
une composante tangentielle notée f,, définie comme une fonction du déplacement
tangentiel rela‘[ifl d;. Ces lois de contact permettent le calcul des efforts intervenant
dans les expressions (1.1) et (1.2). Il existe plusieurs types de lois de contact, dont
les deux les plus répandus sont présentés ci-dessous.

Contacts de Hertz-Mindlin

La loi de contact de Hertz-Mindlin est une relation non-linéaire basée sur la théorie
de Mindlin et Deresiewisz [Min53]. Elle traduit la déformation de deux sphéres
¢élastiques de rayon 7, en fonction du module de cisaillement G et du coefficient de
Poisson v du matériau qui les constitue. Les raideurs normales et tangentielles
correspondantes sont définies par :

v _GJZiﬂZ

= = 1.7
"Tdd) 1-v (7

- af, 2.(G2 x3(1- V).l")%
‘dd,) 2-v

S5 (1.8)

Une telle définition du comportement du contact est coliteuse en temps de
calcul (les raideurs doivent étre calculées a chaque pas de temps). Des calculs
comparatifs [Cun88] ont montré que les lois a raideur constante, moins coliteuses,
aboutissaient a un comportement équivalent a 1'échelle macroscopique.

Le déplacement tangentiel relatif est la composante tangentiel du déplacement relatif entre deux points
matériels, appartenant chacun a 'une des deux particules et initialement confondus avec le point de contact. Ce
déplacement résulte donc, par définition, a la fois des translations et des rotations des particules.

- 11 -
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Contacts a raideur constante

Cette fois, le contact est assimilé a deux ressorts de raideurs constantes (fig. 1.3b).
L'effort normal est défini par

=k .d
f.=k,d, (1.9)
et I'effort tangentiel est calculé de maniére incrémentale a chaque pas de temps, en
fonction de l'incrément Ad,, suivant

Af =k Ad
\, =k, .Ad, (1.10)

1.3.2.2 Frottement de Coulomb

Pour les matériaux purement frottants, la résistance des contacts est définie par une
loi de frottement de Coulomb. La force tangenticlle est limitée a une valeur
dépendante de l'effort normal suivant l'équation ( 1.11 ), ou u est l'angle de

frottement intergranulaire.

|| < f,-tan(u,)

(1.11)

En l'absence d'adhésion, f, ne peut étre négatif (cas de la traction). Si deux
grains initialement en contact s'écartent, le contact est perdu et plus aucun effort ne
s'exerce entre eux.

1.3.2.3 Contacts cohésifs

Il est également possible d'attribuer aux contacts une résistance indépendante de f,,
que nous assimilerons a une adhésion entre les grains. Elle est caractérisée par
I'effort maximum en cisaillement R,, qui se substitue au frottement, et la résistance
en traction R,. Si l'une ou l'autre de ces forces est dépassée, la liaison est détruite,
au sens ou il n’y a plus d'adhésion entre les grains. Mais le contact lui méme n'est
perdu que si f,< 0 (c’est a dire s’il est en traction). Sinon, le frottement
intergranulaire reprend aussitdt effet et u, définit la résistance au cisaillement

suivant 'équation (1.11).

+

-

../. .
_-direction normale

dn contact frottant ou °
cohésif Pl

(a) (b)

fig. 1.3. (a) Déformée de deux grains par chevauchement. (b) Modéle de contact.

-12 -
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1.3.3 Conditions de convergence

1.3.3.1 Pas de temps critique

La résolution numérique étant basée sur une discrétisation du temps, la convergence
du calcul vers une solution stable est conditionnée par la valeur du pas de temps At,
qui ne doit pas étre trop importante. Un pas de temps critique At.; est évalué
automatiquement au début de chaque cycle. Pour cela, la période propre de chaque
particule est calculée suivant chaque degré de liberté, en supposant que les degrés
de liberté sont indépendants. On détermine pour chaque degré de liberté i la raideur
équivalente K; des contacts qui entourent 1'élément. Az, est finalement obtenu en
prenant une fraction S de la plus petite période propre obtenue sur l'ensemble des
particules. Cette opération se traduit par 1'équation (1.12) ou I'exposant n correspond
a la numérotation des éléments et i va de 1 a 3 (m,"=m,"=mp", m;"=Ip", et K;" est la
raideur rotationnelle).

At =Sxmin (\/ m; /K,.” ) (1.12)

1.3.3.2 Amortissement non-visqueux

Toute action sur l'assemblage génére une onde qui se propage ensuite dans tout le
modele. Pour des ondes de faible amplitude, le milieu se comporte de fagon
purement élastique, le frottement ne dissipe pas d'énergie et les ondes sont piégées
indéfiniment. Pour éviter ce phénomeéne, qui perturbe la résolution, les itérations
prennent en compte un amortissement. PFC2D utilise un amortissement dit "non
visqueux" (par opposition aux méthodes plus anciennes qui attribuent une viscosité
a chaque contact), dont le principe est décrit par Cundall [Cun87]. Pour le
mouvement de translation, l'expression du systéme (1.1) est modifiée en remplagant
F;par F obtenu par la relation :

Fd

(i) =F-D,,

Fy|sign(ig,)) (1)

sign(a)=-1 sia<0
sign(a)=1 sia>0
sign(a)=0 sia=0

Pour le mouvement de rotation, la formulation est identique, en remplacant
F; par M; et p,; par 0; D, est le coefficient d'amortissement, grandeur

adimensionnelle, comprise entre 0 et 1. Concretement, quand la résultante des
efforts sur une particule s'oppose au mouvement, elle est multipliée par (1+D,),
mais si la résultante est motrice, elle est multipliée par (1-D,). L'amortissement non
visqueux n'est pas un parametre du modéle physique, il est donc indispensable qu'il
n'influence pas le résultat des simulations (voir section 3.4.2).

_13_
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1.4. Simulation du comportement des milieux granulaires denses

1.4.1 Généralités

Le modele DEM est conceptuellement assez proche des matériaux modéles
constitués de rouleaux de Schneebeli1 (modéle en 2D) ou de billes de verre (modele
en 3D). Les matériaux modeles sont largement utilisés pour étudier les origines
microscopiques du comportement des milieux granulaires. On peut citer dans ce
cadre les travaux précurseurs de Dantu, notamment 1'étude par photoélasticité des
réseaux de forces entre particules °*"7). Un intérét majeur des simulations, par
rapport aux essais sur matériaux modeles, réside dans l'acces direct a I'ensemble des
variables micromécaniques. De ce fait, les simulations discrétes sont rapidement
apparues comme une alternative intéressante aux expérimentations sur matériaux

\ ; Bar91; 1
modeles [Cun79; Bar91; Wa96].

Plusieurs aspects phénoménologiques caractéristiques des matériaux
granulaires ont pu étre reproduits dans des simulations DEM :

« Le mode¢le donne des résultats en accord avec le concept d'état critique
[Mah96].

2

o La localisation des déformations en bandes de cisaillement a pu étre

[Bar91; Iwa96],
obtenue ;

o Les résultats des simulations sont largement influencés par le chemin de
sollicitation ~ [€w¥%: 1en89] " de  facon comparable aux résultats
expérimentaux ™M™ dy fait notamment de l'anisotropie induite;

+ Le phénoméne de liquéfaction sous chargement cyclique a été reproduit
[Ng94].

b

o Des phénoménes de type stick-slip a 1'échelle macroscopique ont été

mis en évidence Mo,

La comparaison directe des résultats expérimentaux et numériques reste
néanmoins délicate : la configuration initiale des grains, qui joue un rdle important,
est difficilement reproductible. Les auteurs ayant malgré tout cherché a reproduire
directement des essais de laboratoire — sur empilements réguliers [©5'0%"]
aléatoires ™71 — parviennent a obtenir d'assez bonnes correspondances.

ou

1.4.2 Quasi-staticité

En mécanique des sols, le comportement des matériaux est généralement décrit par
des lois indépendantes du temps. Il est par ailleurs admis qu'on peut mesurer par des
essais triaxiaux des caractéristiques indépendantes de la vitesse de chargement, du
moins tant que celle ci est suffisamment lente. Assez logiquement donc, on peut
attendre d'un modéle numérique qu'il respecte cette indépendance par rapport au
temps. Dans la DEM cependant, le temps est un parameétre important, sans lequel
aucun calcul ne serait possible. Les modélisateurs cherchent souvent a résoudre
cette contradiction en invoquant le caractére "quasi-statique" des évolutions

Modele analogique constitué par empilement de rouleaux perpendiculaires au plan de l'étude, initialement
proposé par G. Schneebeli [Sch56].

-14 -
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simulées. Nous allons discuter ce terme, en gardant a I'esprit que l'objectif est
d'obtenir des résultats indépendants de la vitesse de chargement.

Dans [Eve00], la notion de quasi-staticité est associée a celle de
"déformation lente". Ce qui sous-entend que — comme dans les sols — il existe une
gamme de vitesses de chargement dans laquelle le résultat ne dépend plus (ou de
fagon négligeable) de la vitesse.

Dans sa définition exacte, la quasi-staticité caractérise une évolution faite
d'une suite continue d'états d'équilibre statique. Cette définition est en accord avec
I'objectif visé : 1'équilibre statique d'un systéme ne dépend pas du temps, une
évolution strictement quasi-statique est donc une suite d'états indépendants du
temps. La quasi-staticité est de ce fait une condition suffisante pour l'existence
d'une loi de comportement indépendante du temps.

Les simulations de [Com01b] ont montré que la quasi-staticité pouvait étre
rigoureusement vérifiée (quasi-staticité "stricte") tant que le chargement appliqué
sur un assemblage de grains frottants n'était pas trop important. Cependant, comme
le souligne l'auteur, certains travaux [FYe?3: Kim93: Joe91l mottent en doute I'existence
d'un régime strictement quasi-statique dans le domaine des grandes déformations.
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fig. 1.4. Résultat d'un essai triaxial sur une gravette roulée.

Pour illustrer cette non-staticité en grandes déformations, nous
reproduisons dans la figure 1.4 le résultat d'un essai triaxial de révolution sur une
gravette rouléel, réalisé par nos soins au laboratoire. L'échantillon contient environ
500 grains. On constate que la contrainte axiale chute brutalement de facon
épisodique. Ces chutes sont souvent accompagnées de craquements (signalés par
des fléches sur la figure), ce qui implique l'existence de phénoménes dynamiques
transitoires. Des phénomenes similaires sont observés dans les expérimentations sur
billes de verres; ils sont assimilables d'aprés [Eve01] a des événements dynamiques,
par définition dépendants du temps, mais dont la durée et l'amplitude sont
indépendants de la vitesse d'essai.

Essai réalisé sur une éprouvette de diaméetre 0,07 m et de hauteur 0,15 m. Diameétre des grains compris entre
10 mm et 12,5 mm. Vitesse d'écrasement de 0,1 mm/min jusqu'a ¢,,=0,06 et 0,5 mm/min ensuite.
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Aprés ce constat, il convient de reconsidérer l'importance de la
quasi-staticité stricte. C'est une condition suffisante pour que le comportement
global soit indépendant du temps, mais ce ne semble pas étre une condition
nécessaire. Dans la suite de ce travail, on cherchera uniquement a obtenir des
résultats qui peuvent étre considérés indépendants de la vitesse de chargement. Une
évolution simulée sera qualifiée de quasi-statique, au sens large cette fois, deés lors
qu'elle vérifiera cette propriété.

1.4.3 Simulations de compressions biaxiales

De nombreux auteurs ont simulé des essais de compression biaxiale (fig. 1.5) ou
triaxiale sur des assemblages granulaires denses pour étudier leur évolution
quasi-statique sous contraintes. Ce type de simulations permet une description
phénoménologique des mécanismes de déformation [€om'% Ped%l par ailleurs — et
c'est ce qui nous concerne plus directement — les forces et les déplacements aux
limites de 1'échantillon permettent une caractérisation macroscopique du
comportement. De tels résultats sont donc parfois invoqués pour valider les théories
d'homogénéisation B*#8,

La grande diversité des conditions de simulation fait que les résultats des
différents auteurs sont rarement comparables. On s'attache dans cette partic a
souligner les différents choix de simulation possibles et leurs implications
(signalons a ce sujet I'importance du travail de Combe [ComO1la]). On se limitera au
cas des modélisations discrétes en deux dimensions, puisque c'est le contexte dans
lequel nos travaux ont été effectués.

1.4.3.1 Granulométrie

Quand les grains ont tous la méme taille, I'assemblage est dit monodisperse ; dans le
cas contraire, on parlera d'assemblages polydisperses. De nombreux exemples
montrent que les assemblages monodisperses ont un comportement singulier
[0Su02a; Die89: Ant95] _ gyec notamment une forte anisotropie et des hétérogénéités
macroscopiques — les particules ayant tendance a s'organiser spontanément en
motifs réguliers “** La plupart des auteurs étudient donc de préférence des
assemblages polydisperses, dont le comportement est jugé plus représentatif de
celui d'un sol.

Certains auteurs ont proposé de simuler les grains par des assemblages de
plusieurs éléments discrets (M7 Del03: 0Sw02al "¢ heyvent étudier par ce moyen
I'influence de la forme et de 1'éventuelle fracturation des grains sur le comportement
macroscopique. Les angles de frottement macroscopique obtenus avec ce type
d'assemblages sont généralement plus élevés qu'avec des grains simples.

1.4.3.2 Mise en place

La méthode d'obtention d'un état dense a une importance cruciale dans les
simulations discrétes. Pour les simulations basées sur des empilements réguliers, la
procédure de mise en place est extrémement simple 1°5"*". Mais, comme on vient
de le dire, le comportement d'un tel assemblage n'est pas représentatif de celui d'un
sol.
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(a) (b) (c)

fig. 1.5. Echantillons utilisés pour simuler la compression biaxiale. (a) Conditions aux
limites périodiques de [Ng94]; (b) conditions aux limites de type parois rigides de
[Hua99]; (c) conditions aux limites de type membrane de [Bar91].

L'alternative consiste a effectuer une procédure de mise en place
comportant une partie aléatoire. On dispose alors de deux méthodes de base,
desquelles dérivent un grand nombre de variantes :

o .. [Che88; Nou99; Mor00
« déposition gravitaire [Che8s: Nouss: Mor00],

« positionnement aléatoire dans un volume défini a l'avance ™M ou
disposition réguliére suivie d'un brassage aléatoire [©™'*  puis
compactage par réduction du volume disponible ou grossissement des

grains.

La premicre des deux méthodes nécessite généralement un réajustement de
la surface libre aux dimensions de I'échantillon, 'homogénéité de I'échantillon n'est
donc pas assurée. Elle aboutit par ailleurs a des distributions de contact fortement

anisotropes ("],

Les procédures de mise en place de la littérature permettent rarement
d'ajuster précisément la compacité finale des arrangements. Les auteurs considérent
le plus souvent que la compacité est un résultat difficilement modifiable de la
méthode de compactage adoptée. Certains auteurs signalent néanmoins — pour une
procédure de compactage donnée — que la compacité obtenue dépend du coefficient
de frottement entre les grains M6 ™% Quand la compacité maximale est
recherchée, comme dans [ComOla], il semble avantageux d'effectuer la mise en
place sans frottement intergranulaire.

1.4.3.3 Contréle des conditions aux limites

Les conditions aux limites (fig. 1.5) sont généralement contrdlées par la position de
parois rigides qui déterminent le contour de 1'échantillon. On cherche la plupart du
temps a maintenir une contrainte latérale o; constante tandis que le chargement est
imposé par déplacement des parois hautes et basses [€/88: Mah96: Ant93]

Le contréle de o; requiert une procédure d'asservissement des parois
latérales qui soit capable de s'adapter a des transitions rapides a l'intérieur de
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I'échantillon, notamment au moment de la rupture. Il semble que, sur ce point, les
procédures visant a simuler de fagon réaliste le comportement dynamique des parois
(en tenant compte de leur inertie), posent quelques problémes, surtout si
I'écrasement est rapide 4°!. L'asservissement purement numérique proposé dans
[1ta97] semble plus performant. Il est basé sur le calcul a chaque pas de temps du
déplacement permettant de compenser exactement la différence entre la valeur
effective et la valeur de consigne de o.

La rigidité des parois a tendance a homogénéiser la déformation dans
I'échantillon. Dans certains travaux dédiés a 1'étude de la localisation, on trouve des
parois latérales souples *®" ™3 De telles conditions aux limites s'apparentent
aux conditions classiques d'un essai triaxial de révolution avec une membrane. Les
auteurs montrent qu'elles favorisent effectivement la localisation de la déformation
en bandes de cisaillement.

Signalons que les parois rigides présentent l'inconvénient de perturber
I'organisation de la structure granulaire, forgant notamment une plus grande porosité
au voisinage des bords. Pour éliminer ces effets de bord, on trouve dans la
littérature des simulations réalisées avec des conditions aux limites périodiques
[CunS8] * Ce procédé est utilisé en particulier quand les échantillons contiennent peu
de grains. Il présente cependant l'inconvénient de contraindre la localisation de la
déformation : une bande de cisaillement ne peut se former que si elle respecte la

périodicité [“m01,

1.4.3.4 Mode de chargement

La plupart du temps, le chargement est effectué par l'intermédiaire des parois haute
et basse. On impose le plus souvent la déformation axiale ¢, plutdét que la
contrainte oy, ce qui permet d'étudier le comportement post-rupture.

Dans les premiers temps, certains modélisateurs ont cherché a appliquer
des chargements par paliers successifs pour assurer une quasi-staticité stricte
[Cun88: Bar9l] Entre chaque palier, on attend que le systéme atteigne un état jugé
suffisamment proche de 1'équilibre statique. On peut cependant mettre en doute
I'intérét d'une telle procédure, puisque la quasi-staticité n'est pas vérifiée entre deux
paliers successifs.

Pour optimiser les temps de calcul, il semble préférable d'éviter les
perturbations créées par les arréts/reprises de I'écrasement et d'imposer une vitesse
de déformation constante. Ceci revient a rechercher perpétuellement un état
d'équilibre qui ne sera jamais réellement atteint, puisque les conditions aux limites
évoluent en méme temps que le systéme s'équilibre. Une telle procédure implique
que l'écrasement est suffisamment lent pour que le systéme soit a tout moment
proche d'un état d'équilibre.

En pratique, les auteurs se référent souvent a des parametres internes du
code de calcul pour attester de la proximité avec 1’état d’équilibre et justifier le
choix de la vitesse de sollicitation. Cependant, les travaux sont souvent présentés
sans que soit réellement explicité le critére de choix. Nous essayerons pour notre
part d'apporter des précisions sur ce point au chapitre 3.
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1.4.4 Volume élémentaire représentatif et variabilité des résultats

Les mécaniciens des sols supposent depuis longtemps (section 1.2) que le
comportement d'un sol peut étre assimilé a celui d'un milieu continu dont le
comportement est défini, en chaque point, par une loi macroscopique en contraintes-
déformations. Ils considérent généralement que ceci n'est vrai que si l'on s'intéresse
a un volume comportant un nombre de grains suffisant. Vient alors un probléme de
définition : qu'entend-on par « suffisant »? Cette question est particulierement
cruciale, puisque l'on cherche a caractériser le comportement macroscopique

d'assemblages en conditions biaxiales.

Une question similaire se pose dans les théories d'homogénéisation de
milieux hétérogeénes. On introduit généralement dans ce cas la notion de volume
élémentaire représentatif (VER). Le VER est — d'aprés la définition de [CamO1] —
un volume pour lequel il est possible de déterminer une loi de comportement unique
reliant les contraintes aux déformations. Cette définition du VER implique que le
comportement macroscopique d'un échantillon est purement déterministe dés lors
que sa taille est supérieure a celle du VER.

Avant de montrer que cette définition est difficilement applicable dans le
cadre de simulations discrétes, soulignons une différence fondamentale entre
I'approche « milieu continu » et I'approche « milieu discret » :

o dans un probléme de type « milieu continu » avec des conditions aux
limites et une rhéologie donnée, on admet généralement l'existence
d'une solution exacte unique. On cherche alors a I'approximer au mieux,
au moyen par exemple d'une méthode en ¢éléments finis (E.F.). De ce
fait, les différences entre deux résultats E.F. ne seront jamais dues qu'a
des erreurs d'approximation plus ou moins grandes liées a la finesse du
maillage, au type d'élément utilisé, etc ;

« supposons maintenant que le méme probléme aux limites est traité avec
une approche discréte. Si I'arrangement des grains est aléatoire, il existe
une multitude de configurations initiales différentes, et autant de
solutions « exactes ». Pour chaque configuration initiale, la méthode
numérique fournie donc une approximation de la solution exacte
correspondante. La variabilité des résultats est donc, en définitive,
inhérente a l'approche discrete, indépendamment des erreurs liées a la
méthode de résolution.

Dans ce contexte, une définition du VER basée sur I'unicité de
comportement revient a exclure son existence. Pourtant, la dispersion des courbes
o-¢ diminue avec le nombre d'éléments (généralement admis). Et par ailleurs, des
travaux récents [COm01% ComOIPlont montré qu'il existait un comportement
asymptotique dans la limite des grands systémes (a condition que les contacts soient
frottants). En prenant en compte cet aspect, on peut considérer que le VER existe
mais qu'il est de taille infinie. Ceci ne résout pas la question du nombre de grains
suffisant.

Ce constat a conduit de nombreux auteurs, expérimentateurs ou
numériciens, a caractériser le volume élémentaire représentatif par le fait que les
différences étaient négligeables d'un essai — ou d'un calcul — a l'autre. On considére
généralement dans ce cas que l'échantillon doit étre composé d'au moins 1000

grains Mah96]
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Il existe cependant des définitions différentes du VER, dont celle proposée
par Evesque [Eve01]. Construite par analogie avec les lois de la thermodynamique,
cette définition intégre naturellement l'aspect aléatoire du comportement. Dans cette
approche, le comportement d'un échantillon plus grand que le VER peut trés bien
étre extrémement variable. En revanche, sa moyenne statistique doit &tre
indépendante de la taille de 1'échantillon et sa dispersion suivre une loi normale.
Dans ce cadre et en deux dimensions, Evesque prévoit que 1'écart type de résultats
obtenus sur un échantillon de taille L diminue proportionnellement a \/f/_L , avec &

la taille du VER.

Signalons qu'une telle évolution de I'écart type était également suggérée
dans [Cha00]. Nous proposions alors une proportionnalité de l'écart type vis-a-vis
de /&'/L par analogie avec l'intégration d'une variable aléatoire sur un domaine de

surface proportionnelle a L*, &' représentait la distance d'auto-corrélation de la
variable.

Dans [EveO1], différentes méthodes d'estimation de la taille du VER
montrent que ¢ est compris entre un et trois diamétres de grain (soit environ 10
grains dans le VER). Par ailleurs, les résultats expérimentaux de Calvetti et al.
[Cal97] montrent que I'homogénéisation cinématique1 appliquée a un assemblage de
rouleaux donne des résultats satisfaisants quand le volume contient
approximativement 15 rouleaux.

L'approche probabiliste de la question du VER semble la plus pertinente.
Elle revient a admettre la dispersion des résultats comme un aspect tout a fait
normal du comportement du milieu granulaire, et non comme une erreur due a la
méthode de calcul ou a un trop faible nombre de grains. Une simulation compléte
(génération des grains, compactage, écrasement) fournit donc seulement un résultat
parmi 1’infinité des possibles. La dispersion étant d’autant plus grande que le
nombre de grains est faible. Ceci n'exclut pas pour autant l'existence de biais
systématiques, dépendants du nombre de grains, liés a d'éventuels effets de bord
(section 3.4.1.2).

Dans la suite de ce travail, on supposera qu'il existe toujours une loi de
comportement asymptotique dans la limite des grands systémes. Et l'objectif des
simulations biaxiales sera de donner une approximation satisfaisante de 1'asymptote.

1.5. Homogénéisation dans les milieux granulaires

1.5.1 Principe de la démarche

L'homogénéisation vise a établir un lien entre le comportement macroscopique d'un
échantillon et les mécanismes de déformation et de rupture qui se produisent a
I'échelle des grains. Cette démarche est donc susceptible d'apporter des éléments de
réponse a la question du choix des paramétres. Bien que les approches puissent
différer d'un auteur a l'autre, le principe de I'homogénéisation est généralement
celui schématisé par Cambou et al. [Cam95] (fig. 1.6).

Calcul des déformations a partir des déplacements des rouleaux, voir section suivante.
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loi constitutive macroscopique

€ij - - Gij
déformations contraintes
homogénéisation localisation homogénéisation localisation
Analyse cinematique Analyse statique

J

U loi constitutive F
i micromécanique !

-

déplacement relatif
aux points de contact

forces de contact

fig. 1.6. Principe de I'homogénéisation dans les milieux granulaires d'aprés Cambou
[Cam95].

Le probléme a ét¢ longtemps cantonné au cas de 1’élasticité et des petites
déformations. Les études les plus anciennes considérent le cas des arrangements
réguliers, dont la géométrie particuliére permet une analyse mathématique simple
[Der3s: Duf39: Make7] * yes modéles d'arrangements aléatoires sont apparus plus tard
Baigs: Chas8] 1 es phénoménes d’ouverture ou de glissement des contacts ont
été introduits récemment [Fm% P hour étendre  1'homogénéisation au
comportement plastique. A terme, on peut imaginer — et c'est l'objectif — une
modélisation englobant la rupture et les grandes déformations.

[Jen87; Wal87;

Bon nombre de ces travaux formulent des hypothéses proches ou englobant
celles de la DEM : particules rondes ou sphériques, contacts élastiques avec
frottement de Coulomb. Leurs résultats peuvent donc en principe donner une
solution analytique pour le passage du "macro" au "micro" dans la DEM.
Cependant, 1'état actuel de ces recherches ne semble pas suffisant pour assurer un
calage précis et fiable du modeéle, en particulier pour les paramétres de résistance.
Certaines relations données dans la littérature seront tout de méme évoquées au fil
du chapitre 3, dédié¢ au probléme du calage des parametres. Elles permettront de
mettre en évidence des tendances, et de fixer des ordres de grandeur.

1.5.2 Homogénéisation cinématique appliquée a un grain

On présente ici une méthode proposée par Lanier et al. [Lan95] pour mettre en
évidence les mécanismes ¢lémentaires de déformation d'un milieu granulaire. Nous
I'avons implémenté dans PFC2D, pour visualiser le développement de la rupture
dans les ouvrages étudiés. L'approche consiste a associer a chaque grain un tenseur
de déformations qui caractérise la déformation de son "voisinage".

Le voisinage en question est défini en utilisant une Tessalisation de
Voronoi : on détermine pour chaque grain une cellule de Voronoi, plus petit
polygone vérifiant les deux conditions suivantes :

o le grain est contenu dans le polygone;

o chaque c6té du polygone correspond a I'axe radical du grain étudié et
d'un grain voisin (fig. 1.7).
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On considére ensuite un deuxiéme polygone, dont les sommets sont les
centres des grains associés aux différents c6tés de la cellule de Voronoi; on définit
ainsi un domaine polygonal Dzy de surface Sry et un contour Cry de longueur Lyy.

(),

---- cellule de voronoi

(A) = {M\ MP4=MP3}
—— polygone associé

(@) (b)

fig. 1.7. (a) : Définition de l'axe radical entre deux grains; (b) : Définition des grains

"voisins" par tessalisation de Voronoi.

La déformation macroscopique associée au grain central est ensuite
obtenue en utilisant l'approche proposée par Cundall et al. [Cun82] pour un
ensemble de grains de taille quelconque. Le gradient de déplacement moyen du
milieu continu équivalent contenu dans S7y est calculé suivant

1 1
<u,, >=— [u, . dS=— [u,.n, dL (1.14)

v Dry v Cry

ou u est le champ de déplacement et n; la normale unitaire du contour (I'égalité des
deux expressions découle du théoréme de Gauss). En supposant que u; varie
linéairement entre deux sommets, la deuxiéme formulation permet de calculer le
gradient de déplacement moyen en connaissant uniquement les déplacements des
sommets (donc des grains voisins). On obtient finalement le tenseur des
déformations équivalent en prenant la partie symétrique de <u; > :

1
€. =5.(< u,, >+<u,, >) (1.15)

Une fois ce calcul effectué pour tous les grains, on peut représenter les
résultats sous une forme graphique. Dans [Lan95], on dispose a la place de chaque
grain un carré de taille proportionnelle & une grandeur scalaire caractérisant
l'intensité de la déformation (typiquement la partie déviatoire). Ce procédé permet
notamment de visualiser les bandes de cisaillements, comme dans la figure 1.8. La
procédure que nous avons implémentée dans PFC2D est tout a fait comparable, elle
permettra d'analyser les résultats des simulations (chapitres 5 et 6).
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I:I + 16.50529 %

scale/x (10%% [ mm)

fig. 1.8. Hétérogénéité des déformations locales (composante déviatoire) au sein d'un
empilement de rouleaux comprimé verticalement. Chaque rouleau est représenté par un
carré de taille proportionnelle a la déformation qui lui est associée (d'aprés [Cal97]).
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1.6. Conclusion

Le modele DEM implémenté dans le logiciel PFC2D a été présenté. 11 modélise le
sol comme un ensemble de grains en contact. Les mod¢les de ce type offrent de
nouvelles possibilités pour la modélisation du comportement des sols, mais posent
des problémes en terme de calage : les paramétres locaux des lois de contact ne
peuvent pas étre déduits directement des grandeurs macroscopiques expérimentales.
Leur utilisation en modélisation d'ouvrages reste de ce fait assez rare.

Les méthodes DEM ont été surtout utilisées jusqu'a présent pour simuler
des essais élémentaires; le plus souvent, il s'agit d'essais de compression biaxiale.
Ces simulations peuvent fournir des informations macroscopiques sur le
comportement des assemblages. Elles permettent ainsi un passage direct du "micro"
au "macro", mais n'apportent pas de réponse explicite pour le calage des parametres,
qui nécessite de passer du "macro" au "micro".

Les théories d'homogénéisation trouvent en revanche ici une application
directe, puisque elles sont supposées établir des équivalences micro-macro. Mais
leur développement actuel ne permet pas un calage suffisamment fiable, en
particulier pour les paramétres définissant le critére de rupture.

Le choix des paramétres DEM reste donc un probléme ouvert, auquel il
faudra nécessairement trouver une solution si l'on veut simuler le comportement
d'ouvrages géotechniques. On proposera au chapitre 3 une démarche pseudo-
empirique, basée sur l'analyse dimensionnelle et la simulation d'essais biaxiaux.
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Chapitre 2

Ancrage des géosynthétiques sur pentes

2.1. Introduction

2.2, Géosynthétiques
2.2.1  Généralités
2.2.2  Caractérisation du comportement mécanique

2.3. Dispositifs d'étanchéité par géosynthétiques et ancrage
2.3.1 Dispositif d'étanchéité par géosynthétique
2.3.2 Stabilité

2.4, Modélisations expérimentales et numériques
2.4.1  Ancrages modéles en milieu confiné
2.4.2 Banc d'ancrage en vraie grandeur du CEMAGREF - Bordeaux

2.5. Modélisation analytique et dimensionnement
2.5.1  Généralités

2.5.2 Hypotheses communes a tous les auteurs

2.5.3 Hypothéses propres a chaque auteur

2.5.4  Application numérique

2.6. Conclusion

2.1. Introduction

Les ancrages sont des ¢léments de structure souvent indispensables a la stabilité des
dispositifs d'étanchéité par géosynthétiques sur pentes (DEG). Pour des raisons
d'ordre économique, on réalise fréquemment des tranchées d'ancrage, qui occupent
— a résistance équivalente — moins d'espace que des ancrages droits. L'extrémité de
la nappe géosynthétique est disposée dans la tranchée, qui est ensuite remblayée et
compactée. De tels dispositifs posent de réels problémes de dimensionnement, les
mécanismes associés a ce type d'ancrages étant mal connus.

Ce chapitre traite de la stabilité des DEG en général, et de la conception
des ancrages en particulier. Nous définirons les matériaux géosynthétiques et nous
présenterons le principe de leur utilisation dans les dispositifs d'étanchéité sur
pente. On montrera que les DEG sont en général soumis a des sollicitations qui
tendent a entrainer I'ensemble du systéme vers le bas, ce qui justifiera I'importance
des ancrages au sommet des pentes

On présentera les méthodes, expérimentales ou numériques, employées
dans les travaux antérieurs pour étudier le comportement des ancrages en tranchées.
On détaillera notamment le principe du banc d'ancrage en vraie grandeur développé
au CEMAGREF-Bordeaux B0 grace auquel nous avons réalisé les essais en vraie
grandeur "% Enfin, on proposera une synthése des méthodes de dimensionnement
existantes en insistant sur leurs hypothéses respectives.
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2.2. Géosynthétiques

2.2.1 Généralités

On appelle "géosynthétique" toute nappe polymérique utilisée en contact avec le sol
ou la roche, ou dans toute autre application en géotechnique ou en génie civil. La
plupart des géosynthétiques sont des matériaux synthétiques, mais certains sont
fabriqués a partir d'éléments naturels tels que des fibres végétales.

Leur utilisation a commencé a se généraliser dans les années soixantes,
pour assurer des fonctions de renforcement des sols, de drainage, de protection, de
filtration, ou d'imperméabilisation (fig. 2.1). Rapidement, la distinction a été faite
entre deux grandes classes de géosynthétiques :

+ Les géomembranes (Gmb), nappes imperméables destinées a assurer
une étanchéité ;

o Les géotextiles (GTX), pour les autres applications précédemment
citées.

D'autres produits dérivés sont apparus depuis (géoespaceurs, géogrilles) et
ont été rassemblés sous le terme génériques "produits apparentés".

|

Drainage de la partie amont Drainage par drains verticaux
d'un barrage en terre pour accélérer la consolidation

Géomembrane étanche au fond Géomembrane étanche' pour conduire
d'un bassin pour retenir l'eau l'eau au dessous d'un drain

Filtre placé au fond d'un bassin de Séparateur entre deux sols
réalimentation d'une nappe phréatique de granulométries différentes

ISR NN

Renforcement d'un remblai Renforcement d'un ar:lur
sur sol compressible 2 parement vertic

fig. 2.1. Exemples d'application des géosynthétiques (d'aprés [Hai92]).
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2.2.2 Caractérisation du comportement mécanique

2.2.2.1 Comportement intrinseque

Les géosynthétiques peuvent avoir des caractéristiques tres différentes en fonction
de la matiére qui les constitue et du mode de fabrication. On peut distinguer cinq
classes de propriétés :

« les propriétés physiques ;

+ les propriétés mécaniques ;
 les propriétés hydrauliques ;
o les propriétés chimiques ;

» les propriétés a long terme (durabilité, vieillissement, fluage).

< masse sufacique épasseur
courbe  type de géolaxtle z 'W""] (mm)
L A bss4 de monofilament 204 15
W 8  tiss4 de bandelecs de film 170 10
C  tizs4 de munifilament 2n2 28
i X D non tizsé & kaison thermique 136 1
A E non tissé 3 IBison mécanique 204 25
200
—_
-
= +
= 30}
z
= r S X
= e E
= [ X
2 2 o
Q 20 i
=
= 100 -
k%)
=
v
o
Q -
L wr
ol 0 " P | PR " J
) 50 100

allongement (%) -

fig. 2.2. Comportement des géosynthétiques en traction (d'aprés [Gou82]).

On s'intéresse ici aux propriétés mécaniques. De ce point de vue, le point
commun a la plupart des produits est qu'ils opposent a la flexion une résistance
négligeable (bien que mesurable d'aprés Gourc [Gou82]). De ce fait, les nappes
n'ont pas non plus de résistance globale a la compression axiale ("flambement"
immeédiat). Leur role mécanique essentiel est donc de fournir — comme I'acier dans
un béton armé — une résistance a la traction. Si un chargement est appliqué
perpendiculairement au plan de la nappe, celle-ci se déforme de facon a mobiliser
des efforts de tension, suivant un mécanisme de type membrane [9°*8% Ra87],

Les paramétres du comportement mécanique intrinséque sont mesurés par
des essais de traction sur éprouvettes rectangulaires [9°**!. On obtient par ce biais la
tension de rupture 7, (par unité de largeur). Bien que le comportement effort-
allongement ne soit pas toujours linéaire (fig. 2.2), il est fréquent de le caractériser
par un coefficient de raideur J représentant le rapport effort/allongement au moment
de la rupture.
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2.2.2.2 Comportement aux interfaces

Un aspect important du comportement des géosynthétiques — en particulier pour les
utilisations en renforcement — est le comportement a l'interface avec les matériaux
voisins (sol ou autre géosynthétique). Cette propriété est mesurée par des essais

. \ n . [Gou82
d'arrachement ou de cisaillement & la boite 6"
[Bri01; Rey03]

, ou des essais au plan incliné

La résistance au cisaillement des interfaces est généralement caractérisée
par une loi de frottement de coulomb (fig. 2.3), définie par un angle de frottement &
et parfois également une adhésion a (dans la suite Jy - représente l'angle de
frottement a l'interface entre les matériaux M et M'). On peut également définir la
rigidité de l'interface a partir de la pente de la courbe contrainte de cisaillement-
déplacement.

T Tmax

Tmax |-----

Up déplacement On

fig. 2.3. Comportement type de l'interface entre deux géosynthétiques ou entre un
géosynthétique et un sol (¢ représente la contrainte de cisaillement, ¢, la contrainte
normale).

2.3. Dispositifs d'étanchéité par géosynthétiques et ancrage

2.3.1 Dispositif d'étanchéité par géosynthétique

Les dispositifs d’étanchéité par géosynthétiques (DEG) sont employés couramment
dans les ouvrages tels que les barrages, les canaux ou encore les centres de stockage
de déchets (fig. 2.4). Ils présentent une alternative intéressante par rapport a des
solutions plus anciennes (argile, béton...). De tels dispositifs comportent une
géomembrane assurant 1’étanchéité de 1’ouvrage. Elle est généralement associée a
des géotextiles et produits apparentés ayant pour fonctions principales sa protection
et/ou le drainage (fig. 2.5). Enfin, les différentes nappes géosynthétiques sont
souvent recouvertes d'une couche de sol, destinée en particulier a prévenir
I'endommagement du DEG pendant la mise en ceuvre et en service (fig. 2.6).
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fig. 2.4. DEG dans un centre de stockage de déchets (d'aprés [Bri0O1]).

Dalles béton

Fond de forme

Fond de forme

Fond de forme

Géotextile

Géomembrane

fig. 2.5. Exemples de composition des DEG sur pentes d'aprés le guide technique [Gui00]
(schéma tiré de [Bri01]).

fig. 2.6. Mise en place du sol de couverture d'un DEG.
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2.3.2 Stabilité

2.3.2.1 Tension générée le long de la pente

Devant des contraintes d’ordre essentiellement économique, la tendance actuelle est
a I’utilisation maximale de 1’espace disponible pour les ouvrages précédemment
cités, ce qui conduit a I’adoption de pentes importantes. Il en découle des problémes
de stabilit¢ du DEG tels que glissement a I’interface ou rupture en traction de
certains composants du "complexe géosynthétique", a cause du poids du sol de
recouvrement.

ancrage

GTX2
Gmb
sol de couverture

GTX1

géomembrane

_________ géotextile

fig. 2.7. Probléme de la stabilité d'un DEG typique.

Il existe en général un plan de glissement préférentiel a l'intérieur du DEG,
a l'interface ayant la plus faible résistance au cisaillement. Dans le cas typique du
DEG de la figure 2.7, le plan préférentiel correspond généralement a 1'une des faces
de la géomembrane (la géomembrane ayant un angle de frottement faible avec les
autres matériaux). Dans le cas idéal, il s'agit de la face supérieure1 (Oerxi-gmp <
ocrxa2-6mp), €€ qui évite en principe la tension de la géomembrane (potentiellement
préjudiciable pour 1'étanchéité). Les efforts sont alors intégralement reportés sur le
géotextile supérieur, qui doit de ce fait €tre ancré fermement. Plus généralement,
I'ancrage est nécessaire dés lors qu'une des interfaces présente un angle de
frottement inférieur a 1'angle de la pente (sinon, le systéme est dit autostable).

Il existe plusieurs méthodes permettant de calculer les tensions générées
dans les nappes d'un DEG. Les méthodes de Koerner [Mar85; Koe91a] et de Giroud
et Beech [Gir89] sont parmi les plus utilisées. Dans les deux cas, il s'agit d'un calcul
a la rupture par une approche statique : la couche de sol de recouvrement est
assimilée a un systéme de deux blocs2 en ¢équilibre limite (fig. 2.8). L'un des blocs
est actif et l'autre passif, suivant le principe initialement proposé par [See67]. La
tension totale 7, a reprendre en téte correspond au plus petit effort de frottement

Certaines géomembranes ont une face inférieure "texturée" prévue a cet effet.
D'ou le terme "méthode des deux blocs", souvent utilisé pour désigner ces méthodes de calcul. Seule une 1égere
différence dans la forme des blocs permet de distinguer 'approche de Giroud et Beech de celle de Koerner.
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(entre le bloc actif et le géosynthétique supérieur) permettant d'équilibrer le bloc
actif.

Récemment, Liu [Liu01] a proposé une méthode qui — contrairement aux
deux précédentes — respecte la compatibilité des déformations dans les différents
composants. La couche de sol et le (ou les) géosynthétique(s) sont assimilés a deux
colonnes, dont l'une résiste uniquement a la compression et l'autre uniquement a la
traction, mais qui subissent la méme déformation. Cette approche est confrontée
avec succes aux données de terrain présentées dans [Vil97].

Signalons enfin 1'é¢tude du probléme par éléments finis proposée par Feki
[Fek96].

bloc actif

ifl H
Talus bloc passif

Sol de protection

Géomembrane
Sol de fond

fig. 2.8. Principe de la méthode des deux blocs de Giroud et Beech [Gir89] (dans [Bri01]).

2.3.2.2 Ancrage

L'ancrage en téte du talus permet d'équilibrer les efforts de traction générés le long
de la pente. Il peut étre réalisé en recouvrant d'une simple couche de sol I'extrémité
de la nappe (ancrage par recouvrement dans la figure 2.10). Mais pour optimiser
I'espace, on creuse généralement une tranchée dans laquelle on place le
géosynthétique a ancrer (fig. 2.9), avant de la remplir avec le matériau excavé,
compacté par couches successives. On réalise par ce moyen des ancrages de
différentes formes, en fonction de la géométrie de la tranchée et du périmétre revétu
(fig. 2.10). Les cas particuliers de l'ancrage a double tranchée et de la tranchée
étroite remplie de béton sont signalés sur la figure 2.10, mais ne seront pas étudiés
dans la suite (rarement utilisés).

fig. 2.9. Tranchée d'ancrage (d'aprés [Bri01]).
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Dans la suite de ce mémoire, la profondeur et la largeur de la tranchée
seront notées D et B, la distance horizontale entre la tranchée et le talus L, 'angle de
la pente p, et I'épaisseur de la couche de recouvrement H.

Typiquement l'ancrage est dimensionné pour que sa résistance 7., soit
supérieure a la tension 7, générée par frottement le long de la pente. Dans le cas
idéal ou la géomembrane n'est pas sollicitée, il suffit d'ancrer le géotextile supérieur
pour assurer la stabilité de I'ensemble. Cependant, les autres nappes sont souvent
ancrées elles-aussi par mesure de sécurité. On dispose alors I'ensemble des nappes
dans la méme tranchée (éventuellement sur des longueurs différentes) ou
séparément dans des tranchées distinctes.

Il convient de noter que, dans les cas ou l'on prévoit d'ancrer une
géomembrane, [Koe98] conseille d'adopter le critére de dimensionnement 7,,,<T;
(ou Ty est la résistance de la géomembrane en traction) plutét que 7,,,>T,. 1l
considére en effet que la déchirure de la nappe — qui peut survenir en profondeur —
est plus préjudiciable a I'exploitant qu'un glissement de 1'ancrage — plus superficiel.
Dans les deux cas, il est nécessaire d'estimer avec la meilleure précision possible la
valeur de T,,4y.

H o H{ Ancrage en V

—\ Recouvrement
D i \ /

simple

e B(
L B L
- — > ——— >
Hl Fich rical H Ancrage en
“ichage vertica — demi-V
DI ‘ > 0] / \
B s
B L
HY Ancrage en L
S~ Ancrage en
D | | double tranchée
BC
B L
H ¢ Tranchée étroite
e —_— Ancrage en U ranchée étroite
D ) :/-"{f remplie de béton
Bc

fig. 2.10. Différentes formes d'ancrages en tranchées.

2.4. Modélisations expérimentales et numériques

Le comportement des ancrages droits a été assez largement étudié par des essais
d'extraction “°"®1. En revanche, les travaux de recherche sur le comportement — a
priori bien plus complexe — des ancrages en tranchée sont extrémement peu
nombreux. Des questions importantes se posent: quelle est l'influence de la
direction de la sollicitation, inclinée d'un angle f par rapport a 1'horizontale ? Quels
sont les mécanismes en jeu au voisinage des coudes de l'ancrage ? Nous faisons ici
la synthése des travaux publiés a ce sujet.
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2.4.1 Ancrages modeéles en milieu confiné

2.4.1.1 Essais de laboratoire

Koerner et Wayne [Koe91b] ont proposé de modifier un appareillage d'essai
d'extraction classique de fagon a évaluer — en particulier — 1'effet de l'inclinaison de
I'effort appliqué en téte. Leur dispositif est représenté sur la figure 2.11 : une poulie
ajoutée a l'avant du boitier d'ancrage permet d'exercer l'effort avec une inclinaison
variable.

al n g3
. . 4
Air comprime

-

Gl G2 Gl

b }m :
:;V

sable concassé '

107¢m

systéeme

d'extraction L_lucm—'l

18%cm

1

fig. 2.11. Essai d'extraction modifié de Koerner et Wayne [Koe91b] (G1, G2, G3, G4 sont

des jauges de déformation collées sur la géomembrane).

On peut émettre de sérieux doutes sur 1'intérét d'un tel dispositif, puisque
méme si 1'on modifie l'orientation de l'effort appliqué a gauche de la poulie, I'effort
exercé a l'entrée de la zone d'ancrage n'en demeure pas moins horizontal. Assez
logiquement donc, les auteurs concluent que l'inclinaison n'a pas d'influence
(conclusion qui sera démentie dans ce qui suit). Par ailleurs, il est clair que le cas
étudié n'a que peu de rapport avec les conditions aux limites réelles : le déplacement
du sol au-dessus de l'inclusion est empéché et les parois du boitier constituent a
I'avant de 1'ancrage une butée qui n'a pas d'équivalent dans un talus réel.

Sur le méme principe, mais avec un empilement de rouleaux (mode¢le
analogique de Schneebeli), Feki [Fek96] a simulé des ancrages en U, en L, et des
fichages verticaux. Les déplacements des rouleaux au cours de l'extraction ont été
analysés par photogramétrie. Cela a permis de visualiser l'intensité des déformations
locales au sein de l'empilement (fig. 2.12), suivant la procédure d'homogénéisation
cinématique présentée au chapitre 1. Les résultats montrent que 1'extraction de la
nappe entraine des réorganisations importantes des rouleaux au sein du "massif"
d'ancrage. Cependant, comme précédemment, les conditions aux limites dans les
essais sont éloignées des conditions réelles, puisque les rouleaux sont confinés dans
un cadre de forme rectangulaire et que la force appliquée en téte est horizontale.

2.4.1.2 Simulations numériques par éléments finis

Les essais de Feki ont été simulés par éléments finis par Villard [Vil02].
Bien que ce type de modélisation permette de mettre en évidence certains aspects du
comportement — tels que les concentrations de contraintes aux interfaces a
l'intérieur des coudes — l'auteur conclut que ce type d'approche ne permet pas de
simuler dans de bonnes conditions les mécanismes de déformation observés dans les
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résultats expérimentaux (écrasement des coudes, rotation d'ensemble de certaines

parties du massif...).

Ancrage en tranchée en "U".

Incrément de déplacement en téte de 34.6 a 39.5mm
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fig. 2.12. Déplacement des rouleaux et déformations locales équivalentes lors de

I'extraction d'un ancrage en U [Fek96].

fig. 2.13. Contraintes principales dans une simulation de fichage vertical par éléments

finis [Vil02].
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2.4.2 Banc d'ancrage en vraie grandeur du CEMAGREF - Bordeaux

2.4.2.1 Généralités

Un banc d'ancrage permettant une modé¢lisation expérimentale en vraie grandeur
avec des conditions aux limites réalistes a été développé dans le cadre de la thése de
Laurent Briangon [Bri01]. Une campagne d'essais préliminaire, réalisée avec du
sable, a permis a Briangon d'établir la bonne répétabilité des résultats et

d'investiguer l'influence de l'inclinaison de la pente et des dimensions de la tranchée
[Bri00]

Par la suite, nous avons cong¢u en collaboration avec Briangon une
instrumentation spécifique et conduit une campagne d'essais complémentaire
[Bri02], pour une meilleure compréhension des phénoménes et une confrontation
avec la modélisation. Les essais ont €té réalisés avec un sable et un limon.

On présente dans cette partie le principe du banc d'ancrage et du dispositif
de mesure, ainsi que les principales conclusions formulées par Briangon. Les
conditions et les résultats des essais effectués en collaboration seront présentés plus
en détail au chapitre 5 au moment de la comparaison avec les simulations.

Mors métallique Géosynthétique Paroi latérale

Poulie de renvoi
d’angle

Treuil

Dispositif de traction Massif d’ancrage Sol

fig. 2.14. Banc d'ancrage en vraie grandeur du CEMAGREF - Bordeaux

2.4.2.2 Dispositif Expérimental

Le banc d’ancrage (fig. 2.14) est constitué d’un massif d’ancrage d’un metre de
largeur et d’un dispositif de traction. Les dimensions de la zone d’ancrage
permettent de réaliser une tranchée d’ancrage présentant une profondeur maximale
(D+H) égale a 1 m et une longueur de recouvrement (L+B) pouvant atteindre 1,2 m.
Le dispositif de traction est constitué d’un treuil de capacité maximale de 50 kN et
d’une poulie de renvoi d’angle permettant d'exercer des forces de traction sur le
géotextile pour des inclinaisons £ comprises entre 0 et 35 degrés. Ce dispositif de
traction est fixé au géotextile par un mors métallique.

Pour limiter les effets de bords, les parois latérales du banc d’ancrage sont
recouvertes d’une géomembrane lisse en polypropyléne. L’angle de frottement
sable/géomembrane est d’environ 20 degrés. Le sol est mis en place par couches
successives puis compacté. En partie haute du massif d’ancrage (couche supérieure
de sol d’épaisseur H), un espace d’environ 10 mm est ménagé entre le sol et les
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parois latérales du banc d’ancrage pour éviter tout frottement qui aurait pu résulter
des forts déplacements de la couche supérieure de sol durant 1’essai.

2.4.2.3 Instrumentation

L'effort T et le déplacement U, du cable de traction sont mesurés lors de 1’extraction
par des capteurs fixés au systéme de traction au point C,. Dans la zone d'ancrage, un
dispositif de mesure a cable (fig. 2.15), permet de suivre les déplacements du
géotextile en différents points (C; a Ciy). Les cables coulissant dans des gaines
souples sont fixés a la nappe et mis en tension par des contrepoids. Un systéme
d’acquisition graphique positionné a I’arriere du banc d’essai permet la mesure des
déplacements durant 1’extraction.

Mors métallique Géosynthétique M
' L 0 Systeme d’acquisition
: : H / de données
o C2! C3 C4 Cs
X / “ Iil
Points de fixation C7 &
des cables sur cs !
le géosynthétique Cablesde___— || cuoycu cn
connexion Co
' B ' Contrepoids
| ¢——————p

fig. 2.15. Dispositif de mesure des déplacements du géosynthétique pour un ancrage en L.

Dans certains cas, le mouvement du sol a été observé grace a des colonnes
de sable coloré implantées avant essai dans la zone d’ancrage. Aprés extraction, un
découpage minutieux de la zone de sol, au droit des colonnes de sable, permet
d’analyser les mécanismes de rupture et les mouvements du sol.

2.4.2.4 Résultats

L'ensemble des essais réalisés a conduit Briangon a émettre les conclusions
suivantes :

« l'inclinaison de la sollicitation en téte entraine une augmentation de la
résistance, d'autant plus grande que le talus est incling ;

o selon la configuration de l'ancrage, la surface de rupture peut étre
transférée de l'interface sol-géosynthétique vers 1'intérieur du massif ;

o la résistance de l'ancrage dépend de maniére non-négligeable de la
nature du sol ;

o il peut y avoir instabilit¢ du massif d'ancrage si la distance entre la
tranchée et le talus est trop faible ;

o parmi les méthodes de dimensionnement existantes (détaillées ci-
dessous), seule celle proposée par [Hul97] donne des résultats en assez
bon accord avec les résultats d'essais sur sable. En revanche, aucune
méthode ne semble adaptée au cas des ancrages réalisés avec le limon.
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2.5. Modélisation analytique et dimensionnement

2.5.1 Généralités

Les auteurs ayant proposé des formules analytiques pour le dimensionnement des
ancrages linéaires et des tranchées rectangulaires s'appuient tous sur une analyse en
contraintes du probléme (Hulling et Sansone [Hul97], Koerner [Koe98], Guide
technique [Gui00]). Différentes hypothéses sont invoquées pour déterminer l'effort
maximal 7,,, mobilisable dans 1'ancrage. Nous allons détailler ces hypothéses, en
distinguant celles qui sont communes a tous les auteurs de celles qui sont
spécifiques a une approche.

Seul [Hul97] propose des expression de 7, pour les ancrages en V. Les
expressions sont données sans démonstration et il est difficile de savoir sur quelles
hypothéses elles reposent. Par conséquent, les équations associées a ce type
d'ancrage ne sont pas discutées. Nous les donnons ici pour mémoire.

Si les parois de la tranchée sont inclinées d'un angle y par rapport a
I'horizontal, et si le sol situé au dessus de la tranchée a un poids total W, on a les
deux expressions suivantes :

T, =LHy.tand +W.(cosy.tano +siny) (1)

T =LHytano+2W.tand (2.2)

La premicre donne la capacité d'ancrage dans I'hypothése ou le sol contenu
dans la tranchée est mobile. La deuxiéme correspond au cas ou le sol reste en place
dans la tranchée.

2.5.2 Hypothéses communes a tous les auteurs

o La géométrie de 1’ancrage équivaut a une suite de segments rectilignes
(numérotés par ordre croissant de I'extérieur vers l'intérieur du massif —
voir fig. 2.16).

o La rupture de I’ancrage se produit par déplacement relatif a 1’interface
sol/géosynthétique.

o Les contraintes de cisaillement  mobilisées a I’interface sont égales aux
contraintes maximales 7,,, correspondant a 1’état limite de glissement
(sur une ou deux faces du géosynthétique).

o Les frottements sont régis par une loi d’interface de type Coulomb :
Tmax = Oy tan O avec O et o, ’angle de frottement et la contrainte
normale agissant a 1’interface avant extraction.

o La contribution du segment (i) a la résistance totale de 1’ancrage peut
étre assimilée a une force F;. Cette force est calculée en intégrant la
contrainte de cisaillement d'intensité 7,,, sur chaque face du segment
considéré, sauf pour le segment 1 sur lequel on considere que le sol de
recouvrement n'applique qu'une contrainte normale (face inférieure
frottante uniquement).
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Fy
coude 2 coude 1
“j segmt. 1
g
Fs &
—— —coude 3
segmt. 3 ,3 (

fig. 2.16. Numérotation des coudes, des segments, et des différentes contributions a la

résistance d'un ancrage.

2.5.3 Hypothéses propres a chaque auteur

Les formulations proposées se différencient essentiellement par les hypothéses
relatives a la distribution de la contrainte normale o, a l'interface (fig. 2.17).

D'aprés Hullings et Sansone [Hul97], o, peut étre évaluée a partir de
I’état de contrainte initial du massif. La contrainte normale en un point
est calculée en prenant en compte le poids du sol sus-jacent et le
coefficient K, des terres au repos (égal a 1-sing par défaut). Suivant ce
principe, on calcule indépendamment pour chaque segment d’ancrage la
somme F; des frottements (en considérant 7=g;.tand). On somme ensuite
les tensions fournies par chaque segment, en négligeant I’effet éventuel
des changements de direction. Si I'ancrage est constitué de trois
segments consécutifs, on a donc :

i=3
T = Zi:lE (2.3)

Dans la méthode proposée par Koerner [Koe98] pour les ancrages par
recouvrement ou par fichage vertical, on considére que I'état de
contrainte a la rupture est différent de celui de 1’état initial :

- L’inclinaison de l'effort de traction 7, en téte (parallélement a la
pente du talus) induit une augmentation de la contrainte normale
sous le premier segment de 1’ancrage. L'augmentation est supposée
¢quivalente a la composante verticale de 7. Ceci conduit a majorer
la tension mobilisable d'un facteur égal a 1/[1-sin(f)tan(0)], avec S
la pente du talus et & le coefficient de frottement de I’interface.

- De part et d'autre des segments verticaux, la contrainte normale est,

\

suivant la face considérée, la pression des terres correspondant a

. . s s . .1 .
’état actif ou a 1'état passif de Rankine !, Pour un ancrage a
trois segments, on a :

T =220 F, [l1=sin(p) tan(5)] (2.4)

D'aprés le guide technique [Gui00], on considére que la tension dans la
nappe est multipliée, a chaque changement de direction, par un
coefficient égal a e #*™ ¢ (A étant la différence d’orientation en radians

entre deux segments). Ce facteur exponentiel est obtenu par analogie

La théorie de Rankine prévoit qu'en un point, la contrainte normale sur une facette verticale est égale a la
contrainte normale sur une facette horizontale multipliée par K(,=tan2(n/4—(p/2) a I'état "actif", K(,=tan2(n/4+(p/2) a

I'état "passif".
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avec le frottement d’un fil sur un cylindre. Implicitement, cela revient a
prendre en compte une augmentation de la contrainte normale o, au
niveau de chaque coude. Une démonstration de cette loi d'évolution de
la tension peut étre trouvée dans [Hry90]. En dehors des coudes, la
contrainte normale a l'interface correspond a 1'état de contraintes initial,
les F; sont donc les mémes que dans [Hul97]. Finalement, pour trois
segments, en notant K; le coefficient associé au coude i, on a :

max

=K, [F, +K,(F, + K,.F,)]

(2.5)

L
gl
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fig. 2.17. Distribution de la contrainte normale

calcul.

supposée en fonction de la méthode de
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2.5.4 Application numérique

L'application des différentes méthodes a l'exemple de la figure 2.18 montre que les
différences entre les hypothéses formulées ont une influence considérable sur le
résultat.

onw= 5 kPa
vy v v bbby
L=1m
D=0,6 m
»=20 kN.m™ p=30°
¢=35° \<
5=30°

fig. 2.18. Caractéristiques prises en compte pour la comparaison des différentes méthodes

(fichage vertical).

Méthode [Hul97] :

On prend Ky=1-sing, soit K,=0,426.

La somme des frottements sur les deux faces du segment 2 donne F} :
F,=K,. (2.0, +y.D)xtand=5,41 kN

La somme des frottements sur la face inférieure du segment 1 donne £ :
Fi=0,.L.tano=2,89 kN

On considére, dans cette méthode, que la tension mobilisable est la somme de F et
F,, soit

Tmax:F1+F2: 8.03 kN

Méthode [Koe98] :

Ici, la distribution de contrainte normale sur les faces verticales est calculée en
fonction des coefficients K,=tan’(n/4—¢/2)=0,271 et K,=tan’(m/4+¢/2)=3,69; de

sorte que
F =29 (g |k ) tans=25,16 kN
2 c

La valeur de F, est inchangée : F,=2,89 kN, mais cette fois la somme F|+F, est
majorée pour tenir compte de 'augmentation de contrainte liée a l'inclinaison de la
traction :

E+ 5

f =———————=39.43 kN
1—sin fB.tano

Méthode [Gui00] :

Les efforts de frottement F, et F, sont les mémes que dans la premiére méthode,
mais on doit tenir compte de l'accroissement de la tension a chaque changement de
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direction. On a les coefficients multiplicatifs suivants : Kr=e™*"*"’=2 .48 au coude 2
et K;=e”"’=1,35 au coude 1. La tension mobilisable est finalement égale a

Tmax=K1.(F1+K>.F»)=22,01 kN

Bilan

Le résultat varie dans un rapport de un a cinq en fonction de la méthode de calcul.
Une amélioration des méthodes de dimensionnement passe donc, entre autre, par le
choix pertinent des hypothéses de distribution de contrainte normale.

2.6. Conclusion

Ce chapitre a permis d'expliquer l'intérét des tranchées d'ancrage pour assurer la
stabilit¢ des dispositifs d'étanchéité par géosynthétiques. Mais on a également
montré que de nombreuses questions restaient en suspens au sujet du comportement
des ancrages réalisés suivant cette méthode.

Les travaux de Féki comme ceux de Briangon montrent que la rupture dun
ancrage n'est pas uniquement due au glissement du géosynthétique par rapport au
sol, mais peut étre accompagnée de déformations au sein du massif d'ancrage. Il
parait dés lors naturel que les propriétés du sol influencent la capacité d'ancrage,
comme l'ont montré les essais en vraie grandeur.

Or, les méthodes de dimensionnement actuelles ne prennent pas en compte
les propriétés du sol dans le calcul de la capacité d'ancrage. Ce qui constitue
d'emblée une déficience majeure. De plus, ces méthodes font intervenir des
hypothéses contradictoires, si bien que les résistances calculées peuvent varier dans
un rapport de un a cinq d'une méthode a l'autre.

A la suite de ces constats, on peut envisager deux pistes privilégiées pour
améliorer les capacités de prédiction de la tension mobilisable :

o choisir des hypothéses adaptées pour la répartition des contraintes aux
interfaces ;

o prendre en compte l'influence des caractéristiques du sol, ce qui requiert
une meilleure compréhension des mécanismes intervenant dans la
rupture des ancrages.
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Partie 2.

Etude des systemes
sol-inclusion par la méthode des
elements discrets

Cette partie développe les principes de base qui permettront, dans la partie 3, de
modéliser le comportement des ouvrages composites sol-géosynthétique. Elle est
décomposée en deux chapitres, consacrés respectivement a la modélisation du sol et
a la modélisation de l'inclusion :

Chapitre 3. Simulation du comportement macroscopique d'un sol

On propose une procédure de calage du modéle DEM par analogie macroscopique.
Des essais de compression biaxiale sont simulés sur les assemblages de grains pour
calibrer le mod¢le et déduire des lois d'échelle. Les résultats obtenus permettent de
déterminer un ensemble de paramétres micromécaniques tel que le comportement
macroscopique de l'assemblage correspond a celui d'un sol de propriétés
mécaniques données.

Chapitre 4. Modélisation de I'inclusion — développement d'un modéle
spécifiqgue

On discute la possibilité de simuler le comportement d'un géosynthétique a partir
des ¢éléments disponibles dans PFC2D (rouleaux), et on met en évidence les limites
de cette approche. On développe ensuite un modeéle par éléments barres destiné
spécifiquement a la modélisation des géosynthétiques (DSEM). Implémenté dans
PFC2D, ce modéle permet de simuler le comportement des ouvrages composites.
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Chapitre 3

Simulation du comportement
macroscopique d'un sol

3.1. Introduction
3.2. Principe du calage par analogie macroscopique

3.3. Simulation d'essais de compression biaxiale
3.3.1 Cahier des charges

3.3.2 Création des échantillons

3.3.3 Ecrasement a vitesse et contrainte latérale constantes
3.3.4 Identification des paramétres de ®iax

3.4. Représentativité
3.4.1 Influence de la taille des grains et probléme de la "mesure"
3.4.2 Hypothése quasi-statique : importance de la vitesse d'écrasement

3.5. Dépendances micro-macro et lois d'échelle

3.5.1 Domaine élastique

3.5.2 Rupture et grandes déformations dans les assemblages purement frottants
3.5.3 Rupture et grandes déformations d'un assemblage cohésif

3.6. Conclusion

3.1. Introduction

L’utilisateur de la DEM qui cherche a modéliser un ouvrage géotechnique dans
lequel le sol est caractérisé a 1'échelle macroscopique se trouve confronté a une
double difficulté. Il lui est impossible, d'une part, de représenter le probléme dans
toute sa complexité : le nombre de grains simulés est limité et leur morphologie est
idéalisée, au méme titre que les lois de contact. D'autre part, les données
expérimentales ne lui permettent pas de déterminer directement les parametres de
modélisation, qui sont liés pour la plupart a 1'échelle microscopique. Les théories
d'homogénéisation peuvent contribuer a résoudre ce probléme de passage du
"macro" au "micro", mais leur développement actuel ne permet pas un calage
précis.
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La démarche que l'on se propose d'adopter repose sur un calage par
analogie macroscopique : un jeu de paramétres micromécaniques sera jugé
pertinent si le comportement macroscopique induit correspond a celui du sol étudié.
Pour faire le lien entre les deux échelles, on s'appuie sur la simulation d'essais de
compression biaxiale. On obtient par ce biais, pour tout jeu de paramétres DEM, des
informations caractérisant le comportement macroscopique de l'assemblage. Cette
démarche pseudo-empirique devrait permettre de calibrer le modéle et de mettre en
évidence des lois d'échelle.

Aprées une présentation générale de la problématique, ce chapitre détaille la
procédure utilisée pour créer les échantillons et simuler la sollicitation biaxiale. On
discute ensuite la représentativité d'un tel calcul — en fonction du nombre de grains
— et la pertinence de I'hypothese quasi-statique.

Grace a ce type de simulations, on a pu réaliser une étude paramétrique de
la réponse macroscopique d'échantillons. Les résultats numériques, tirés en partie de
[Cha00], sont interprétés dans le cadre de l'analyse dimensionnelle — dans la
derniére partie du chapitre. Les conclusions sont d'ordre qualitatif — avec la mise en
évidence de certaines tendances — ou quantitatif — dans le cas des lois d'échelle.
Elles permettent d'aborder de fagcon méthodique le calage des modéles DEM.

3.2. Principe du calage par analogie macroscopique

On se place dans I'hypothése ou l'on souhaite simuler par éléments discrets le
comportement d'un ouvrage géotechnique. Dans 1'ouvrage réel, le comportement du
sol est caractérisé par un ensemble %,,, de parametres macroscopiques mesurés en
laboratoire ou in-situ. Dans la simulation, le comportement dépend dun ensemble
Pppy de paramétres dont la plupart sont des grandeurs micromécaniques. L'objectif
du calage de modéle est donc de trouver un ensemble @,z tel que le comportement
macroscopique simulé soit le plus proche possible du comportement réel décrit par
Posp-

A T'évidence, le calage sera d'autant plus complexe que I'ensemble @.,, est
vaste. On cherchera donc généralement a restreindre @.,, aux seuls parametres
pertinents pour le phénoméne a étudier. Dans ce travail, on se limitera aux cas ou
®,y, est réduit a I'ensemble {E,, v, ¢, @, p}. E, représente le module de Young; v le
coefficient de Poisson; p la masse volumique; c¢ la cohésion et ¢ l'angle de

frottement au pic, en supposant que la résistance obéit a un critére de type Mohr-
Coulomb. On peut noter que I’angle de dilatance ne figure pas dans &,,, ce qui

implique que la régle d’écoulement ne sera pas

Les ensembles ®,,, et @y, relévent d'échelles d'observation différentes et
ne peuvent étre déduits directement 1'un de 1'autre. Cependant, on peut supposer que
I'ensemble @,;, définit dans la limite des grands systémes un comportement
macroscopique unique dont les parameétres peuvent étre comparés a &,,,. Reste a
estimer ce comportement macroscopique, ce que l'on se propose de faire en

simulant des essais de compression biaxiale sur les assemblages. Ces essais
permettent d'associer a tout ensemble @, un ensemble @, de paramétres

macroscopiques résultants. Si une bonne correspondance est obtenue entre les
ensembles @y €t Py, On considérera que les parameétres @,z sont adaptés pour
simuler le comportement global de I'ouvrage. Ce processus est schématisé dans la
figure 3.1.

Voir chapitre 1
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Probléme réel Modéle DEM
(essai d'ancrage en vraie
grandeur)
P . S |
) | ’ ﬂ_ |
|
analogie e ‘
macroscopique T
| . .
essais de laboratoires simulation
sur les matériaux AR
\4
Paramétres Paramétres Parameétres
macroscopiques macroscopiques é———_————> micromécaniques
q)exp Biax FoEM
calage A
g . simulation d'essais
macroscopique

de caractérisation

fig. 3.1. Principe de la modélisation DEM par analogie macroscopique.

L'ensemble @, ne caractérise pas exactement le comportement

asymptotique dans la limite des grands systémes, puisqu'il y a un nombre de grains
fini dans la simulation. @, est seulement un estimateur. On s'attachera cependant a

montrer qu'il est possible de limiter autant que 1'on souhaite l'effet de taille finie.

Notons que tous les parameétres qui interviennent dans les calculs DEM
devraient en principe étre inclus dans ®,;,. Cependant, on vérifiera dans la suite que

'on peut réduire cet ensemble aux paramétres listés dans le Tableau 3-1 :

o la granulométrie est représentée par trois parameétres. La distribution
granulométrique, définie a un facteur d'homothétie pres, est représentée
formellement par le symbole G. La taille effective des particules est
caractérisée par un diameétre de référence noté dy. Enfin, La
morphologie des grains est représentée par la variable M ;

o la masse volumique des grains est notée p; ;

o la porosité de l'assemblage n (surface des vides divisée par la surface
totale) ;

o la raideur des contacts est caractérisée par les raideurs normales et
tangentielles k, et k, (raideurs par unité de longueur des rouleaux) ;

o l'angle de frottement des contacts est noté u,. Une grandeur
adimensionnelle associée est le coefficient de frottement égal a tanus.
Par commodité, on exprimera le frottement des contacts soit par us, soit
par tany, suivant les cas ;

o la résistance des contacts est caractérisée par les adhésions normale et
tangentielle ¢, et (.

Le Tableau 3-1 donne les dimensions de chacune de ces grandeurs, en
prévision de l'analyse dimensionnelle a venir, dans un systéme longueur-pression-
temps ([L; P; T]).
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Les variables de @,;, telles qu'elles sont définies ici caractérisent le
comportement d'un empilement indépendamment de la longueur des rouleaux. En
particulier, &, et k; n'ont plus exactement le méme sens que les raideurs k, et k'
évoquées au chapitre 1. &, et k, sont des raideurs unitaires (forces par unité de
surface). Les raideurs effectives d'un contact entre deux rouleaux de longueur z sont

n_n n.n

calculées suivant k" ;,=k).z — ot (i) représente "n" ou "s".

Il est important de remarquer que, dans PFC2D, la résistance des contacts
cohésifs n'est pas définie explicitement par C, et C;, qui ont la dimension dune
contrainte, mais par les forces R, et R, (voir chapitre 1). En pratique, pour un
contact entre des rouleaux de diamétres d; et d, et de longueur z, on introduit les
valeurs de R, et R, calculées suivant 1'équation (3.1). Nous verrons plus loin que,
grace a cette formulation, la cohésion macroscopique est relice a (C, et G
indépendamment de la taille des grains.

R, =C,.min(d,;d,)z k=n,s (3

Notons par ailleurs que la microstructure du matériau est essentiellement
décrite par l'intermédiaire de l'indice des vides n, qui caractérise la compacité. Il va
de soi que cette description serait incompléte dans le cas d'une distribution de
contacts anisotrope. On s'attachera donc a ce que les assemblages simulés soient
effectivement isotropes.

Paramétres des ensembles ..,/ Piax Paramétres de 'ensemble @,,,,
Parameétre Symb. Dim. Paramétre Symb. Dim.
Masse volumique p [P.L2.T?]| Distribution G [-]
granulométrique
Module de Young E, [P] Morphologie des grains M [-]
Coefficient de Poisson v [-] Masse vol. des grains Ds [P.L2T?
Angle de frott. macro 1) [°] Indice des vides n [-]
Cohésion c [P] Taille caractq. des grains d [L]
Raideur normale des ky [P]
contacts
Raideur tangentielle des £ [P]
contacts
Coefficient de frottement tangu, [-]
des contacts
Adhésion normale des Cu [P]
contacts
Adhésion tangentielle des G [P]
contacts

Tableau 3-1. Parameétres définissant le comportement de I'empilement de rouleaux dans
la limite des grands systémes.
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3.3. Simulation d'essais de compression biaxiale

3.3.1 Cahier des charges

La mise en place des assemblages est une étape cruciale de toute simulation DEM,
elle nécessite la plupart du temps une procédure complexe et a un role déterminant
sur le résultat. Pour les essais biaxiaux que 1'on se propose de simuler, la procédure
devra fournir des échantillons statistiquement homogénes, et — comme on vient de
le voir — statistiquement isotropes.

L'objectif est, a terme, de générer des modéles d'ouvrages géotechniques.
Il est donc essentiel de définir une procédure permettant de réaliser la mise en place
des grains dans les mémes conditions pour un échantillon biaxial (de forme
rectangulaire) et pour un ouvrage (de forme quelconque), ce qui requiert en
particulier un bon contrdle de la porosité initiale.

De plus, il n'est pas garanti a priori que les grains simulés aient la méme
taille dans l'ouvrage et dans l'essai biaxial. On devra donc s'assurer que @pjax,
I'ensemble des paramétres déduits des simulations biaxiales, peut étre considéré
indépendant de la taille des grains.

Enfin, pour que notre démarche ait un sens, il faudra que 1'ensemble @,
dépende faiblement des paramétres internes de la simulation (i.e. ceux qui ne
figurent pas dans le Tableau 3-1). On vérifiera en particulier que l'on peut
s'affranchir de l'influence de la vitesse de sollicitation (quasi-staticité au sens large)
et du coefficient d'amortissement.

3.3.2 Création des échantillons

3.3.2.1 Granulométrie

Deux morphologies de grains différentes ont été utilisées au cours de la thése. Les
premicres simulations, ou chaque grain était représenté par un rouleau (M=M,), se
sont rapidement révélées limitées en terme de modélisation du frottement (section
3.5.2). Nous avons donc introduit des grains de forme allongée (M=M,), formés en
associant deux a deux des rouleaux de diamétres légérement différents (fig. 3.2).

Quelle que soit la forme des grains, la distribution granulométrique G sera
toujours la méme, a un facteur d'homothétie prés. Elle est notée G, et illustrée dans
la figure 3.2 : on dispose quatre grains de taille dy pour un grain de taille 2d, (d, est
la taille caractéristique), les deux classes de grains occupent donc globalement le
méme volume. Puisque G sera toujours égal a G, la granulométrie sera caractérisée
— au facteur d'homothétie d, prés — en spécifiant seulement la valeur prise par le
parametre de forme M.
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fig. 3.2. Granulométries simulées.

3.3.2.2 Procédure ERDF de mise en place

La méthode de mise en place que nous proposons, en conformité avec le cahier des
charges, repose sur une procédure par expansion de rayon puis diminution du
frottement (E.R.D.F.). Elle est effectuée sans forces de pesanteur, pour assurer
I'homogénéité et I’isotropie du processus. Elle comporte les phases suivantes (voir

fig. 3.3) :

On positionne quatre parois rigides sans frottement, qui définissent le
contour de l'échantillon (généralement hauteur Ly=15cm et largeur
L;=7,5cm). On positionne ensuite les grains aléatoirement, en
respectant la granulométrie G. On définit également a ce stade la
morphologie M, suivant que les grains générés sont des éléments
simples ou des assemblages de plusieurs ¢léments. On obtient aprés ce
tirage aléatoire un nuage de particules sans contacts entre elles (fig.
3.3a).

Le compactage est effectué par grossissement progressif des éléments,
les diamétres étant multipliés a chaque pas de temps par un coefficient
légérement supérieur a 1. On stoppe la procédure lorsque la contrainte
exercée sur les parois atteint une valeur limite o,, fixée a l'avance.
Pendant cette phase, on attribue un frottement élevé (tanu=1) aux
contacts entre grains. De cette fagon, I'état est encore assez lache
lorsque la contrainte o, est atteinte (fig 3.3b).

Par la suite, on diminue progressivement le frottement des contacts, ce
qui entralne une compaction spontanée de l'assemblage par
réorganisation interne. Dans le méme temps, on maintient la contrainte
de confinement o,, constante par ajustement des diameétres des grains.
La procédure est interrompue lorsque la porosité de 'assemblage atteint
la valeur n recherchée. Si la diminution du frottement est suffisamment
progressive, le systéme reste proche de 1'état d'équilibre tout au long de
cette phase, de sorte que 1'assemblage est stable a l'issue de la procédure
(fig 3.3¢).
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La procédure E.R.D.F. permet de remplir un espace de forme quelconque, la
géométrie étant fixée dés le départ par les parois rigides. Elle pourra donc étre
appliquée a la mise en place de modéles d'ouvrages. La procédure de compactage
est intrinséquement isotrope et homogeéne, contrairement aux procédures basées sur
un rapprochement des parois, qui compactent en priorité les grains proches de la
périphérie.

Signalons que o, doit étre suffisamment faible par rapport a la raideur £,
des contacts, pour que la porosité n soit peu modifiée lorsque 1'on revient a une
pression de confinement proche de 0. Dans le cas contraire, n ne caractériserait plus
uniquement la compacité (l'enchevétrement des grains), mais également la
déformation élastique de I'assemblage. En pratique, on vérifiera o,,/k,<<100.

Un exemple d'échantillon mis en place par la procédure E.R.D.F. est
présenté dans la figure 3.4, avec la distribution des orientations de contact
(moyennes sur quatres échantillons), qui montre une bonne isotropie. Le cas "sans
parois" est la distribution obtenue en éliminant les contacts proches des parois
(bande d'épaisseur égale a 3 fois le diamétre moyen des grains).

Procédure ERDF

* * *

+ + ¢ + -+

2 )
L - - -

(a). Génération aléatoire. (b). Compactage 1 (c). Compactage 2
Expansion des particules Diminution du
tant que o < gy,. frottement avec o = Omp-

fig. 3.3. Principe de la procédure de mise en place E.R.D.F.
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0.08

---o--- Avec parois

Sans parois

fig. 3.4. A gauche : Echantillon de 8000 grains mis en place par E.R.D.F. (I'épaisseur des
segments noirs est proportionnelle a l'intensité des forces de contact). A droite
distribution moyenne des orientations de contact (proportion par classes de 10 degrés)
calculée sur quatre échantillons du méme type que celui de gauche.

3.3.3 Ecrasement a vitesse et contrainte latérale constantes

A partir des échantillons obtenus par E.R.D.F, et aprés avoir introduit les paramétres
de simulation (ensemble ®,;,), on effectue la compression tout en contrélant la
contrainte latérale o;. On opte pour un écrasement a vitesse constante imposée qui
permettra d'analyser la partie post-pic des courbes o,-&,. Le chargement est imposé
par le rapprochement des parois haute et basse. Les positions des parois et les
efforts qu'elles exercent permettent de calculer les contraintes et les déformations
moyennes dans 1'échantillon.

Pendant 1'écrasement, on maintient la contrainte latérale o; constante par
déplacement des parois latérales. Le principe de l'asservissement initialement
proposé dans [[ta97] est le suivant. On calcule un coefficient de raideur globale K,
pour l'interface paroi-échantillon en sommant les raideurs individuelles des contacts
grain-paroi. Le déplacement Ax permettant de corriger, en un seul pas de temps, la
différence entre la containte o; de consigne et la contrainte o, effectivement
appliquée est alors calculé suivant I'équation (32) (cette équation est écrite pour la
paroi de gauche, inverser le signe pour la paroi de droite).

Ax=H(o;-0,,)/K,, (en un cycle) (3.2)
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Par conséquent, la vitesse a imposer a la paroi au cours du pas de temps de durée At
est donnée par :

x=Ax/ At (3.3)

Cette procédure fait qu'il existe toujours un écart résiduel entre o, et o,
car sinon la paroi resterait fixe. Nous avons amélioré cette procédure en tirant parti
du fait que la vitesse de déformation de I'échantillon est généralement assez
constante sur quelques dizaines de cycles. La vitesse au pas n+1 est alors calculée
par une simple correction de la vitesse au pas n : on remplace 1'équation (3.3) par

[%]ne1=Ax /At 4[] (3.4)

Cette équation est bien adaptée quand les vitesses de déformations
s'apparentent a un régime permanent. Dans la phase élastique du comportement, on
obtient généralement une égalité stricte entre o, et oy : le premier terme de la
somme est alors égal a 0 et la vitesse est constante.

On pourrait craindre en revanche des difficultés d'adaptation en régime
transitoire. Pourtant, la précision reste trés bonne (Acy/o; < 107) méme lors
d'évolutions brutales dans 1'échantillon (rupture). Ceci vient du fait que le deuxiéme
terme de la somme devient trés vite négligeable par rapport au premier. L'équation
(3.4) est dans ce cas équivalente a I'équation (3.3), qui permet une adaptation quasi-
instantanée.

3.3.4 Identification des parametres de ®@jax

L'ensemble, ®,;,,, des paramétres décrivant la réponse macroscopique d'un
assemblage est principalement déduit des courbes o;-& et g-& telles que celles de
la figure 3.5. Les parametres de résistance seront typiquement déduits des maxima
o, de o, pour différents niveaux de confinement. La détermination des contraintes
o, ne pose pas de probleme spécifique. On peut en revanche discuter la maniére
dont on évalue les parameétres élastiques macroscopiques.

40 - - 0.19
- 0.18
T
¢ 2
:'; - 0.17 8
c . o
£ g
<
g
+0.16
O T T T T T T T 0.15
0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14
-10 - - 0.14

fig. 3.5. Résultat typique d'une simulation d'essai biaxial (cas d'un assemblage purement
frottant de 5000 grains, avec =M, k,=2,5.10* kPa, ks=1,25.10* kPa, tanus=0,8).
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Conventionnellement, E, est souvent mesuré expérimentalement sur des
cycles de charge-décharge. On a représenté dans la figure 3.6 les résultats de
chargement-déchargement sur un assemblage purement frottant. Seul les trois
derniers cycles sont observables sur les courbes de gauche. Les deux premiers sont
quasiment confondus avec la courbe de chargement, comme le montre le zoom de
droite. Ceci dénote une évolution presque complétement réversible : la déformation
& résiduelle a la fin de ces deux cycles représente respectivement 1% et 5% de la
déformation imposée (mémes ordres de grandeur pour ¢;). Par ailleurs, la courbe
02(&) est trés linéaire dans cette gamme de chargement. Les rapports Acy/Aé,
définis par les points extrémes des deux premiers cycles (resp. 0,720 et 0.718), sont
tous deux trés voisins de la pente initiale de la courbe o»(&,). Le méme constat peut
étre fait pour 1'évolution de &.

Le déviateur (o»-0y) atteint lors du premier cycle une valeur proche de
o,/15 (o,/5 lors du deuxiéme). Sur cette base, on considére que les parametres
¢lastiques macroscopiques pourront étre calculés directement sur des courbes de
chargement, en prenant comme référence les pentes des courbes o»(&) et £ /(&) dans
une gamme de chargement vérifiant 0,<o,/15.

0.004 - 4eme 10.06 0.0008 0.0003
5 décharge : ] 2éme T
0.003 4 e'me de’chargel
: décharge 1004 0.0006 4 ‘
1ére ! + 0.0002
X 1 décharge !
0.002 l 0.0004 | rg :
+0.02 i
i 1 0.0001
. 0:001 1 0.0002 :
<
§‘: £ = i E £2
§ 0 ‘ ‘ 0 &% 0 " : — o
& )
) 0.01 0.02 0.3 s 000025 00005 000075 | 0.401
2 |
-0.001 - ! '
-0.0002 1 |
1 -0.02 ' 1 -0.0001
.
-0.002 -0.0004 i
T -0.04 i ] -0.0002
-0.003 { —(02-01) 0.0006 { — (02-01)
€l €1
-0.004 1006 -0.0008 - 1 -0.0003

fig. 3.6. Résultats obtenus en effectuant consécutivement 5 cycles de charge-décharge.

3.4. Représentativité

Le role des simulations biaxiales est de fournir un résultat représentatif du
comportement asymptotique dans la limite des grands systémes en conditions quasi-
statiques. On cherche ici a vérifier la pertinence de cette méthode d'estimation. On
s'intéresse pour l'instant au cas classique ou 1'on cherche a déterminer o, valeur de
pic de la contrainte o, appliquée sur le matériau granulaire dans des conditions
données.

On montrera qu'en théorie o, ne dépend pas de la taille des grains
(caractérisée par dj) mais que, en revanche, toute estimation de o, sur un
échantillon de taille finie comporte un biais dépendant du rapport entre d, et la taille
de [I'échantillon. Les résultats de plusieurs séries de simulations biaxiales
permettront ensuite de discuter ces conclusions, en analysant l'influence de la taille
des grains sur la moyenne et sur I'écart type des o, obtenus.
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Enfin on analysera l'influence de la vitesse d'écrasement, étant entendu
qu'elle doit étre négligeable si 1'on prétend étudier le comportement en conditions
quasi-statiques.

3.4.1 Influence de la taille des grains et probléme de la « mesure »

L'influence de la taille des grains sur le comportement d'un matériau granulaire -
réel ou simulé - suscite des interrogations; chez les utilisateurs de la DEM en
particulier, mais aussi plus généralement chez des mécaniciens des sols. Des
travaux récents **"**! semblent montrer que la résistance d'un matériau simulé par la
DEM dépend du diamétre des grains. L'auteur de ces travaux conclut que le calage
de u; (angle de frottement des contacts) effectué avec une taille de grains donnée
n'est plus valable si on applique un facteur d'échelle sur la granulométrie. Nous
allons montré que cette conclusion est fausse, en partant de la théorie de 1'analyse
dimensionnelle et en se plagant dans I'hypothése d'une évolution quasi-statique.

3.4.1.1 Résistance asymptotique dans la limite des grands systémes

Considérons un assemblage de taille infinie, statistiquement homogeéne et isotrope,
dans lequel la distribution des forces de contact équivaut a un état de contrainte
macroscopique défini par l'intensité o;, o, des contraintes principales. On suppose
que o;=0; a l'état initial, et qu'ensuite une déformation globale entraine
I'augmentation progressive de o, jusqu'a une valeur de pic que 1'on notera [} ]y—x.
En conditions quasi-statiques, [o,]v—. dépend, en toute généralité, de la contrainte
principale mineure oy et des parameétres du Tableau 3-1. L'ensemble @, contient
donc les éléments suivants :

Porn=1{ G5 M; ps; 15 do; ks ks; tanu 5 Gi; Cs; 01} (3.5)

Ces onze parametres font intervenir trois dimensions indépendantes ([L],
L . . . 1. o
[P], [T]). La théorie de l'analyse dimensionnelle stipule alors (théoréme de

. " ., . - 2
Buckingham) que [o;]v—./01 peut étre exprimé en fonction d'une série complete™ de
huit produits sans dimensions des variables. De sorte que @y, peut étre réduit a

kK C o C
Porn=1{G; M; n; —=; =~ tanug; —L; -~
b=t G k' C ek

n s n n

} (3.6)

Cette fois, ps et dy sont exclus de I'ensemble, ils ne peuvent &tre associés a
aucun autre paramétre pour former un produit adimensionnel. La conclusion est
donc immédiate : [0,]v— ne dépend ni de la masse volumique des grains — ce qui
est trivial en l'absence de gravité — ni surtout de leur taille, ce qui dément la
conclusion de [Ach03]. En revanche, [o,]v—» peut a priori dépendre de tous les
autres paramétres de 1'expression (3.6), dans une expression de la forme

[GP]Naoc k< C g, C
— =0 My tan g o
O-l 1 g kn Cs ﬂ kn kn

(3.7)

ou @, est une fonction des variables entre parenthéses.

9 Les lecteurs pourront se reporter & [Lan56] pour une introduction a 'analyse dimensionnelle.

Une série de produits sans dimension de variables données est dite "compléte" si chaque produit de la série est
indépendant des autres et si tous les produits sans dimensions peuvent étre formés par combinaison des produits
de la série. Le théoreme de Buckingham dit que si N variables font intervenir d dimensions indépendantes, toute
série compléte de ces variables est composée de N-d produits sans dimensions.
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Le raisonnement ci-dessus peut étre appliqué également au comportement
élastique du matériau ™*°!. Par conséquent, les propriétés élastiques sont elles
aussi indépendantes de la taille des grains dans la limite des grands systémes.

Remarque 1 :

Le coefficient ky/k, apparait couramment dans la littérature sur les milieux
granulaires, il est fréquemment noté a, notation qui sera adoptée dans la suite.

Remarque 2 :

Le rapport oy/k, est l'inverse du niveau de rigidité — noté x — défini dans [ComO1a]
et considéré comme une variable importante du comportement macroscopique. Ce
paramétre permet, entre autres, de faire le lien entre les méthodes DEM a contacts
"mous" (ex. PFC2D), ou « est variable, et les méthodes sans élasticité ou x est
infini. Dans la suite, par analogie avec la terminologie de [ComO1la], on considérera
que le rapport o1/k, définit le niveau de confinement de 'échantillon.

Remarque 3 :

On voit ici l'intérét de définir la cohésion des contacts par les paramétres C,, C;
(dimension [P]). Une définition basée sur les paramétres R,, R, (dimension [P.L])
entrainerait une dépendance vis-a-vis de dj, qui pourrait s'exprimer a travers un
produit sans dimension tel que R,/(dy.o1).

3.4.1.2 Résistance "mesurée”

Sortons maintenant du cas des grands systémes pour aborder celui d'un échantillon
de taille finie soumis a une compression biaxiale. La description compléte du
probléme comprend cette fois la hauteur Ly et la largeur L, de l'échantillon. Ces
longueurs donnent deux produits sans dimensions par combinaison avec la taille d,
des grains, on ajoute donc a ®,;, les variables dy/L, et Ly/L;. Dans ce cas, on peut

donner une expression de la contrainte de pic sous la forme :
j (3.8)
L

Cette fois, la théorie de I'analyse dimensionnelle ne permet pas de conclure
qu'il y a indépendance du comportement vis-a-vis de la taille des grains. A travers
le rapport dy/L;, la taille des grains peut avoir une influence sur la valeur o,
"mesurée". L'élancement de 1'échantillon (Ly/L;) est également susceptible de jouer
un role.

GP ks n Gl Cn
—=0,| G;M;n,—,—"tan y_;—;
O-l l(g kn Cs u kn k

~

|:

d, .
L’

~

B
n

Si l'analyse dimensionnelle ne permet pas d'affirmer qu'il y a effectivement
une influence du rapport dy/L; sur le résultat, cette influence est en revanche bien
connue des expérimentateurs qui étudient le comportement des sols a forte
granularitél. Ces derniers considérent généralement que l'erreur de mesure

1
Voir par exemple la synthése bibliographique proposée par Valle [ValO1].
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augmente avec le rapport d,,../L; (ou dnax est la taille des plus grosses particules) et
préconisent d,.,/L;<1/6. On peut d'ailleurs justifier de cette facon les écarts
constatés entre les différents résultats de [Ach03], dans lesquels dy/L; n'est pas
constant.

L'effet de dy/L;, peut également se répercuter sur les autres aspects du
comportement (en particulier le comportement ¢élastique). En résumé, le
comportement d'un matériau granulaire simulé ne dépend pas de la taille des grains.
En revanche, toute mesure (réelle ou simulée) des parameétres de comportement est
susceptible d'étre influencée par le rapport dy/L; de 1'échantillon considéré.

3.4.1.3 Influence de la taille des grains dans les simulations
Evolution de la dispersion

On commente ici les résultats d'une série de simulations biaxiales sur des
assemblages purement frottants. Les assemblages sont définis par la granulométrie
Gl, avec n=0,158; a=0,5; k,=10" Pa; u,=35°. Suivant les cas, le nombre N de grains
de I'échantillon est égal a 500, 1000, 2000, ou 4000. La taille de I'échantillon étant
fixe, dy/L, est proportionnel a N2 Pour chaque valeur de N, 40 échantillons
différents ont été testés.

La figure 3.7 présente une partie des résultats obtenus. On peut
immédiatement constater que la dispersion diminue quand N augmente. D'aprés
Evesque [Eve0l] et Chareyre [Cha00], la diminution de 1'écart type doit étre
proportionnelle & N''? (et donc également a dy/L;). Ici, la droite ajustée par la
méthode des moindres carrés sur les résultats des simulations (fig. 3.8) montre que
le coefficient de proportionnalité est environ égal a 5,2 (4,5 par rapport a dy/Lp).

500 grains (do/L. =0,052) 4000 grains (do/L,=0,018)

3.5 .
0.0004 0.0004

0.0003

| 0.0002

§ —} 0.0001 \?\l
g ©

0.0000

0.ps
- -0.0001
€
20
& 15 5
2 10 2
_§ B
S k<
T T T T T T
2,2 2,5 2,8 3,1 3,4
(o»-01)/07 au pic (0»-01)/07 au pic

fig. 3.7. Dispersion des courbes o-& (10 échantillons représentés) et des valeurs au pic

pour 500 et 4000 grains.
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fig. 3.8. Ecart type de (o02-01)/01 au pic en fonction du nombre de grains.

Evolution de la moyenne

La figure 3.9 montre que la résistance est en moyenne plus élevée quand il y a peu
. \ -1/2 . . S

de grains. Dans un repére (oy/01; N ), les points sont assez bien ajustés par une

droite des moindres carrés d'équation

v/ 61 = 4,77.(dy/L1) + 2,63 (39)

Il semble dés lors raisonnable de considérer que [(03-01)/01]v—» peut étre évalué
par son ordonnée a l'origine :

1
[O-p[c /0-1 ]NA)so = [Gp[c /O-l](dO/LL)AO ~2,63 (3.10)

et que la pente de la droite caractérise un biais systématique fonction de N.

Ces résultats montrent que, avec un échantillon de 4000 grains (cas
correspondant & dy/L; = 0,018), on a un biais acceptable (moins de 1 degré d'erreur
sur @ calculé¢). La limite généralement préconisée par les expérimentateurs,
dnax/ L1=1/6 (soit ici dy/L;=1/12), correspond a une erreur de 3,5 degrés sur l'angle
de frottement.

Effets de bord

On peut remarquer que la linéarité dans I'évolution du rapport /oy est
compatible avec le principe d'un effet de bord modifiant la résistance, au pourtour
de I'échantillon, au sein d'une couche d'épaisseur proportionnelle a dy. La méme
explication est avancée par [ComOla] pour expliquer I'évolution linéaire de la

Le symbole mathématique conventionnel pour "environ égal a" (un signe égal dont le trait supérieur est
ondulé) est absent de la table des caractéres utilisée pour la rédaction de ce mémoire, il est remplacé par le
symbdle "=".
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porosité moyenne d'un échantillon en fonction de N ™ (une zone de plus forte
porosité au contact des parois rigides).

Si I'on considére que la résistance est équivalente en moyenne a [o,]* dans
la partie perturbée et a [o,]yv—. au coeur de I'échantillon, alors la résistance moyenne
sur tout I'échantillon est donnée par I’une ou 1’autre des deux équations qui suivent,
ou 4, et A, sont des coefficients supérieurs a 0 :

d

o,= %.L—".([a,,]*—[ap]w). +[0, 1y (3.11)
L

ou

o, =N.([c,1*c,1y,.)+ [0, ]

3.2 4

3.1 _
y = 5,5286.N""2 +2,6272 = 4,5137.d ,/L | +2,6272

2.5 . T T T T , dolL,
D 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06

fig. 3.9. Moyenne des rapports Gp/O'l obtenus par simulation biaxiale (40 échantillons
pour chaque) en fonction du nombre de grains, les barres d'erreur représentent I'écart

type autour de la moyenne.

3.4.2 Hypothése quasi-statique : importance de la vitesse d'écrasement

On vérifie ici qu'il est possible d'obtenir un résultat dans lequel l'influence de la
vitesse est négligeable. Dans le cas ou 'hypothése quasi-statique n'est pas vérifiée,
la description du probléme doit inclure les paramétres relatifs aux aspects
dynamiques du modéle : la vitesse de sollicitation, représentée par la vitesse de
déformation & (dimension [T™']), le coefficient d'amortissement non-visqueux D,
(sans dimension), et la masse volumique des grains p, [P.L2.T7].

On a reproduit sur la figure 3.10 les courbes obtenues avec différentes
vitesses d'écrasement. Les simulations sont effectuées sur I'assemblage défini dans
le Tableau 3-2. Cette figure montre clairement qu'une vitesse trop élevée conduit a
surestimer la résistance de 1'échantillon.
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Sur la figure 3.10, les résultats ont été obtenus avec un coefficient
d'amortissement D,=0,3. La méme série de calcul a été répétée avec d'autres valeurs
d'amortissement (on conserve D,>0,3 car en de¢a, des phénoménes oscillatoires
perturbent le résultat). Si I'on reporte pour chaque série, les valeurs de o, au pic
(fig. 3.11) en fonction de la vitesse de déformation &, on constate que :

. ~ c1s . \ . 1
« l'augmentation de o, peut étre considérée proportionnelle a la vitesse ™ ;

o la pente des droites (o,-&) ajustées est elle-méme sensiblement
proportionnelle a D,.

On peut donc considérer que la contrainte o, obtenue dans une simulation
correspond a la somme d'une erreur Ao, due a la vitesse d'écrasement, et de [op]gs,
valeur idéale dans le cas quasi-statique :

o,= [O'p]QS +Ao, (3.12)

Dans cette somme, [0, ] dépend de tous les paramétres précédemment
inclus dans @z, (expression (3.8)) mais est indépendant de la vitesse et de
I'amortissement. Au contraire, Ao, dépend a priori a la fois de Pppy, Dg, € et py.
Cependant, les proportionnalités mises en évidence permettent d'écrire 1'équation
(3.13) ou g, est un paramétre de dimension [T] dépendant uniquement de @, et de

Ps-

(3.13)

Puisque ¢, permet de quantifier l'erreur d'estimation de o, il était
intéressant de connaitre son évolution en fonction des paramétres de ®,p,. On traite
pour l'instant le cas d'assemblages purement frottants (on peut donc exclure de @y,
les parameétres C,/C; et C./k,). Des séries de calculs du méme type que celles de la
figure 3.11 ont été effectuées en modifiant de facon indépendante les paramétres de
la configuration de référence (définie dans le Tableau 3-2). Les résultats sont
présentés sur la figure 3.12, ou la légende indique le paramétre modifié (ex. k,x3
pour l'opération k,«k,%3).

M n k,, ks tan,us [e3] d() LH LH/LL Ps Da

M, 0,17 410* 2.10* 0,6 10kPa 3,38.10° 0,15 2 2.10° 0,3
kPa kPa m m kg/m’

Tableau 3-2. Configuration de référence pour I'étude de I'effet de vitesse.

Ceci n'est 1glus vrai dans les trés grandes vitesses, ou un terme quadratique est nécessaire pour exprimer la
. [Nou99; Cha00]
dépendance .
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fig. 3.10. Courbes contraintes-déformations obtenues par écrasement d'un échantillon a
différentes vitesses de déformation (données en s).
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fig. 3.11. Valeurs de o, obtenues en fonction de la vitesse et du coefficient

d'amortissement.
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fig. 3.12. Evolution de AGp/[O'p]QS en fonction de & pour différents parameétres de

simulation (dans le cas D,=0,3).
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Ces résultats mettent en évidence le fait qu'a vitesse de déformation
constante, l'erreur relative varie de fagon importante suivant les paramétres du
calcul, et en particulier en fonction du nombre de grains (rapport do/L;). Le role des
différents paramétres peut étre envisagé, comme précédemment, sous l'angle de
I'analyse dimensionnelle. Par définition, ¢, est indépendant de D, et &, I'ensemble
des variables potentiellement influentes est donc le méme que pour o,, et une
expression de ¢, peut étre mise sous une forme du type

=0, g;ﬂ/[;”;ﬂ;ﬂ,;ﬁ;ﬁ;L—H (3.14)
KoYk LL,

n

~ [

v

ou 7, est un produit de facteurs ayant la dimension [T]. La comparaison des
différentes combinaisons possibles a montré que, pour un échantillon dont le
nombre de grains est constant, la définition la plus judicieuse pour 7, était la
suivante :

_tanp L. k,.p, (3.15)
Gl

T

v

et pour un nombre de grains variable

T - tan u L, \Jk,.p, /ﬂ (3.16)
v - LL

o,

Cette deuxiéme expression est a considérer avec précautions car l'exposant 0,5
appliqué a dy/L; n'est validé que pour deux tailles de grains différentes.

Avec cette définition, on peut donner une expression de l'erreur qui ne
dépend plus que de quelques paramétres. On a tracé sur la figure 3.13 l'erreur
relative dans les différentes séries d'essais, non plus en fonction de ¢ mais cette
fois en fonction de 7,"x &. On constate un bon alignement des points autour d'une
droite de pente 0,034. Ainsi, l'erreur relative peut étre exprimée par

Ao . (3.17)
L =9.D,®,(G;M;n) avec V=T, &
[0, ]os

Dans cette expression, V= T,".& est la vitesse normalisée, entiérement
définie par les parametres de la simulation. La seule inconnue est donc la fonction
®,, qui peut dépendre a priori des parametres G, M, et n. Dépendance qui reste a
vérifier puisque ces parametres n'ont pas €té modifiés au cours de notre étude. En
tout état de cause, pour la granulométrie utilisée au cours de ce travail de thése et
pour cet ordre de compacité, la valeur de @, est approximativement égale a 0,113.

On a donc :

% o 0,113.9.D, (3.18)

[0, ]os
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Par cette expression, on peut évaluer a l'avance l'erreur du résultat par
rapport & I'hypothése quasi-statique. Le choix de la vitesse d'écrasement peut ainsi
étre fait en tenant compte a la fois de la précision attendue du résultat et du temps
raisonnable pour l'obtenir. Généralement, nous avons choisi une vitesse
correspondant a une erreur de 1%.

Remarque 1

Tout ce qui précede reléve uniquement du cas sans cohésion. Cependant, quelques
tests ont clairement montré que l'effet de la vitesse était largement atténué quand C,
et (, étaient non nuls. Le critére de choix de vitesse proposé ici est donc sécuritaire
du point de vue de la précision de calcul.

Remarque 2

Pour un nombre de grains donné, la durée simulée d'un calcul biaxial est
inversement proportionnelle & £, elle est donc proportionnelle a 7, pour un niveau
d'erreur constant (Eq. 3.17). Par ailleurs, le pas de temps At.; du calcul est
proportionnel a L;.(py/k,)"? (Eq. 1.12). Par conséquent, le nombre de pas de calcul
nécessaire a une simulation est proportionnel a &,/o0y, le « niveau de rigidité ». Ce
constat a une importance pratique : le nombre de pas a effectuer détermine la durée
réelle de la simulation. Par conséquent, le seul moyen d'optimiser les temps de
calcul (la diminution du nombre de grains mise a part) sera de choisir un faible
niveau de rigidité.
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fig. 3.13. Erreur relative sur o, en fonction de la vitesse normalisée.
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3.5. Dépendances micro-macro et lois d'échelle

On s'intéresse ici aux relations entre les paramétres d'un empilement et son
comportement macroscopique. Le probléme est étudié dans la limite des grands
systémes et dans 1'hypothése d'évolutions quasi-statiques. Les paramétres
caractérisant 1'échantillonnage (do/L;; Ly/L;) sont donc exclus — par définition — de
la discussion, ainsi que les parameétres relatifs aux aspects dynamiques (¥, py).
Comme on I'a vu précédemment, 'ensemble des paramétres se réduit dans ce cas a

k. C o, C,
Poen=1G; M; n; ké ; C— tang; k—'; k—} (3.19)

n s n n

Différents aspects du comportement macroscopique seront examinés. Pour
chacun de ces aspects, l'objectif sera de caractériser les roles respectifs des
parameétres ci-dessus.

3.5.1 Domaine élastique

Le comportement est parfaitement élastique s'il n'y a aucune rupture de contact. Un
tel comportement est donc indépendant des parameétres de résistance des contacts.
L'ensemble des paramétres adimensionnels régissant le comportement peut donc
étre réduit a

Poen=1{G; M; n;a ;%} (3.20)

n

et les paramétres élastiques ont des expressions telles que ( 3.21 ) et ( 3.22 ) ou @
et @, sont des fonctions indéterminées des différents parameétres.

E, :k,,.(DE[G;M;n;a;%] (3.21)

n

o (3.22)
v=0, G;M;n;oz;k—1

n

Module de Young

Pour un assemblage bidimensionnel de disques, aléatoire et isotrope, et avec des
contacts ¢élastiques linéaires, Bathrust et al. [Bat88a] proposent :

E, =%2ankn§ (3.23)

ou n. est le nombre total de contacts dans le "volume" V' (en fait une surface), R,, le
rayon moyen et { un paramétre indéterminé inférieur a un. Conformément a
I'expression ( 3.23 ), le module apparait proportionnel a k,. Par ailleurs, le rapport
n..R,>/V traduit une prise en compte de la coordinancel, qui dépend a la fois de la

La coordinance est la moyenne du nombre de contact par grains, elle peut étre corrélée avec la porosité si la
granulométrie est fixée.
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\

porosité et du rapport oy/k, (une forte compression ayant tendance a créer des
nouveaux contacts). L'influence du coefficient a et celle de la granulométrie

peuvent étre prises en compte a travers le coefficient ¢ mais elles restent
indéterminées.

Les résultats de la figure 3.14.a montrent qu'avec la granulométrie (Gy;
M,), n =0,165 et a =0,7, le rapport E,/k, est proche de un (soit  =0,5) quelle que
soit la valeur de oy/k,. Cela s'explique probablement par le fait que dans 1'état ou le
niveau de confinement (oi/k,) est le plus élevé, le nombre de contacts n'est que de
4% supérieur a celui de I'état le moins confiné. De la méme facon, le nombre de
contacts varie peu (+/- 5%) avec la porosité tant que celle-ci garde des valeurs
réalistes (correspondant a un matériau dense). Assez logiquement donc, les
simulations n'ont pas montré non plus de variations importantes de E, en fonction
de n.

En revanche, les résultats de simulations (fig. 3.14b) montrent que E,
dépend de a, propriété déja mise en évidence analytiquement en 2D V*¥7] et en
3D [©™31 On remarque sur la figure (comme dans les modéles analytiques des
auteurs cités) que les variations sont surtout sensibles pour les plus faibles valeurs
de a. En revanche, E,/k, est peu modifié tant que a > 0,3.

E,/kn
*
*
E,/kn
o
~
[6;]

0{=Ov7 7

T T T T
1.E-04 1.E-03 1.E-02 1.E-01 0.0 0.2 04 0.6 0.8 1.0
o./k, a=kyk,

fig. 3.14. Variation de E, dans un assemblage en fonction des paramétres de raideur des
contacts (granulométrie (G1, M1), n=0,165).

Coefficient de Poisson

Les auteurs ayant étudié le cas des particules avec des interactions lin€aires aux
contacts, s'accordent sur le fait que « a un role déterminant sur le comportement en
général et sur v en particulier. On retiendra notamment que o =0 correspond a
l'interaction entre des bulles de savon, et que, d'aprés la loi de Hertz-Mindlin pour
deux sphéres élastiques en contact ™M"31 2/3< ¢ <1. Si a>1, on peut obtenir un
comportement physiquement aberrant, caractérisé par v< 0 ®*®°] Dans [Bat88a] et
[Cam95], a est le seul paramétre dont dépend le coefficient de Poisson, suivant
I'expression

(3.24)
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Cependant, [Bat88a] montre par des simulations que cette expression sous
estime la valeur effective de v, qui dépend en fait aussi de la coordinance. Les
résultats de nos calculs vont dans le méme sens (fig. 3.15). Dans les assemblages
simulés — les mémes que précédemment — la valeur effective de v est supérieure a ce
que prévoit I'expression (324), surtout pour les faibles valeurs de a. On peut noter
que les valeurs classiques pour les sols (v= 0,3) sont obtenues pour o proche de 0,5.

l —<0—— simulations

------- modeéle Bathurst

fig. 3.15. Evolution du coefficient de Poisson en fonction de a .

Bilan

En définitive, il apparait qu'un calage approximatif de E, peut étre effectué pour un
assemblage de granulométrie donnée en considérant que

Ey zknq)E(g"‘g‘/l) (3'25)

Une seule simulation permet alors d'évaluer la constante @, (dans notre
cas @,~ 1), et k, est ensuite uniquement déterminé par E,. Ceci n'est valable que si
o >0,3, ce qui sera vérifié la plupart du temps puisque o < 0,3 implique un
coefficient de Poisson trop élevé pour étre représentatif d'un sol.

Pour un calage précis de v, il semble que la seule méthode reste une
procédure essai/erreur; ou le test systématique de différentes valeurs de a afin de
construire une courbe d'étalonnage telle que celle de la figure 3.15.

3.5.2 Rupture et grandes déformations dans les assemblages purement frottants

3.5.2.1 Définition de l'angle de frottement macroscopique ¢

On cherche a décrire — si c'est possible - la résistance des assemblages purement
frottants par le seul angle de frottement ¢ d'un critere de Mohr-Coulomb. Ce critére
prévoit que la contrainte de pic et la contrainte latérale sont proportionnelles suivant

&:tan2[£+ﬁj (3.26)
o, 4 2
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Or, on a vu (section 3.4.1.1) que l'ensemble des paramétres dont dépend a priori ce
rapport est (en excluant les parameétres de cohésion) :

k
Poen=1G; M, n; k— tanu; %} (3.27)

n n

o,/ o1 peut donc dépendre en particulier du niveau de confinement o/k,, ce qui est
incompatible avec l'expression (326 ). Si l'on représente dans le plan de Mohr-
Coulomb les cercles correspondant a des simulations a confinement variables (fig.
3.16), on constate effectivement que les cercles s'éloignent d'autant plus du critere
tangent initial que le confinement augmente.

Cependant, en représentant les mémes résultats sous une autre forme (fig.
3.17.a), on vérifie que o,/0; est assez constant quand le niveau de confinement est
inférieur a 107 Par conséquent, un critére de Mohr-Coulomb est adapté pour cette
gamme de confinement.

Dans les problemes de géotechnique de surface, la pression de confinement
est généralement inférieure a 0,2 MPa (correspondant a environ 10m de
profondeur). Le module de Young — et donc également &, dans notre modéle — a
pour sa part un ordre de grandeur compris entre 10 et 100 MPa [“>7*!_ De ce fait, le
niveau de confinement dans les simulations d'ouvrages sera généralement inférieur
a 107, et le comportement du modéle pourra étre caractérisé par un angle de
frottement. On se place dans cette hypothése pour la suite de I'étude.

0.05 —
- ,‘
/, - -
‘,’
- //’
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0.000 0.025 0.050 0.075 0.100 0.25 0.150 0.175 0.200

onl kn

fig. 3.16. Enveloppe de rupture d'un assemblage purement frottant dans le plan de Mohr.
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fig. 3.17. Dépendance de la contrainte de pic vis-a-vis du niveau de confinement (a) et du
coefficient a (b).
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Par ailleurs, la figure 3.17b montre que la résistance de 1'assemblage peut
étre considérée indépendante de a a partir de a>0,3, ce qui correspond
approximativement a o1/k; < 107, Par conséquent, pour les assemblages dont les
contacts ont des raideurs suffisantes, l'angle de frottement macroscopique pourra
étre défini indépendamment de toutes les propriétés élastiques.

3.5.2.2 Influence de la porosité

Ce qui précede montre que les parameétres déterminant le frottement macroscopique
au pic peuvent se réduire a I'ensemble Ppey=1{G; M; n; tanu,}. On examine ici l'effet

de la porosité n.

Les courbes o-¢ correspondant a différentes porosités initiales sont
représentées dans la figure 3.18. Les simulations ont ét¢ effectuées avec des grains
de type M; et avec deux valeurs de tanus. Elles montrent clairement le role de la
porosité dans le comportement macroscopique.

o Plus I'empilement est dense et plus la valeur de pic est élevée. Mais la
contrainte évolue ensuite vers une valeur résiduelle qui semble
indépendante de 1'état initial. Ce dernier aspect suggere l'existence d'un
état critique comparable a ce qui est observé expérimentalement. Ceci
est confirmé par 1'évolution de la porosité des échantillons, contractants
ou dilatants suivant l'état initial, mais ayant tous approximativement la
méme densité en fin de simulation. L'apparition de 1'état critique dans
les simulations DEM a déja été signalée dans [Mah96] — avec toutefois
des résultats moins précis.

o La valeur résiduelle du déviateur parait indépendante de u,, comme
dans [Mor99] et [Mah96], et l'angle de frottement résiduel
correspondant — @~ 17° — est proche de celui obtenu par les autres
auteurs. Il semble que l'augmentation de la porosité critique compense
celle du frottement intergranulaire, pour aboutir a un frottement résiduel
identique. Tout se passe comme si, a 1'état critique, la déformation était
régie par des mécanismes de roulements grain-sur-grain plutdt que par
des glissements des contacts, de sorte que le frottement joue un réle
négligeable. L'indépendance de ¢ vis-a-vis de u reste a vérifier pour
les grains de forme allongée (M,).

On voit ici qu'il est possible de générer un empilement plus ou moins
dilatant, ou plus ou moins fragile, en fonction de la porosité initiale imposée.
Cependant, le faible frottement résiduel des empilements testés ici (M=M,) les rend
mal adaptés pour simuler un comportement typique d'un sable sec, généralement
moins fragile. Pour cette raison, les simulations présentées dans la troisieme partie
de ce document ont été effectuées avec M=M,.
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fig. 3.18. Evolution du déviateur et de la porosité en fonction de & et de la porosité
initiale (n=0,188; 0,181; 0,173; 0,165; 0,158; 0,151). Chaque courbe représente la
moyenne - pour & donné - des résultats obtenus sur 6 échantillons différents (2000

grains chacun).

3.5.2.3 Influence du frottement intergranulaire

Les modeles analytiques simples correspondant a des empilements réguliers
suggérent une dépendance linéaire entre @ et u "% du type ¢(us)= @(0)+u,. Avec
@(0)=0 pour un motif a maille carrée et ¢(0)=30° pour un motif en quinconce. Mais
les expérimentations sur empilements aléatoires, autant que les simulations,
montrent généralement une évolution non linéaire de ¢.

Certains travaux de la littérature proposent des équivalences entre le
frottement local et le frottement macroscopique "™ Cependant, les relations
proposées semblent difficilement applicables pour un calage de paramétres. D'une
part, elles demandent a étre validées sur un plus grand nombre de cas. Et d'autre
part, elles font intervenir des parameétres d'histoire et de description statistique des
contacts qui — dans le cadre de notre étude — ne sont pas connus.

Il semble finalement que la seule méthode permettant d'ajuster l'angle de
frottement macroscopique a une valeur donnée soit d'effectuer des simulations
biaxiales. On pourra suivre une procédure de type essai-erreur ou effectuer des
calculs systématiques pour obtenir des courbes de calibration. Cette deuxieéme
option a été appliquée pour les empilements de grains de forme M,. Les résultats
sont présentés sur la figure 3.19, et superposés a d'autres résultats de la littérature
(d'apres la synthese de [Mah96]). Ils sont généralement en assez bon accord.
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3.5.2.4 Influence de la forme des grains

Comme le montre la figure 3.20, l'assemblage des grains deux a deux permet
d'augmenter de maniére importante le frottement macroscopique. Des deux
échantillons, de porosités initiales équivalentes, celui dont les grains sont de
géomeétrie M, est largement plus dilatant.

——n=0,188
—a—n=0,181
——n=0,173
——n=0,165

O n=0,158
—+—n=0,151

<& Mahboubi et al. (biax.)
Matsuoka (Exp., biax.)
Cundall (sim.cis.)
Kruyt (sim. biax.)
Cundall (sim. biax.)
Yemmas (sim., biax.)
Abriak (Exp., biax.)

O+ » XX n

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60

fig. 3.19. Calibration du frottement macroscopique associé aux grains de forme M=M; en

fonction du frottement des contacts et de la porosité. Nos résultats sont superposés a ceux
compilés par Mahboubi et al. [Mah96].
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fig. 3.20. Influence de la forme des grains sur le comportement de I'empilement : (a)
courbes o-¢, (b) évolution de ¢ en fonction de ;.
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3.5.3 Rupture d'un assemblage cohésif

3.5.3.1 Généralités

L'adhésion des contacts peut étre définie sur deux modes différents. Dans un cas, les
liaisons cohésives sont attribuées a tous les contacts de I'échantillon a 1'état initial.
Si un nouveau contact est créé durant 1'écrasement, on considére qu'il n'a pas de
cohésion. Dans ['autre cas, des liaisons cohésives sont également créées au cours de

I'écrasement, a chaque fois que la déformation de l'assemblage crée un nouveau
contact.

La figure 3.21 montre que la valeur du déviateur supporté par 1'échantillon
chute plus brutalement dans le premier cas (« pas de recollement des contact ») que
dans le second («recollement des contacts »). On constate également que la
résistance est plus élevée quand des nouvelles liaisons peuvent étre créées en cours
d'écrasement.

Dans cette section, les simulations qui sont présentées correspondent au
cas « sans recollement ». Cependant, les propriétés adimensionnelles mises en
évidence sont également valables dans le cas « avec recollement ».

140 4
120 4

100 4

oz o7 (kPa)

80 -

pas de recollement des contacts

------- recollement des contacts £,

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05

fig. 3.21. Courbes o-¢ obtenues sur des assemblages cohérents sans frottement (M=M1,
n=0,18, (,=542 kPa, (Cs=271 kPa, a=0,5, 01=2 kPa).

3.5.3.2 Enveloppe de rupture
Approche qualitative

Si I'on attribue aux contacts des liaisons cohésives, la résistance de l'assemblage
peut étre exprimée suivant

o, o C
L=0.{G, M; n;o ; Q;tan,us; e (3.28)
(o] Cs kn kn
ou Cy est une variable — ou un produit de variables — qui normalise o, (ex. C,, oy,
k,, etc.) et @, une fonction des différentes variables (@, dépend du choix de Cg).
L'évolution de ®d. en fonction de oy/k, détermine indirectement la forme de

I'enveloppe de rupture.
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On propose une schématisation de l'enveloppe basée sur la distinction
entre trois gammes de niveau de confinement, correspondant chacune a un mode de
rupture particulier (fig. 3.22 ) :

(I). Pour un niveau de confinement négatif ou faiblement positif, les
contacts sont préférentiellement rompus en traction, c'est donc
essentiellement C,/k, qui gouverne le comportement macroscopique ;

(IT). Si le niveau de confinement augmente suffisamment, la plupart des
contacts sont comprimés : la rupture se produira alors plutét par
cisaillement des liaisons cohésives et la résistance est déterminée en
grande partie par (y/k,. Toutefois l'influence de tanu, est généralement
perceptible dans la pente du critére ;

(III). Enfin, si le niveau de confinement devient suffisamment
important, la résistance des liaisons cohésives devient négligeable par
rapport aux efforts de contact. Dans les cas extrémes, ces liaisons seront
rompues du simple fait du confinement isotrope. Dans cette partie,
I'enveloppe de rupture rejoint celle d'un empilement purement frottant.
Si u, est proche de zéro, 1'enveloppe peut avoir une pente négative a la
transition (II)—(I1I).

On peut s'attendre a ce que les niveaux de confinement déterminant les
transitions entre les différents régimes dépendent des paramétres de simulation, et
en particulier que :

les rapports o=k/k, élevés favorisent des sollicitations des contacts en
cisaillement plutét qu'en traction et repoussent la transition (I)—(II)
vers les faibles niveaux de confinement ;

un fort rapport C,/Cs produit le méme effet car il favorise des ruptures
par cisaillement de contacts.

Cette typologie des modes de rupture est pour l'instant purement
spéculative, mais nous allons voir qu'elle donne une base d'explication des résultats
de simulations. En particulier, on peut analyser dans ce cadre les conclusions
formulées par [Hua99] a partir de compressions simples et de tractions simples
simulées sur des assemblages cohérents (modéles de roches). Certains de nos
résultats [Cha00] sont également présentés et confrontés a ceux de [Hua99].

(1m)

vk, I Résistance
Résis(ta)nce déterminée
() déterminée partan,
Résistance
déterminée par Cs/kn

par C/kn Y

/ anlkn

fig. 3.22. Schématisation de I'enveloppe de rupture d'un assemblage cohésif dans le plan

de Mohr.
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Assemblages purement cohérents : modes (I) et (II)

On examine tout d'abord le cas sans frottement ou le rapport C,/(s reste proche de
un. Dans ce cas, [Hua99] montre que la résistance en traction o, est
approximativement proportionnelle a ¢, indépendamment de (s — ce qui correspond
a ce que nous venons de définir comme le mode (I). Inversement, [Hua99] montre
que la résistance en compression peut étre considérée proportionnelle a
indépendamment de C, dans les essais de compression, ce qui correspond au mode
(IT). Cela suggere que la transition entre les deux premiers modes de rupture a lieu
au voisinage de 1'origine du plan de Mohr.

Cependant, l'auteur signale que si le rapport (/s est supérieur a 2 ou
inférieur a 0,5, les résistances en compression et en traction deviennent trés proches
I'une de 1'autre. Quand C,/Cs est grand, o, et o; sont toutes deux proportionnelles a
Cs et indépendantes de (,. Cela signifie — avec notre grille d'analyse — que la
transition entre les régimes (I) et (II) a été déplacée vers le domaine des contraintes
négatives. Inversement, quand C,/Cs est petit, il y a proportionnalité par rapport a C,
et indépendance vis-a-vis de (; : la transition est déplacée cette fois du coté positif.

Cette propriété est confirmée par nos résultats (fig. 3.23). Bien que
I'égalité des résistances en traction et compression ne soit pas tout a fait obtenue, on
constate bien un déplacement de la zone de transition lors d'un changement du
rapport C,/Cs. On peut remarquer que, dans notre cas, la zone de transition reste du
coté positif, méme quand (,/C=20. Ce qui suggére une dépendance vis-a-vis
d'autres parametres (ex. G, M, a).

‘ ‘ 0E+00 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ o.lk,
-4E-04 -2E04 OE}OO 2E-04 4E04 6E-04 8E-04 1E:03 1E:03
1E-04
Jc.=20 (¢ k=10
3E-04 - 5: ) (1)
L .
"'2'E'—651'""K; """ ) P N
1E04 | .77
T OE";@ ~ / , : : 0n<kn
-2E-04 0E+00 2E-04 4E-04 6E-04 8E-04 1E-03
1E-04 | cole 13 (cdk,=10%) |

fig. 3.23. Enveloppes de rupture d'un assemblage sans frottement en fonction de (C,/Cs
(M=My; n=0,165; 0=0,7). On indique approximativement la valeur de la contrainte

principale mineure pour laquelle il y a changement du mode de rupture.
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Assemblages cohérents-frottants : modes (II) et (III)

Les simulations de [Hua99], réalisées avec une contrainte de confinement o; nulle,
ont conduit l'auteur a conclure que le frottement des contacts n'avait pas d'influence
sur la résistance des assemblages cohésifs. Nos calculs, réalisés a o; variable,
montrent le contraire. On constate — évidemment — une dépendance forte dans le
régime (III), mais également dans le régime (II). On compare par exemple dans la
figure 3.24 des résultats obtenus avec et sans frottement, toutes choses égales par
ailleurs. On a également représenté l'enveloppe de rupture correpondant au cas
purement frottant. Les simulations ont été effectuées avec une valeur élevée de
G/ Cs, et de ce fait, le régime (I) n'est pas visible.

Pour 0<o/k,<107 (mode II), l'enveloppe de rupture est convenablement
décrite par une droite ajustée. Dans le cas sans frottement, cette droite est proche de
I'horizontale ; avec tanus=0,7 elle présente une inclinaison correspondant a ¢=22°.
Le frottement des contacts a donc une influence sur la résistance deés que
I'échantillon est soumis a une pression de confinement.

Le dernier cercle de chaque série met en évidence le régime (III) : dans le
cas non-frottant la résistance décroit ; dans le cas frottant, le cercle est tangent a
I'enveloppe de rupture (¢=0; @=27°) du cas sans cohésion. La transition (II)-(III) a
donc lieu au voisinage de oy/k, =1,5.10'3.

Si l'on définit la cohésion et l'angle de frottement macroscopiques en
prenant comme référence les droites ajustées dans le régime (II), on constate que la
cohésion est peu dépendante de wus. En revanche, l'angle de frottement
macroscopique est modifié¢ par les propriétés d'adhésion, la valeur obtenue dans le
cas cohérent-frottant (22°) étant inférieure a celle du cas purement frottant (27°).

0.003 - tany s=0; ¢k =103 ci/cs=100 P
S @07 ok =10% o100 e
rrrrrrrrrr tany ¢=0,7; enveloppe du cas purement frottant -
=
?
0.002 - _ =22
-
=
a § am g
-
0.001 4
—~
c/k,=2,55.10" 4
o.lk,
0 f 1 . . T )
0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005 0.006

fig. 3.24. Enveloppe de rupture en fonction du frottement des contacts (n=0,158).
L'enveloppe de rupture correspondant au cas sans cohésion est superposée aux résultats.
On indique approximativement la valeur de la contrainte principale mineure pour laquelle il
y a changement du mode de rupture.
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En conclusion, une démarche de calage visant a reproduire un critére de
type Mohr-Coulomb pourra suivre le schéma suivant :

« fixer C,/Cs >>1, pour minimiser l'importance du mode (I) et obtenir une
résistance ne dépendant que de (;;

o déterminer le rapport ¢/Cy dans le cas sans frottement, ¢ étant la
cohésion macroscopique caractérisant le régime (1I) ;

o fixer (, d'aprés cette proportionnalité, pour obtenir la cohésion
recherchée ;

» déterminer ensuite par approximations successives la valeur de u;
donnant le frottement macroscopique voulu (pente de la droite
caractéristique du régime (II)).

Il est clair qu'un tel calage n'est valable que dans une certaine gamme de
contraintes, qui devra correspondre au probléme a traiter.

Remarque

La différence de comportement entre les régimes (II) et (II1) est probablement due
uniquement & la maniére dont la résistance au cisaillement des contacts est définie.
Dans PFC2D, la cohésion et le frottement n'agissent pas simultanément, l'un se
substitue a l'autre. Si au contraire, la résistance des contacts était la somme des
contributions frottantes et cohésives, l'enveloppe de rupture serait probablement
d'emblée plus proche d'une enveloppe de Mohr-Coulomb (sauf pour le régime (I)).

3.5.3.3 Influence de la porosité

La porosité initiale de 'assemblage a une influence importante sur le rapport ¢/C;.
On présente a titre d'exemple sur la figure 3.25 les rapports obtenus pour des
assemblages de grains de type M;. La cohésion de l'assemblage le plus dense est
deux fois supérieure a celle du plus lache. Par conséquent, le calage de la cohésion
devra étre effectué a porosité initiale constante.

0.4

0.35
0.3 o
0.25

0.2 4

clCs
<&

0.15 | ©
0.1 1

0.05 -

0 T T T T T
0.14 0.15 0.16 0.17 0.18 0.19 0.2
n

fig. 3.25. Rapport entre la cohésion globale et la cohésion locale en fonction de la porosité
initiale (M=My; 0=0,5; C/C=100; tanis=0).
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3.6. Conclusion

Ce chapitre a permis de poser les principes du calage macroscopique des modéeles
DEM. Cette démarche repose pour une large part sur la simulation d'essais biaxiaux
sur les assemblages. La procédure adoptée pour leur mise en place (E.R.D.F.) a été
présentée. La méme procédure sera utilisée pour les simulations d'essais d'ancrage,
pour garantir la représentativité des résultats biaxiaux.

On a vu qu'il était possible — dans l'absolu — d'obtenir par simulations
biaxiales une approximation aussi précise que l'on veut du comportement
asymptotique dans la limite des grands systémes. Dans la pratique, le niveau de
précision atteint, dépendant du nombre de grains et de la vitesse d'écrasement,
résultera généralement d'un compromis entre une bonne précision, d'une part, et un
temps de calcul jugé acceptable d'autre part.

Une étude paramétrique de l'essai biaxial modélisé a été menée. Les
principales conclusions concernant la problématique du calage macroscopique sont
les suivantes.

+ Le comportement d'un assemblage dans la limite des grands systémes
dépend de sa granulométrie (définie a un facteur d'homothétie prés par
{G; M}), de sa porosité, et des parametres des lois de contact. En
revanche, le comportement est indépendant de la taille des grains (du
moins pour les aspects étudiés ici).

o FE, est approximativement égal a k, dans les assemblages étudiés tant
que a>0,3.

o Pour un assemblage ou G, M et n sont donnés, v dépend uniquement de
a, mais la relation est non-linéaire et devra étre calibrée pour chaque
nouveau triplet {G; M; n}.

o La résistance d'un assemblage purement frottant est indépendante des
raideurs des contacts si ces derni¢res sont suffisamment grandes par
rapport a la contrainte de référence (soit dans une sollicitation biaxiale
01/k,<107 et 01/k,<107%).

« Si ces conditions sont vérifiées, le critére de rupture est de type Mohr-
Coulomb et on peut définir I'angle de frottement macroscopique @. Pour
une granulométrie donnée, @ dépend de n et de u, mais la dépendance
est non linéaire et doit étre calibrée.

« L'enveloppe de rupture d'un assemblage cohésif a une allure complexe,
en partie a cause des lois de contact utilisées dans PFC2D. Lun ou
l'autre des paramétres de contact joue un rdle prépondérant suivant la
contrainte de confinement appliquée, ce qui se traduit par des
changements de pente dans l'enveloppe de rupture. Cependant, il est
possible dans une certaine gamme de confinement de décrire cette
enveloppe par une droite. On peut alors définir ¢ et tang comme
I'ordonnée a I'origine et la pente de la droite. ¢ est alors proportionnel a
Cs, avec dans notre cas un rapport allant de 1/6 a 1/3 en fonction de la
porosité.

« Le frottement des contacts (u) a peu d'influence sur la cohésion définie
précédemment mais a une influence certaine sur ¢. L'inverse n'est pas
vrai : l'adhésion des contacts influence la valeur de ¢. La procédure de
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calage par rapport a une enveloppe de rupture de type cohérent-frottant
devrait donc commencer par les paramétres d'adhésion.

Soulignons que les tendances linéaires proposées pour traduire I'évolution
de certains paramétres (ex. erreur en fonction de la vitesse) ne sont pas forcément
généralisables. Dans la plupart des cas, les résultats devraient étre confirmés sur un
plus grand nombre de cas pour pouvoir affirmer qu'ils ne sont pas fortuits.
Cependant, on peut considérer que les relations obtenues décrivent de maniére
appropriée le comportement du modéle DEM dans la gamme de matériaux et de
sollicitations qui nous intéresse.
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Chapitre 4

Modélisation de l'inclusion -
développement d'un modele spécifique

4.1. Introduction

4.2, Modéle granulaire

4.2.1 Notations

4.2.2 Modélisation du comportement de l'inclusion

4.2.3 Frottement a l'interface sol-inclusion

4.2.4 Conclusions : limitations inhérentes au modéle DEM
4.3. Modéle par éléments barres (DSEM)

4.3.1 Introduction

4.3.2 Formulation

4.3.3 Couplage DEM-DSEM

4.3.4 Validation

4.4. Comportement d'interface

4.4.1 Modele DSEM

4.4.2 Comparaison du frottement au pic avec les modéles DEM et DSEM
4.5. Conclusion

4.1. Introduction

Dans les domaines de la Géotechnique et du Génie civil, de plus en plus de
techniques associent des géomatériaux (sol ou béton) a des systémes d'inclusions
souples (nappes géosynthétiques, fibres, ...) ou rigides (renforts métalliques,
pieux, parois moulées...). Au sein d'ouvrages de ce type, les discontinuités dues aux
interfaces entre les matériaux sont autant de difficultés pour le modélisateur.
Parallélement, les codes DEM offrent de nouvelles possibilités de modélisation des
géomatériaux et sont particulierement adaptés aux milieux discontinus. On a vu au
chapitre précédent comment on pouvait simuler le comportement macroscopique
d'un sol donné. Reste a simuler le comportement de l'inclusion et de l'interface, c'est
I'objectif de ce chapitre. La discussion portera essentiellement sur le cas des
inclusions géosynthétiques, mais certains aspects sont transposables a d'autres types
d'inclusion.
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On montrera (section 4.2.2) qu'il est possible de simuler un géosynthétique
par l'intermédiaire d'une chaine d'éléments discrets liés entre eux, comme sur la
figure 4.1a. On étudiera ensuite les propriétés d'interface associées a ce modele en
simulant des essais d'ancrage simples (section 4.2.3). On mettra ainsi en évidence
d'importantes limitations de cette approche (section 4.2.4).

On proposera alors un modéle alternatif, pouvant s'appliquer a la
modélisation d'inclusions souples ou rigides. 11 a été développé durant la thése et
sera présenté en détails dans la partie 4.3.2. Il est basé sur une discrétisation de la
nappe en une série d'éléments, comparables sur certains aspects aux ¢léments barres
tels qu'ils existent en éléments finis (fig. 4.1b). Leurs déplacements sont régis par le
principe fondamental de la dynamique, ce qui autorise un couplage avec les codes
éléments discrets tels que PFC2D (section 1.4.3).

Ce modele par éléments barres dynamiques (DSEMI) sera validé dans
deux cas simples (section 4.3.3) puis comparé au modele précédent (4.3.5). La
comparaison montrera que le modele DSEM est le plus souhaitable dans la plupart
des cas.

(a) (b)

fig. 4.1. Deux approches envisagées pour la modélisation de systémes sol-inclusion. (a)
Modélisation par éléments discrets classiques, (b) Modélisation par couplage DEM-DSEM.

4.2. Modéle granulaire

4.2.1 Notations

Dans ce chapitre et dans les suivants, interviendront plusieurs types d'éléments et de
contacts (fig. 4.2). On adopte les notations suivantes :
o Un paramétre caractérisant un élément du sol est signalé par I'exposant
"s", un élément du géosynthétique par l'exposant "g" (ex. d* diameétre
des grains constituant le géosynthétique);

« Un paramétre caractérisant un contact est signalé par un double

exposant correspondant aux deux éléments concernés, avec les
notations définies ci-dessus. Par exemple, k£ désigne la raideur

normale des contacts sol-géosynthétique.

Acronyme utilisé dans [Cha03], de l'anglais "Dynamic Spar Elements Model" (modele par éléments barres
dynamiques).
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contact gg
éléments de type g ——»
éléments de type s contact ss
contact gs

fig. 4.2. Définition et notation des différents types d'éléments et de contact (le

géosynthétique est représenté par les éléments les plus sombres).

4.2.2 Modélisation du comportement de Il'inclusion

On admet que les parameétres pertinents pour décrire le comportement intrinséque
d'une nappe géosynthétique sont essentiellement J, module de raideur en traction, et
T;, tension de rupture (tous deux de dimension [F.L']), et on suppose que sa
résistance en flexion est nulle. On se propose pour l'instant de modéliser cette nappe
par une chaine de rouleaux de méme diametre d ¢ liées les uns aux autres (en noir
dans les figures 4.1 et 4.2), avec des conditions de contact n'offrant pas de
résistance en flexion. On parlera dans ce cas de "modéle DEM" ou "modéle
granulaire".

Dans ce modéle, il existe des relations analytiques simples entre les
parameétres de comportement de la nappe et les paramétres de la modélisation. En
considérant I’action d’une traction directe sur l'assemblage, on montre aisément que
la tension de rupture 7y du géosynthétique correspond a R, résistance unitaire en

traction des contacts de type gg ([F.L™']), et que le module J est fonction de leur
raideur normale unitaire k,% ([F.L?]) et du diamétre @ des particules ([L]) :

T, =R (4.1)
J=k¥*d* (4.2)

A titre de validation, la déformation en membrane de la nappe sous poids
propre a été simulée avec cette méthode et comparée a la solution analytique de
Delmas [Del79] et la solution par éléments finis de Villard [Vil98] — qui
contrairement a la précédente ne nécessite aucune hypothése sur la déformation. Les
résultats obtenus (fig. 4.3) sont quasiment identiques, ce qui valide le comportement
du modele (écarts relatifs inférieurs a 107°).

g=5kN.m?
OEV\ v v v A 4 v v VL v v v N
éléments finis]
o PFC2D
~0.05 m solution Delmas

-0.1

Déplacement vertical (m)

-0.15

fig. 4.3. Déformée en membrane sous poids propre : comparaison des résultats (nappe de
2 mx1 m, de raideur J=1435 kN.m™).
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4.2.3 Frottement a l'interface sol-inclusion

4.2.3.1 Simulation d'un ancrage par recouvrement

Des essais d'ancrage par recouvrement (fig. 4.4) ont été simulés pour
analyser le comportement d'interface qui résulte du modele d'inclusion DEM. Pour
ces calculs, le sol est simulé par un arrangement aléatoire de particules dont le
comportement correspond a celui d'un sol purement frottant d'angle de frottement
interne @ = 41°, de module de Young Ey=2,6.104 et de coefficient de Poisson
v=0,33. Les paramétres de l'assemblage — M=M,, n=0,2, k,”=5.10", o"=0,5,
w*=38,7°, et ¢,"=C,"=0 — sont ceux du modé¢le noté S1 au chapitre 6. La procédure
de création de I'état initial, dérivée de la procédure ERDF, est détaillée au
chapitre 5.

fig. 4.4. Etat initial d'un ancrage par recouvrement simple avec le modéle d'inclusion DEM.

Une inclusion simulée avec le modéle DEM présente forcément une
certaine rugosité. On la caractérise dans la suite par le paramétre R', rugosité
relative de l'interface, définie par

i_ gg [ gref

R'=d*[d (4.3)
ot d'/ est la taille caractéristique des particules de sol (typiquement &' représente
la taille des plus petites particules). Les travaux de Baylac [BayOl] (simulation
DEM du cisaillement a l'interface entre un sol et une plaque rigide) montrent que R’
a une influence sur le frottement macroscopique, au méme titre que le frottement
des contacts de l'interface. Dans les résultats présentés ici, on a fixé R'=1,4.

On attribue a la nappe une raideur élevée, J=10° kN.m", telle que sa
déformation reste trés faible lors de l'extraction (moins de 0,3%). Ainsi, tous les
éléments de l'inclusion se déplacent pratiquement simultanément. L'interaction sol-
inclusion est donc assez homogeéne sur toute la longueur de l'ancrage et on peut
analyser le frottement d'un point de vue global.

Aprées la phase de mise en place du massif, le modele représenté sur la
figure 4.4 est a I'équilibre statique dans le champ de pesanteur. L'essai d'extraction
est alors simulé en imposant une vitesse de déplacement horizontal constante a
I'extrémité de l'inclusion, suffisamment lente pour justifier 1'hypothése d'une
évolution quasi-statique au sens large (0,002 m.s™ aprés plusieurs tests).

Au cours de l'extraction, le sol de recouvrement exerce uniquement un
effort vertical sur la face supérieure de l'inclusion. La résistance a I'extraction est
due essentiellement au frottement le long de la face inférieure. Pour étudier
l'interaction a ce niveau, on introduit deux forces Q, et Q,, calculées en sommant
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respectivement les composantes normales et tangentielles de toutes les forces de
contact a l'interface inférieure. Connaissant 0, et Q,, on définit I'angle de frottement
mobilisé par J,=atan(Q,/Q,). Dans la suite, on analyse dans chaque simulation
I'évolution de J,, au cours de l'extraction. Les calculs sont effectués avec différentes
valeurs de l'angle de frottement des contacts d'interface.

4.2.3.2 Evolution du frottement mobilisé

Plusieurs séries de simulations ont été réalisées avec des géométries identiques a
celle de la figure 4.4. L'inclusion est constituée de 68 éléments et le sol d'environ
2000 paires de particules.

L'évolution de 1'angle de frottement mobilisé J,, au cours de 1'extraction est
représentée sur la figure 4.5, pour les quatre valeurs de u** testées (U représente le
déplacement imposé). Proche de 0 a 'état initial, J, augmente progressivement au
début du chargement, jusqu'a atteindre un pic d'autant plus élevé que le frottement
local est important. On remarque apres le premier pic des fluctuations importantes
de J,,. Avec les valeurs de p*' les plus faibles, en particulier quand x** est égal a
11,3 degrés, ces fluctuations ont une périodicité nette, dont la période est voisine du
diamétre des particules de 1'inclusion.

50 - ——o—1°°=38,7° 17°=30,0°

o uf=2180 #°=11,3°

om (°)

0 ; : : ; .
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
U (m)

fig. 4.5. Evolution de l'angle de frottement mobilisé en fonction du déplacement et du
frottement local a l'interface.

angle (°)

----- ﬂm o 5,” —),m-i- Iugs

fig. 4.6. Evolutions comparées de l'orientation moyenne des contacts et du frottement

macroscopique mobilisé.

- 83 -



Etude des systémes sol-inclusion par la DEM / Modélisation de I'inclusion

Pour comprendre l'origine de ce phénoméne, nous avons analysé
'orientation moyenne des contacts sol-inclusion le long de l'interface inférieure,
pour x*° égal a 11,3 degrés. On représente sur la figure 4.6 'angle moyen 4,, entre la
direction verticale et la direction normale des contacts de l'interface inférieure.
L'évolution de A, réveéle un comportement collectif des contacts, suivant un
mécanisme tel que celui de la figure 4.7. On note également que l'angle de
frottement mobilisé J,, est trés proche de A,+u®, c'est donc bien ce comportement
collectif des contacts qui est a I'origine de la périodicité globale.

Ce phénomeéne oscillatoire se produit dans les simulations alors que,
contrairement au cas simplifié schématisé sur la figure 4.7, on a d®# d°. Cela
suggere que se crée, probablement durant la phase de mise en place, une périodicité
de la zone de contact sol-inclusion, par imbrication des particules de sol dans la
rugosité de l'interface. L'inclusion est ici peu déformable, ce qui rend possible le
déplacement simultané de tous ou d'une partie significative des éléments qui la
constituent, dans un mouvement collectif. Ainsi, le caractére périodique des
mécanismes qui se produisent a 1'échelle locale se répercute a 1'échelle globale.

La périodicité de §,, est beaucoup moins sensible, voire inexistante, pour
les deux valeurs de x*° les plus élevées. Cette différence est liée au développement
d'une bande de cisaillement dans le sol (fig. 4.8). Le cisaillement n'étant plus
localisé strictement au niveau des contacts sol-inclusion, le mécanisme décrit dans
le paragraphe précédent est largement atténué.

fig. 4.7. Mécanisme de variation périodique de l'orientation des contacts.

£5=11,3°

0,1m

fig. 4.8. Déplacements des grains pour U allant de 0 a 0,05 m.
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4.2.4 Conclusions : limitations inhérentes au modéle DEM

Les résultats qui précédent mettent en évidence une limite sérieuse a la
modélisation proposée. Dés lors que le frottement de l'interface est inférieur a celui
du sol, la résistance au cisaillement montre des variations irréalistes, périodiques et
de grande amplitude. Par conséquent, le modéle ne permet pas de modéliser des
interfaces peu frottantes et de garder en méme temps une bonne maitrise du
comportement d'interface. Deux pistes sont envisageables pour corriger ce
probléme.

On peut espérer limiter l'importance des oscillations en réduisant la
rugosité relative jusqu'a ce que les éléments de l'inclusion soient sensiblement plus
petits que ceux du sol. Ce procédé va dans le sens d'un plus grand nombre
d'¢léments, et donc d'un temps de calcul plus long a chaque cycle. Mais surtout,
pour une raideur J constante, réduire la taille d® des éléments revient a augmenter la
raideur des contacts (Eq. 4.2). Ceci a un effet direct sur le pas de temps critique du
calcul, qui est — en premiére approximation — proportionnel a d® et inversement
proportionnel a (k*)"? . C'est finalement cet aspect qui aura l'effet le plus

défavorable sur la durée totale du calcul, par augmentation du nombre de cycles
nécessaire a la simulation.

La périodicité est liée au comportement collectif de tous les éléments de
l'inclusion, qui nécessite une élongation trés faible. On peut donc imaginer que
I'importance des oscillations serait réduite avec des nappes plus déformables ; cela a
été confirmé par des calculs complémentaires qui ne sont pas présentés dans ce
mémoire. Cependant, respecter cette condition équivaut, d'une part, a réduire la
gamme des matériaux modélisables, et pose d'autre part un nouveau probléme.

En effet, le comportement de l'interface est dépendant de sa morphologie,
qui peut étre caractérisée par le seul paramétre R’ (rugosité relative) si 1'on suppose
que l'espacement entre les aspérités est fixe (égal au diamétre d®). Mais si la nappe
s'allonge de fagon importante, ceci n'est plus vrai. Les propriétés d'interface
risquent alors d'étre modifiées, enlevant toute pertinence au calage des parameétres
de frottement. Par ailleurs, I'élongation fait nécessairement apparaitre des vides
entre chaque ¢élément de l'inclusion, ce qui dans les cas extrémes autoriserait le
passage de particules de sol a travers la nappe.

Enfin, signalons que le contrdle précis de R' s'accommode mal de la
procédure de mise en place adoptée. La méthode ERDF étant basée sur une
variation de rayon des particules du sol (chapitre 3), la rugosité relative varie
continuellement durant la mise en place — les particules de la nappe ayant elles une
taille fixe. Le controle de R’ passe donc par la prévision, souvent malaisée, de la
taille finale des particules de sol.

L'ensemble de ces constats a motivé le développement — dans le cadre des
méthodes par éléments discrets — du modele DSEM destiné spécifiquement a la
modélisation des géosynthétiques.
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4.3. Modéle par éléments barres (DSEM)

4.3.1

Introduction

La modélisation d'inclusions par assemblage d'éléments discrets présente certaines
limites. On présente dans cette partie le modéle d'inclusion par éléments barres,
« DSEM », développé dans le cadre de cette thése. L'objectif est d'améliorer la
modélisation des nappes géosynthétiques sans changer la modélisation adoptée pour
le sol.

Dans les modéles discrets dérivés des travaux de Cundall, la résolution
numérique est basée sur la répétition, a chaque pas de temps, d'un cycle comprenant
deux étapes de calcul fondamentales : le calcul des efforts de contact entre éléments
—avec une approche de type « soft contact » — puis leur déplacement suivant les lois
de la dynamique.

Une démarche identique est adoptée dans le modele DSEM. De ce fait,
certains des développements analytiques présentés dans cette partie seront assez
similaires a ceux qui peuvent &tre trouvés dans les travaux de P. Cundall. Le DSEM
peut donc étre vu comme [l'application a un cas particulier de la méthode des
éléments discrets. Pour faciliter la discussion cependant, 'adjectif "discret" désigne
uniquement dans la suite les éléments simulés par PFC2D ; les ¢léments du modéle
DSEM seront dits « éléments barres ». Les aspects originaux du modéle sont
principalement liés a la forme des éléments, leur déformabilité, et le comportement
des liaisons inter-éléments. Il y a également une différence de concept : le DSEM
discrétise un seul objet en plusieurs éléments; la DEM représente au contraire
plusieurs objets par autant d'éléments. Sur ce point, le DSEM est plus proche des
méthodes de type « éléments finis » que des méthodes discrétes.

b’ b? b° b*

M\ raideur axiale
© raideur en flexion

[ ] masse
(b)

fig. 4.9. Modéle d'inclusion par éléments barres (DSEM).
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Le DSEM a été introduit initialement pour simuler le comportement des
inclusions au sein d'ouvrages sol-géosynthétiques. De telles inclusions ont
généralement une résistance en flexion nulle ou négligeable (inclusions
« souples »), et le modéle que nous proposons est adapté a ce cas de figure.
Cependant, on peut envisager l'utilisation du DSEM pour étudier d'autres types de
problémes sol-inclusion, incluant éventuellement des inclusions « raides ». Dans
cette perspective, la formulation proposée ici inclura la possibilit¢é de prise en
compte d'une raideur en flexion et en compression.

Les paragraphes qui suivent sont consacrés a une présentation détaillée du
DSEM. Les méthodes de calcul des déplacements et forces de contact sont exposées
au paragraphe 4.3.2. Le paragraphe 4.3.3 permet de présenter la méthode
d'implémentation dans le logiciel PFC2D. L'ensemble de la procédure est validé au
paragraphe 4.3.4.

4.3.2 Formulation

4.3.2.1 Discrétisation

On discrétise l'inclusion dans le sens longitudinal, comme sur la figure 4.9a, en un
ensemble d'éléments rectangulaires de faible épaisseur liés par des nceuds.

La figure 4.9b illustre la rhéologie de ces éléments. On considére leur
longueur variable, la déformation axiale de l'inclusion étant assimilée a une
variation de la distance entre nceuds. La flexion de 1'inclusion est prise en compte
par rotation au niveau des nceuds, qui jouent le réle de rotules, tandis que l'inclusion
est supposée rectiligne entre deux nceuds consécutifs. Du point de vue inertiel,
l'inclusion est assimilée a un ensemble de masses ponctuelles liées aux nceuds.

Les interactions de contact sol-inclusion sont traitées avec une méthode
« soft contact ». Les lois de contact sont de type élasto-plastique, et il y a
interpénétration entre les éléments du sol et ceux de l'inclusion des lors que la force
de contact est non nulle (dans le cas d'une compression). De ce fait, il est
indispensable d'attribuer une épaisseur suffisante aux barres (elle sera notée e). Si e
est nulle ou trop faible, deux grains placés de part et d'autre de Il'inclusion
pourraient entrer en contact mutuel en la traversant.

En cas de flexion de l'inclusion au niveau d'un nceud, un arc de cercle
centré sur le nceud et de rayon e/2 assure la régularité du contour du c6té convexe,
comme sur la figure 4.10. Suivant le méme principe, les extrémités de l'inclusion
sont représentées par des demi-cercles.

fig. 4.10. Géométrie des éléments et notations
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La figure 4.10 introduit également les principales notations utilisées dans
la suite. Pour une inclusion de longueur L' et de masse M’ discrétisé en N” éléments,
on note {b’, ..., bNb} les éléments, {x’, ..., } les neeuds, et {m’, ..., m""'}

leurs masses respectives. x;7 représente le vecteur des coordonnées du nceud x? dans
q+1

b
N7 +1
X

le repére global (i=1, 2). On note /? la distance entre x? et x?' (de sorte que

. L'orientation
q+1

ZZ;N]’I‘I =L") et b le vecteur de norme [ pointant de x? vers x/"’

d'un élément est définie par le vecteur unitaire ¢,/ pointant de x? vers x7"". u,? est
obtenu par rotation directe de 90 degrés du vecteur ¢7. La rotation au nceud x?, notée

8%, est définie par la différence d'orientation entre #9” et ¢

4.3.2.2 Calcul des déplacements
Intégration des lois de la dynamique

Le caractere ponctuel de la distribution de masse fait que le moment d'inertie d'un
nceud est nul. Du point de vue dynamique, la rotation des nceuds ne joue donc aucun
role et on s'intéressera uniquement aux translations. Globalement ceci ne restreint
pas les possibilités de rotation de 1'inclusion, puisque on peut toujours avoir rotation
d'une barre par déplacement relatif des deux nceuds adjacents.

Les positions des nceuds sont déterminées pas a pas, a intervalles de temps
At, par une méthode en différences finies centrées. En connaissant la résultante R/
des efforts appliqués sur un nceud (voir partie 4.3.2.3 pour l'expression de R;7), on
peut connaitre son accélération d'aprés la seconde loi de Newton :

xzq :Riq/mq (4.4)

Si on connait la vitesse du nceud x? a l'instant z-A#/2 et qu'on suppose
I'accélération constante entre ¢-At/2 et t+At/2, on obtient la vitesse a l'instant t+A4¢/2
par 1'équation (4.5). De la méme fagon, la relation entre les positions aux instants t
et t+At est donnée par I'équation ( 4.6 ) en supposant la vitesse constante sur
l'intervalle de temps.

[xlq] 1+A1/2 :[x:q] t—Ar/2 +[xzq] ' x At (4.5)

[xq] _[xiq] t + [xq] t+At[2 XAt ( 4'6)

i doene T i

Amortissement

Ici, aucun mécanisme interne ne peut dissiper I'énergie stockée dans I'inclusion, car
son comportement est supposé élastique. La convergence vers un état d'équilibre
statique requiert donc l'introduction d'un amortissement dans les équations de la
dynamique. Dans cette étude, on a choisi un amortissement global non visqueux,
comme proposé dans [Cun87]. On introduit un coefficient d'amortissement y
(adimensionnel) dans 1'équation ( 4.4 ), qui devient (4.7 ). y est compris entre 0 (pas
d'amortissement) et 1 (pas d'accélération). L'équation d'amortissement est appliquée
séparément dans les directions 1 et 2.

X = [RZ> —;(.|R(‘j.)|.sign(x(",.) )] m’ (4.7)
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Ce type d'amortissement n'a pas de réel sens physique, mais est
numériquement trés efficient. Seul I'aspect dynamique du modéle est modifié. Un
amortissement adapté réduit le nombre des cycles de calcul nécessaires a I'obtention
d'un état d'équilibre statique. Il n'a plus d'effet une fois que 1'équilibre est atteint
(car alors il n'y a plus d'accélération). Ces deux points seront illustrés dans la partie
4.3.4.

X4

<
Bg”g

fig. 4.11. Actions participant a I'effort résultant sur le noeud x9.

R’_q(G)

4.3.2.3 Calcul des efforts résultants sur les nceuds

L'effort agissant sur un nceud x? résulte de plusieurs types de sollicitations,
schématisées avec leur notation sur la figure 4.11. On distinguera dans la suite les
efforts internes des efforts externes. Les efforts de tension-compression dans les
barres, les moments de flexion aux nceuds, et les forces de gravité constituent les
efforts internes. Leurs contributions 4 la résultante sont notées respectivement R/,
R et R!Y . Les efforts externes sont dus aux éventuels contacts avec des grains.
En considérant 1'ensemble {y',yz,...,y’v(‘} des grains en interaction avec le nceud, on
notera R’/ avec 1< p< N, l'effort appliqué sur le nceud x? sous l'effet du
contact avec le grain )”.

L'effort total résultant R est obtenu en sommant les contributions des
différentes actions suivant 1'équation (4.8). Les méthodes de calcul de chacun des
termes de la somme sont successivement explicitées dans la suite.

. pINC ;
Riq :Riq(T) +Riq(M) +Riq(6) + z Rip%q(c) (4.8)
p=1

4.3.2.3.1 Efforts internes

Effort axial

L'effort axial est calculé pour un élément a partir de la loi effort-déformation de
l'inclusion et de la distance entre les nceuds. Dans le présent travail, on considere
que les barres fournissent uniquement des efforts de tension (pas de résistance en
compression, a l'instar des géosynthétiques). La tension 77 dans 1'élément b7 est
supposée dépendre linéairement de sa déformation axiale & suivant 1'équation (4.9).
J est le module de raideur axial et les efforts en tension sont comptés positivement.
g est pris égal a In(l7/1,7), 17 et 1,7 étant respectivement la longueur actuelle et la
longueur au repos de 1'élément. Notons que cette définition de 77 en fonction de
I'¢longation n'est pas inhérente a la méthode. Une réaction en compression, une
raideur non linéaire, ou bien deux raideurs différentes en charge et en décharge
pourraient tout aussi bien étre introduites.

T? =max(J.?; 0) (4.9)
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On obtient RY",, résultante des tensions internes sur le nceud x?, en sommant les
tensions dans les barres 47" et b? adjacentes suivant l'expression (4.10).

) _ - g~
R =Tagg —Tv " tg! (4.10)

Moments de flexion

On peut simuler une inclusion rigide si 'on considére que la déflexion 67 au niveau
du neeud x? crée un moment de flexion résistant B;? qui s'exerce sur les barres b et
b?. Cela se traduit par des forces supplémentaires appliquées sur les neeud x? et
x?*". On définit la relation entre B’ et 97 dans I'équation (4.11), k¢, étant la raideur

en flexion. Pour une résistance en flexion équivalente a celle d'une poutre d'inertie /
et de module de Young E, on prendra kj, =2.E,.I/(1,""+1,%).

BY =—59k, (411)

Pour le neeud x%, la résultante R/ des efforts de flexion est finalement donnée —

en fonction des moments aux deux nceuds adjacents — par

R{MD = B¢ ™ 197 + BE i 19 (4.12)

Forces de gravité

L'inclusion peut éventuellement étre soumise au champ de pesanteur. Dans ce cas le
vecteur R/?, représentant la force gravitationnelle agissant sur le nceud x7, est

définie dans 1'équation ( 4.13 ), avec m? la masse du nceud et g; l'accélération
gravitationnelle.

@ _
R =mi.g; (4.13)

4.3.2.3.2 Efforts externes
Détection des contacts

Le calcul des efforts externes nécessite au préalable la reconnaissance des contacts
entre le sol et 'inclusion. Une procédure de test est exécutée a chaque pas de temps
pour vérifier les créations ou les pertes de contacts. On considére qu'un contact
existe quand il y a interpénétration entre un grain et une partie de 1'inclusion. Deux
types de contact peuvent alors étre envisagés (fig. 4.12).

Contact en mode I

On note 7 le rayon d'un grain y quelconque et y; la position de son centre. On
examine dans le premier cas (mode I) la possibilité de contact entre le grain y et une
barre notée b?. On définit la droite A7 passant par les nceuds x? et x/*/, et y'; les
coordonnées du projeté orthogonal de y, sur 47. La distance algébrique entre le grain
et la barre (Eq. 4.14) est notée (d_n)l On considére qu'il y a contact avec la barre 57

si le grain vérifie la double condition traduite dans le systéme d'équations (4.15). Si
ce systéme est vérifié, le contact existe. v=t;/ définie alors la direction tangentielle
du contact, et le vecteur unitaire n; orienté de y'; vers y; définit la direction normale.
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mode II

x9

jﬁpaq

fig. 4.12. Définition des contacts grain-barre.

@) =

—el2—r

Y=Y, (4.14)

{0<t,9.(yi—xf)<lq (4.15)

(@.) <o

Contact en mode II

Si le grain est en contact avec une partie courbe de l'inclusion centrée sur le nceud
x, on parle de mode II (voir fig. 4.12). Ce cas se produit a la condition qu'un nceud
x? soit a une distance du grain y inférieure a e/2. En introduisant la distance

algébrique Z définie dans 1'équation (4.16), cette condition s'exprime (d_n)” <0

(Eq. 4.17).
(d_n)n=|y,-_x7|_e/2_’” (4.16)
(d_n)ll <0 (4.17)

Si la condition est vérifiée, le contact existe et le vecteur unitaire pointant
de x;? vers y; définit le vecteur normal ;. La direction tangentielle est définie par le
vecteur v;, perpendiculaire a n; et orienté dans le sens de numérotation des éléments.

Notons que les conditions (4.15) et (4.17) peuvent étre vérifiées
simultanément ; dans ce cas, on assimile l'interaction grain-barre a un contact en
mode 1.

Lois de contact

On propose dans cette partie une expression du vecteur-force f; exercé sur
I'inclusion par le grain. On suppose qu'avant la rupture le contact est équivalent a
deux ressorts. L'un agit suivant la direction normale et a une raideur %,, I'autre dans
la direction tangentielle avec une raideur £, les directions normales et tangentielles
étant celles définies dans le paragraphe précédent. On suppose la résistance du
contact définie par une loi de frottement de type Coulomb, dont l'angle de
frottement est u**.
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A tout instant, la composante normale f, de la force de contact est définie

par l'équation (4.18), ou d, représente (dn )1 ou (d" )11 suivant le type de contact

considéré.

S, =d, k, (4.18)

La composante tangentielle f; est calculée de maniére incrémentale a partir
de 4d,, déplacement tangentiel correspondant a l'intervalle de temps A¢. Ad, est

obtenu suivant 1'équation (4.19) en supposant que le déplacement de l'inclusion
varie linéairement entre deux nceuds consécutifs ( 6, est la vitesse angulaire du

grain). L'incrément de force Af, correspondant est ensuite obtenu grace a 1'équation

(4.20).
Ad, = [(1- &)t + &3~y — 6t o x A (4.19)
‘= V', =x! / I contact en model
0 contact en mode Il
A =k, ~AZ (4.20)

Selon le critére de Coulomb, l'intensité maximum f;"“* de l'effort tangentiel
est égale a f,.tanu®’. Cette limitation est prise en compte lors du calcul de (f)n+1, @
travers 1'équation (4.21), par comparaison de f;"** et fi+Af,.

(£, =signl(£,), +(a7,), Ixmin(£™),., 5 1)y + (47, ]] (421)
L =|f, |- tan 4

L'effort de contact effectif est finalement obtenu par

=1, n+ 1 (4.22)

L'algorithme DSEM intégre la possibilit¢ pour un contact de passer d'un
élément d'inclusion a un autre au cours d'un glissement sans que I'effort de
frottement soit remis a zéro, ce qui n'est pas le cas avec le modele DEM. Dans un
tel cas de figure, la composante tangentielle est toujours calculée suivant l'équation
(4.20), mais l'orientation du contact est mise a jour lors du calcul de f; (Eq. 4.22).
De cette facon, f; (et plus généralement f;) est défini comme une fonction continue
du déplacement tangentiel relatif.

Notons que les lois simples qui modélisent ici les interactions sol-inclusion
ne sont pas intrinséques a la méthode, des lois plus complexes sont envisageables a
la place des équations (4.18) et (4.20).

Répartition des forces de contact sur les noeuds

Dans le cas du contact du grain )” avec une barre 57 (mode I), une loi de répartition
de l'effort de contact f; sur les nceuds x? et x?*’ directement voisins est nécessaire.
On calcule les efforts Ri"(C) et R transmis aux nceuds x? et x?* par le systéme
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d'équations (4.23). Ces équations sont obtenues par analogie avec 1'équilibre
statique d'une poutre élastique sur deux appuis, l'action du contact étant assimilée a
une force dont le point d'application est y';. Le systéme (4.23) est valable également
pour les contacts en mode II, en prenant ¢=0. L'action du contact est alors
intégralement reportée sur le nceud.

R = f..(1-&) (4.23)
R;“HC) :f;§

4.3.2.4 Pas de temps critique

Le pas de temps At intervenant dans les équations (4.5) et (4.6 ) doit étre inférieur a
une valeur critique pour que le schéma d'intégration en différences finies produise
une solution stable. Le pas de temps critique est reli¢ a la période propre minimum
de l'ensemble du systéme, qui est estimée suivant la procédure proposée par Hart et
al. [Har88].

Une valeur du pas de temps critique est calculée pour chaque nceud x? en
appliquant 1'équation ( 4.24 ) séparément a chaque degré de liberté et en supposant
que ces degrés de liberté sont indépendants.

Atdy = \/m"/EZ-) (4.24)

Dans 1'équation ( 4.24 ), Efj) est la rigidité équivalente dans la direction i,

qui traduit la proportionnalité entre l'incrément de force résultante AR sur le nceud
x? et l'incrément de déplacement Ax;?. AR se décompose en plusieurs forces
fondamentales suivant I'équation ( 4.25 ), ou l'exposant p—¢ désigne une variable
relative au contact entre le grain )” et le nceud x7.

p=N*
AR! = AR/ + AR!™ + ARV + Y AR/ (425)
p=1
avee
q 4q-1 q 44
AR =—J. Axlfq'_tj 17— J.%.t[’ ;
q ,,971 q 4,9
g(M)__ij'uj ! g—l_ij'”j Jrwe
; = 1y Ky u; 1y Ky ui s
G .
AR!® =0; et

2
AR = (1= Er Y [y Ax? w29 v 4k Axdn? ™ a7 ).
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Considérant la forme matricielle ( 4.26 ) de la relation entre AR et Ax/,
on obtient des approximations des K () par les termes diagonaux K¢ de la matrice
de rigidité. A partir de 1'équation ( 4.25 ), on obtient finalement 1'expression ( 4.27 )

749
pour K.

Aqu :_Klql Klqz Axlq (4.26)
AR, Ky Ky [ Ax

_ p=N? (4.27)
1 rd _ e q(M) p—q(C)
Ko=K]=K!""+K] + E K’

ii
p=1

avece
ki =gl Y i ) ]

KO =k ! J10) kg (g J10)

—q(C p—q \2 p—q )2 p—q \?
Ko = (1= J )k, oty ]

Une valeur du pas de temps critique est calculée a partir des équations
(4.24 ) et (4.27) pour tous les degrés de liberté de tous les nceuds. Le pas de temps
critique global est pris comme le minimum de toutes les valeurs (Eq. 4.28). Dans la
simulation, par sécurité, le pas de temps effectif est pris 1égérement inférieur a celui
obtenu par cette procédure. La valeur obtenue dépend de la configuration des
contacts a un moment donné et peut varier si la structure évolue, At doit donc étre
calculé a chaque pas de temps.

At=0,. min (Ar2,) (0<0Q, <1)

0<g<NP+1

(4.28)

4.3.3 Couplage DEM-DSEM

L'algorithme du DSEM a été couplé avec le code aux éléments discrets PFC2D. Le
concept du couplage est présenté sur la figure 4.13. Au début du cycle « DSEM »,
les efforts externes sont calculés en connaissant les positions et les vitesses des
grains et des nceuds. On détermine ensuite les efforts internes. Aprés avoir sommé
ces efforts sur chaque nceud, on calcule les déplacements induits. Ils seront pris en
compte au pas de temps suivant.

Dans la deuxiéme phase — le cycle « DEM » — les actions de contact sol-
inclusion calculées précédemment sont intégrées dans PFC2D sous la forme de
forces et de moments résultants appliqués sur les grains. Cette opération équivaut, a
réécrire les équations de la dynamique en translation et rotation en y incluant £,
les équations [1.1] et [1.2] (chapitre 1) deviennent alors :

v = (F,-p = )/m[; (4.29)
et

b = (Mép =S g )/15 (4.30)
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Les déplacements des grains peuvent alors étre calculés et les positions sont mises a
jour pour le cycle DSEM suivant.

Il convient de déterminer un pas de temps critique global permettant la
convergence du calcul couplé. Dans PFC2D, le pas de temps critique pour
I'assemblage de grains est en principe calculé par une procédure interne, a partir des
raideurs et de l'orientation des contacts. La procédure est détaillée dans [Ita97].
Pour les simulations par couplage DSEM-DEM, on utilise une procédure 1égérement
modifiée qui intégre la raideur des contacts sol-inclusion. On obtient ainsi une
valeur du pas de temps critique relative a I'ensemble des grains. Cette valeur est
comparée au pas de temps calculé pour l'inclusion et le pas de temps global est le
minimum des deux.

Du point de vue de la programmation, un tel couplage pouvait é&tre
envisagé de deux maniéres différentes : deux programmes différents (PFC2D plus le
programme DSEM) échangeant des données entre chaque cycle de calcul ; ou bien
un module DSEM inclus dans l'environnement PFC2D. La deuxiéme solution a été
retenue. Elle permet d'éliminer complétement les transferts de données. Une
procédure de calcul correspondant au cycle DSEM de la figure 4.13 a été écrite en
langage FISH (langage de commande de PFC2D). Elle est exécutée
automatiquement aprés chaque pas de calcul. Son seul effet perceptible dans
I'environnement PFC2D est la mise a jour, aprés chaque pas de temps, des efforts
externes appliqués sur les grains.

Cycle de calcul PFC2D standard :

v

positions des disques

Déplacement des disques Forces de contact i
(seconde loi de Newton) (lois de contact) i
paE e forces et moments resultants | :
efforts externes positions des
disques

Cycle de calcul DSEM

positions des noeuds

v
Déplacement des noeuds Forces de contact disques-barres
(seconde loi de Newton) Tension dans les barres
Moments de flexion aux noeuds

*

forces résultantes sur les noeuds

fig. 4.13. Cycle de calcul pour les simulations couplées DEM-DSEM.
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4.3.4 Validation sur des cas simples

On propose de valider le modeéle DSEM et le principe du couplage avec PFC2D
dans deux cas simples. En premier lieu, le comportement intrinséque de l'inclusion
est vérifié en simulant la déformation d'une membrane. Ce calcul permet au passage
de vérifier le role de I'amortissement. Ensuite, l'interaction DEM-DSEM est validée
en simulant un probléme d'ancrage idéalisé.

4.3.4.1 Déformée en membrane et amortissement

On simule comme précédemment (4.2.2) la déformation d'une nappe sur deux
appuis sous l'effet de son propre poids. On conserve les mémes parametres : raideur
J=1,435.10° kN.m™", longueur L=2m, et masse par unité de longueur M,=500 kg.m™".
Au temps =0, on applique l'accélération de la pesanteur (|g,|=10 m.s™). Le

déplacement vertical . au centre est représenté sur la figure 4.14 en fonction du
temps et du coefficient y d'amortissement.

Quand x=0, /& oscille indéfiniment. Quel que soit le nombre de cycles
effectués, le calcul n'atteindra jamais un état stable puisque 1'énergie potenticlle
initiale ne peut se dissiper. Par contre, avec y=0,2 ou y=0,4, /# tend vers une valeur
limite. Cette valeur limite est indépendante de y et trés proche du déplacement A”
théorique (solution analytique de Delmas sur la figure 4.3) — l'erreur relative est
inférieure a 10~. La convergence est significativement plus rapide quand y=0,4, ce
qui montre l'importance de 'amortissement dans 1'optimisation des temps de calcul.

nombre d'itérations (x10%)

0 2 4 6 8
0 1 1 6‘0
3* J=1.435.10" kN.m" g T & g
X ; s : 5
M4=500 kg.m -0.05 s & o4 TR g7 K
e : ¢ ¢ : .olé °
E o S A v 8
< E v e )
h” " AT o
-0.15 \/ N D e ?
V ¢ v & D
v & o o v
0.2 o ° ' a2
04 ';° % °
$
-0.25
---0---X=0.0 —x=0.2 ——x=04
fig. 4.14. Déformation en membrane d'une nappe sur deux appuis : effet de

I'amortissement sur I'évolution temporelle de la fleche.

4.3.4.2 Comportement couplé

On propose ici de valider le couplage DEM-DSEM sur le cas simple de la figure
4.15a. Le probléme consiste en une nappe souple de longueur L'=2m, discrétisée en
20 ¢léments et placée entre deux rangées de grains. Les principaux paramétres de la
simulation sont donnés dans le tableau 4.1. Les grains sombres ont une position
fixe; les grains clairs sont liés entre eux et soumis au champ de pesanteur mais sont
libres de se déplacer, ils appliquent un chargement vertical sur l'inclusion. Les
grains de la rangée supérieure et l'inclusion ont un poids total W égal a 317 N et le
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coefficient de frottement a l'interface inférieure vaut tanu®=0,25. On étudie
I'évolution de la tension résistante 7, lorsqu'on impose une vitesse de déplacement
constante au nceud d'extrémiteé.

On propose de comparer 1'évolution de 7 a la solution analytique du
probléme continu équivalent défini sur la figure 4.15b, ou o,=W;/L’' représente la
contrainte normale équivalente. En faisant l'approximation que la déformation
¢élastique des contacts est négligeable devant U, 1'évolution de T est caractérisée
comme dans [Gou89] par les équations (4.31) et (4.32).

T = \/Z.an Jotan(u®)xU Jusqu'a 7=T )4, (4.31)

T =W, xtan(u*) (4.32)

max

Les résultats numériques et analytiques sont représentés sur la figure 4.16
en fonction du déplacement U de l'extrémité. La simulation et les équations ci-
dessus donnent des résultats trés comparables. Aprés rupture, l'effort obtenu par la
simulation présente de légéres fluctuations autour de 7)., du fait d'événements
dynamiques de faible intensité.

lg

T
Q000000000 [ 9.0.0.0.0.8.0.0.0.0.0.0.0.9) _
(a) v
On
TR ER IR
=0 | T=0p.tany E

' longueur mobilisée
(b)

fig. 4.15. (a) : Simulation d'un probléme d'ancrage idéalisé, (b) : Modéle continu
équivalent.

90 —
£
80 I
:q_)'
70 c
[0
60 _S
50 ]
40 simulation
30 ——théorie
20
10

déplacement en téte (m)
- 0.005 0.010 0.015

fig. 4.16. Evolution théorique et simulée de la tension d'ancrage
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Paramétre Valeur
Inclusion
J 3000 N.m'
m, 0,8 kg.m™
k& 5x10° N.m™
k& 2x10° N.m™
tan(u®’) 0,25
Eléments discrets
nb. dans chaque rangée 100
Ps 2000 kg.m”
K, 2x10° N.m™
k> 2,5%10* N.m™
Accélération gravit.

10 m.s™

8i

Tableau 4-1. Parameétres de la simulation d'ancrage idéalisée.

4.3.5 Comportement d'interface sol-inclusion

On se propose d'analyser l'interaction sol-inclusion dans une simulation d'ancrage
similaire a celle de la partie 4.2.3, en utilisant cette fois le modeéle DSEM au lieu du
modele granulaire (nappe constituée de 80 barres). Les raideurs sont les mémes
dans les deux cas.

Les résultats obtenus sont représentés sur la figure 4.17. Contrairement a
ce qui était obtenu avec le modéle granulaire, 1'angle de frottement mobilisé (d,,)
varie trés peu aprés la phase initiale de mobilisation. Quand x** est inférieur ou égal
a 30°, o, se stabilise trés précisément autour de la valeur de u*', avec toutefois
quelques chutes épisodiques. Quand x** est égal a 38,7 ou 45,0 degrés, J,, ¢volue de
fagon plus irréguliére. Les fluctuations restent cependant beaucoup plus faibles
qu'avec l'inclusion DEM.

50 r

u=42.0°

6, (°)

0 0.005 0.01 0.015
U (m)

fig. 4.17. Evolution de l'angle de frottement mobilisé en fonction du déplacement et du
frottement local a l'interface avec le modele DSEM.
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0.1m
<

u=45°

fig. 4.18. Déplacement des éléments pour différentes valeurs du frottement p% a
I'interface (pour U de 0 a 0,02 m).

Par comparaison des figures 4.17 et 4.18, on constate que l'aspect
irrégulier des courbes est corrélé a 'apparition de zones de cisaillement dans le sol.
Ce mécanisme devrait idéalement survenir seulement dans les cas ou u* est
supérieur a l'angle de frottement interne du sol (soit p=41°). Cependant, a 1'échelle
de quelques grains, la résistance de l'assemblage présente inévitablement une
certaine variabilité. Ceci explique qu'on ait localement des ruptures dans le sol — et
donc des fluctuations du frottement mobilisé — dés u*°=38,7 degrés.

Pour connaitre l'origine des diminutions temporaires de J,, quand u* est
compris entre 11,3 et 30 degrés, 1'évolution de la force moyenne de déséquilibre
(Fmd) est comparée a celle de J,, sur la figure 4.19 (pour le cas u*'=21,8 degrés). La
Fmd, calculée sur l'ensemble des grains, est la valeur moyenne de la force
résultante. On normalise cette valeur en la divisant par la force moyenne de contact.

Typiquement, la Fmd tend vers zéro quand le systéme tend vers un
équilibre statique ; inversement les mécanismes de rupture sont accompagnés d'une
augmentation de Fmd du fait des phénoménes dynamiques qu'ils génerent. Or, la
figure 4.19 montre que les chutes de J, sont accompagnées de pics dans la Fmd.
Vraisemblablement donc, les chutes de J,, sont dues a des instabilités dans le sol
support, au voisinage de l'interface. Le frottement mobilisé décroit, le temps que les
grains se réorganisent, puis revient a la valeur maximale dés qu'ils se stabilisent. Ce
mécanisme de type stick-slip est comparable a celui qui est obtenu lors de la
compression de certains matériaux granulaires (voir chapitre 1).

traduction du terme anglais consacré : "mean unbalanced force".
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27 0.004
Fmd 0.003
25 |
0.002
9
2 0.001 &
E £
) T E
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Om 4 -0.002
17 -0.003
0 0.005 0.01 0.015 0.02
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fig. 4.19. Evolutions comparées de d., et de la force moyenne de déséquilibre dans le cas
u°=21,8 degrés.

4.3.6 Comparaison du frottement au pic avec les modeles DEM et DSEM

On considére ici que la valeur de pic de J,, dans les simulations définit 1'angle de
frottement macroscopique dmax de l'interface. A partir des résultats des figures 4.5 et
4.17, on trace alors I'évolution de 0,.x en fonction de x*’. Comme le montre la
figure 4.20, la dépendance micro-macro ainsi mise en évidence dépend du modele
utilisé pour simuler l'inclusion.

Avec le DSEM, il existe une trés bonne correspondance entre u** et dpax,
sauf dans le cas p**=45 degrés. Avec le modele DEM, la relation entre u** et dpmax €st
plus complexe. La rugosité de l'interface entraine une augmentation du frottement
d'interface, et cette augmentation dépend de la valeur de x*°.

La figure 4.20 montre que, quel que soit le modéle utilisé, Jn.x ne peut
dépasser une valeur seuil Iégérement supérieure a ¢, l'angle de frottement interne du
sol (41 degrés). On aurait pu s'attendre a priori & ce que la valeur de palier soit
égale a @. Mais en pratique, quand le frottement d'interface est suffisamment élevé
pour reporter la rupture a l'intérieur du sol, la bande de cisaillement formée est — du
fait de son épaisseur — légerement plus profonde que l'interface. La contrainte
verticale moyenne sous laquelle se produit le cisaillement est donc légerement
supérieure a la contrainte de référence, calculée a l'interface sol-inclusion. La
résistance au cisaillement du sol est accrue d'autant, si bien que l'angle de
frottement apparent peut dépasser la valeur ¢.

Ces résultats montrent que le calage du frottement macroscopique
d'interface est considérablement simplifié avec le modeéle DSEM. Puisque on peut
considérer dans ce cas qu'il y a égalité entre u*' et dnax. Avec le modeéle DEM, au
contraire, la relation entre u®* et dmax est plus complexe : non linéaire et dépendante
de la rugosité relative. Rugosité dont le controle précis peut étre problématique
(voir partie 4.2.3.1).
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fig. 4.20. Angle de frottement macroscopique a l'interface (Jd. au pic) en fonction du

frottement local (u?°) et du modele utilisé pour l'inclusion.

4.4. Conclusion

Deux approches ont été proposées pour simuler le comportement de géosynthétiques
dans les modéles de type DEM (en deux dimensions) :

La premiére approche (modele granulaire) consiste a assembler les
¢léments discrets de PFC2D en une chaine, en attribuant une résistance
en traction aux contacts entre les éléments ;

La deuxiéme approche s'appuie sur un modele numérique (DSEM)
développé durant la thése. Dans ce mode¢le, l'inclusion est représentée
par des ¢éléments barre déformables. Il permet de simuler le
comportement d'inclusions souples ou rigides, et donc en particulier
celui des géosynthétiques. Les systémes composites sol-géosynthétiques
peuvent alors étre simulés par couplage avec PFC2D.

L'extraction d'un géosynthétique ancré horizontalement dans un massif de

sol a été simulée avec chacune de ces deux approches. Les mécanismes obtenus
dépendent de x*°, angle de frottement des contacts d'interface. Avec les valeurs les
plus faibles, l'extraction se produit sans déformation notable du sol. Quand x** est
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suffisamment élevé, une bande de cisaillement se développe dans le sol sous la face
inférieure.

Seules les simulations couplées DEM-DSEM donnent des résultats
satisfaisants dans ces deux cas de figure. En effet, si on utilise le modéle granulaire
avec une faible valeur de u*', la rugosité d'interface entraine des variations
périodiques et de grande amplitude de la résistance au cisaillement sol-inclusion.
Avec le modéle DSEM au contraire, le comportement de l'interface peut étre
clairement défini : les lois locales de contact introduites a l'interface (ici de type
¢lasto-plastique parfaites) se transposent directement a I'échelle macroscopique.

Le modéle DSEM constitue une simplification de la réalité, puisque la
rugosité des faces de l'inclusion n'est pas représentée. Ce modéle n'est donc pas
forcément applicable a 1'¢tude micromécanique de mécanismes d'interface. En
revanche, quand c'est le comportement global d'une structure composite qui doit
étre étudié, le DSEM est bien adapté. L'effet de la rugosité d'interface est alors pris
en compte implicitement dans la valeur de 4*° (comme c'est le cas lors des mesures
expérimentales d'angles de frottement sol-géosynthétique).
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Partie 3.

Etude des ancrages en téte
de talus

Le chapitre 2 a mis en évidence une méconnaissance des mécanismes de rupture des
ancrages en téte de talus, en méme temps que la difficulté de prévoir leur résistance
de maniére fiable pour le dimensionnement. On propose ici une étude de la rupture
des ancrages par simulation numérique discréte. Cette partie s'appuie sur les
¢léments qui ont été développés dans la partie 2. Elle est constituée de trois
chapitres :

Chapitre 5

La procédure de création des modéles d'ancrage et de calage des paramétres est
détaillée. Elle est validée dans un cas simple d'ancrage droit, dans un premier
temps, puis dans le cas — plus complexe — des essais d'ancrages en tranchées en
vraie grandeur.

Chapitre 6

Une étude paramétrique est présentée. On examine le role de la géométrie et des
principales caractéristiques meécaniques sur la capacité d'ancrage; on propose
ensuite une typologie des mécanismes de rupture qui met en évidence deux modes
concurrents. Dans la derniére partie, les résultats des simulations servent de base
pour discuter les hypothéses de dimensionnement proposées dans la littérature.

Chapitre 7

On dégage un ensemble d'hypothéses a partir desquelles des expressions analytiques
de la capacité d'ancrage sont formulées. On vérifie, par comparaison avec les
résultats expérimentaux et numériques, que ces expressions peuvent étre utilisées
pour dimensionner les tranchées d'ancrage.
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Chapitre 5

Modélisation discrete d'essais d'ancrage
et validation

5.1. Introduction

5.2. Procédure de calcul

5.2.1 Objectif

5.2.2 Procédure

5.2.3 Définition de la tension de rupture T,

5.3. Calage du modéle

5.3.1 Généralités

5.3.2 Caractéristiques macroscopiques de référence

5.3.3 Calage du modeéle a partir des données macroscopiques

5.4. Résultats et comparaisons
5.4.1 Ancrages droits

5.4.2 Ancrages courbes

5.5. Conclusion

5.1. Introduction

Nous avons présenté, dans la partie 2, un ensemble de résultats permettant de
simuler le comportement de sols réels par analogie macroscopique. Nous avons
également introduit le modéle DSEM, dédié spécifiquement a la simulation du
comportement d'inclusions (géosynthétiques en particulier). Reste a définir une
procédure permettant de créer des modeles d'ancrage et de simuler l'extraction et la
rupture.

Nous avons retenu une procédure de mise en place des assemblages sol-
inclusion basée, comme pour les simulations biaxiales, sur 1'algorithme E.R.D.F. On
obtient a l'issu de cette procédure un modéle de massif d'ancrage a 1'équilibre
contenant une inclusion géosynthétique (DEM ou DSEM suivant les cas).

On doit ensuite définir les paramétres de I'assemblage, de fagon a simuler
un comportement macroscopique donné, au niveau du sol et de l'interface. Dans le
cas des inclusions de type DEM, le calage du comportement d'interface est basé sur
des simulations d'ancrages droits.

On se propose de simuler avec cette méthode les essais d'ancrages en vraie
grandeur. Le calage des paramétres est donc effectué en prenant comme référence
les propriétés des matériaux de 1'expérimentation.
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On analyse ensuite les résultats obtenus. Dans le cas de I'ancrage droit
sollicité¢ horizontalement, on compare la simulation a un résultat théorique. Dans les
cas plus complexes, impliquant les effets de la pente et dune tranchée d'ancrage, la
simulation est confrontée aux résultats expérimentaux. La discussion porte a la fois
sur les aspects quantitatifs et qualitatifs.

La procédure de calcul est présentée dans la section 5.2, on définit a cette
occasion la tension dite « de rupture ». On détaille la procédure de calage des
paramétres dans la section 5.3, aprés une bréve présentation des caractéristiques des
expérimentations. Les résultats sont finalement discutés dans la section 5.4.

5.2. Procédure de calcul

5.2.1 Objectif

L'objectif de la modélisation est de simuler au mieux le comportement d'un ancrage
en connaissant seulement les propriétés macroscopiques des matériaux qui le
composent :

« pour le sol, la cohésion c et I'angle de frottement ¢, ainsi que les ordres
de grandeur du module de Young E, et du coefficient de Poisson v ;

« pour le géosynthétique, le module de raideur en traction J ;
« pour l'interface sol-géosynthétique, I'angle de frottement J.

On présentera tout d'abord dans cette section la procédure de création d'un
modéle de massif d'ancrage par éléments discrets, la nappe étant représentée,
suivant les cas, par des particules (DEM) ou par des éléments barres (DSEM). On
détaillera ensuite la phase de simulation de I'essai d'ancrage proprement dit :
I'extraction a vitesse imposée. On discutera l'influence de la vitesse sur le résultat et
on proposera une méthode d'analyse qui permet de s'en affranchir.

5.2.2 Procédure

La procédure complete de création du massif d'ancrage et d'extraction est illustrée
sur la figure 5.1. Pour faciliter la visualisation, on présente un exemple avec une
inclusion trés épaisse et peu de particules. Cet exemple n'est pas représentatif des
simulations présentées par la suite.

5.2.2.1 Création de l'état initial

La premiére étape de création du modéle consiste a disposer des parois fixant les
contours du massif. On définit ensuite la géométrie de 'ancrage en positionnant les
éléments - rouleaux ou barres - servant a modéliser le géosynthétique, et on bloque
leurs déplacements dans les deux directions.

Pour éviter des phénomenes de coincement de 1'inclusion DSEM au niveau
des coudes, on définit la géométrie de l'ancrage avec un rayon de courbure
minimum (fig. 5.2). Cette précaution n'est pas nécessaire pour les inclusions
composées d'éléments de type DEM. Ces éléments sont en effet moins sujets au
coincement au passage des coudes, car leur longueur est égale a 1'épaisseur de
lI'inclusion (contrairement aux éléments DSEM beaucoup plus élancés). Comme on
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le verra par la suite, cette différence de géométrie initiale entraine quelques
différences de comportement.

Géométrie d'ancrage

e 00 T opdE ¢.° 5 -

b o, byl %%’% Pa &wcp‘f%gggga-a,& o o

§o %ﬁﬁf fo 8 P g % G, Génération aléatoire
& .

Pou2T o ¢ moo' - R . S o des particules du sol

- Libération de I’inclusion

- Stabilisation gravitaire

- Introduction des paramétres de
b oinaTa eI a Ssas T sine comportement a tester (Popy)
Extraction a vitesse constante ;

fig. 5.1. Principales étapes de simulation d'un essai d'ancrage (simulation avec peu
d'éléments pour une bonne visualisation).
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. oy
. el

fig. 5.2. Etat initial d'un modele de massif d'ancrage. Avec inclusion DEM (haut) et
inclusion DSEM (bas), et 8000 éléments de sol.

La méthode ERDF, décrite au chapitre 3, est utilisée pour remplir le
volume défini par les parois par un assemblage de rouleaux de porosité donnée.
Ceci permet une phase de mise en place de l'assemblage similaire a celle utilisée
pour les simulations biaxiales, soit :

« Positionnement aléatoire des ¢léments avec une granulométrie définie a
un facteur d'homothétie prés et un frottement élevé des contacts sol-sol

(tanu,=1).

o Grossissement progressif des rayons des rouleaux, sans forces de
gravité et sans frottements ni sur les murs ni sur l'inclusion, jusqu'a ce
que l'assemblage exerce des efforts significatifs sur les murs.

o Diminution du frottement intergranulaire, avec une contrainte de
confinement constante et isotrope, jusqu'a ce que la porosité de
I'assemblage atteigne la valeur voulue.

« Dans la derniére phase, on autorise les déplacements de la nappe apres
avoir attribué a nouveau un frottement élevé (tanu,=1) a tous les
contacts (y compris au niveau des parois). On applique ensuite la
gravité (1g) et on laisse le modéle atteindre un état d’équilibre. On
supprime alors les deux parois correspondant a la surface libre du
massif. A ce stade, 'assemblage est prét pour la simulation de l'essai.

En utilisant la méme procédure de mise en place pour les compressions
biaxiales et les ancrages, on assure la pertinence du calage des paramétres. Il existe
toutefois quelques différences. On pourrait craindre notamment que l'introduction
de la gravité perturbe l'isotropie de la distribution de contacts. C'est une des raisons
pour lesquelles on impose un frottement important juste avant la stabilisation
gravitaire. On limite de cette fagon les réorganisations de la microstructure (les
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contacts perdus ou créés représentant en pratique moins de 1% du nombre total),
I'orientation des contacts reste approximativement isotrope. La figure 5.3 présente
le réseau de forces dans un massif a la fin de la phase de mise en place.

fig. 5.3. Réseau de forces dans un massif a la fin de la mise en place (8000 particules

pour le sol).

5.2.2.2 Procédure d'extraction

Le systéme étant a 1’équilibre statique sous 1’action de la gravité, on introduit les
paramétres de modélisation du sol et de l'interface (les parois restent frottantes). On
simule ensuite une extraction a vitesse V,,, imposée :

o Dans le cas d'essais simulés avec f =0 (traction horizontale), on
¢limine la longueur d'inclusion reposant sur la pente. Le dernier nceud
de l'inclusion correspond dans ce cas a l'extrémité de l'ancrage (fig.
5.4). On contraint seulement la composante horizontale de sa vitesse :
X1=Vext.

o Si f#0 (sollicitation paralléle a la pente), la tension est appliquée par
I'intermédiaire du segment placé sur la pente. La vitesse est imposée sur
le dernier nceud de ce segment. On contraint cette fois les deux
composantes de la vitesse : X;= V.cos(f) et X, = -V .sin(f).

Au fur et a mesure que le déplacement U, en téte augmente, on enregistre
les variables permettant d'analyser 1'évolution du systéme a posteriori et de la
comparer aux expérimentations (tensions dans l'inclusion, géométrie du massif,
déplacements des éléments, efforts d'interaction sol-inclusion). Les différentes
valeurs sont stockées périodiquement en fonction d'un intervalle de temps A¢'.

=V

ext

e e, CSn)Caesflsip)

.

o

B=0 B#0

fig. 5.4. Extraction a vitesse imposée - horizontale ou paralléle a la pente.
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Pour comparer les courbes effort-déplacement expérimentales aux courbes
simulées, quand £ # 0, il est nécessaire d'introduire un déplacement de référence
commun pour la simulation et I'essai. Notre choix s'est porté sur le déplacement du
capteur C2 (fig. 2.15 du chap. 2), on le note U;. 11 est jugé plus représentatif que le
déplacement U, en téte. En effet, expérimentalement, un déplacement AU, est
nécessaire pour soulever le dispositif de traction avant d'extraire effectivement
I'inclusion, tandis que dans la simulation la mise en tension est immédiate. De plus,
la longueur du segment de nappe reposant sur la pente n'est pas la méme dans les
deux cas, or une partie du déplacement U, correspond précisément a la déformation
de ce segment.

Remarque

Pour comparaison, quelques simulations ont été effectuées a force
contrélée (voir ci-dessous). On applique alors un effort 7, croissant sur le dernier
élément de la nappe. L'augmentation de l'effort est stoppée si la vitesse d'extraction
dépasse 10~ m.s™', puis reprend si la vitesse se stabilise en dessous de 10~ m.s™ sur
1000 pas de temps successifs.

5.2.2.3 Influence de la vitesse

Comme dans les simulations biaxiales, la vitesse V,,, a une influence importante sur
le résultat des calculs. On présente ici (fig. 5.5) les résultats obtenus sur un méme
ancrage, avec différentes valeurs de V.., (on a reporté également le résultat d'une
simulation a force controlée). Ce test a été effectué sur un ancrage en L dans un
assemblage purement frottant (géométrie S3 du tableau 5-1, paramétres du sable
dans les tableaux 5-3 et 5-4, géotextile GTX1 simulé par DSEM).

Pour U, compris entre 0 m et 0,04 m, la valeur de la tension 7} en téte est
peu dépendante de V,,,. Quand U; > 0,04 m en revanche, on note des différences
importantes entre les courbes. Globalement, du fait de Il'inertie, la tension est
d'autant plus élevée que la vitesse est grande. Localement cependant, il peut y avoir
croisement de deux courbes (la courbe V,,=0,005 passant par exemple
temporairement sous la courbe V,,=0,001). Ceci montre clairement que, lorsque
U; > 0,04 m, le processus n'est pas quasi-statique. Par ailleurs, les résultats obtenus
dans cette phase du calcul sont peu représentatifs, vu l'extréme sensibilité vis-a-vis
de V..

5.2.3 Définition de la tension de rupture T,

L'un des objectifs de la modélisation est de fournir un estimateur de la capacité
d'ancrage T,.. des ancrages réels. On montre ici que l'estimateur intuitif [7]max
(maximum atteint par 7, en cours de simulation) est mal adapté et on propose un
meilleur estimateur.

On a reporté sur la figure 5.5 la valeur U, du déplacement correspondant a
l'instant ou le dernier élément de I'inclusion commence a se déplacer. U, est trés peu
dépendant de Ve et permet de définir dans chaque simulation la tension [7}],, dite
« de rupture ». Le couple (U,, [Ty],) correspond généralement a un maximum local
de la courbe effort-déplacement, mais pas nécessairement au maximum absolu. Ceci
est illustré sur la figure 5.5.
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fig. 5.5. Résultats de simulations réalisées a force ou a vitesse imposée, avec différentes

valeurs de Vey.

Nous considérons que [7y], est un meilleur estimateur que [7)]mna.x pour la
capacité d'ancrage. Cette conclusion est basée sur les éléments suivants :

Dans la réalité, les valeurs Tpax, [To]max €t [T0]- coincident : Tpax=[To]max
par définition, et on constate expérimentalement que Tn.x= [Tyl;
[BriO1] ;

Dans la simulation, la coincidence entre [7Ty], et [Ty]max Ne peut étre
obtenue qu'avec une vitesse trés faible, le temps de calcul devient alors
prohibitif (environ 2 semaines avec processeur pentium III 1500 MHz
pour V,.,=0.001 m/s et 8000 éléments de sol). Pour limiter la durée de
I'étude, les calculs ont été généralement effectués avec une vitesse telle
que [Typ]max n'est pas indépendant de V., la valeur de [7y], reste en
revanche relativement stable ;

De plus, [Tylmax est, typiquement, une variable extrémement sensible
aux conditions initiales, car elle peut étre obtenue dans la partie trés
"bruitée" des courbes. Sa valeur est donc peu représentative ;

Enfin, la simulation effectuée a force imposée aboutit a un effort
maximum trés proche de [7y],.

Aprés ces constats, on admet dans la suite que [7o], donne une bonne
approximation de la limite de [7y]m.x quand V., tend vers O (i.e. de la tension
mobilisable dans le cas quasi-statique). Dans la suite, [7,], sera noté plus
simplement 7; et sera utilisé comme estimateur de la valeur réelle de Tax.

Sauf indication contraire, tous nos calculs seront réalisés avec V,,, compris
entre 0,0025 m/s et 0,005 m/s. On pourra considérer que les courbes effort-
déplacement obtenues dans cette gamme de vitesse traduisent le comportement
intrinséque de I'ancrage tant que 0 < U,; < U,, c'est-a-dire tant que le géosynthétique
n'est pas complétement mobilisé. En revanche, dés que l'extrémité de l'ancrage
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commence a se déplacer (U;>U,), les courbes sont influencées par des aspects
dynamiques du systéme et sont peu reproductibles. Cela ne constitue pas un
probléme majeur puisque le résultat le plus important est la valeur de 7, (U; = U,).

5.3.

5.3.1 Généralités

Calage du modeéle par analogie macroscopique

On se propose de simuler les essais d'ancrage en vraie grandeur réalisés en
collaboration avec Briangon. Le probléme est étudi¢ en deux dimensions dans
I'hypothése de déformations planes. Les géométries des ancrages étudiés sont
représentées sur la figure 5.6. Deux séries d’essais seront confrontées avec la

modélisation :

o« La premiére série d'essais (Sable et géotextile GTX;), visant a
déterminer l'influence de 1’inclinaison S de l'effort d’extraction, a été
réalisée sur des ancrages par recouvrement simple pour différentes
valeurs de £ (0, 7, 15, 20, 27 et 30 degrés), pour une hauteur de sol
H=0,25 m et pour une longueur de nappe L=1,5 m.

o La seconde série d’essais (sable, limon sableux et géotetxtile GTXj),
consacrée a 1'étude des mécanismes d’ancrage, regroupe des essais de
recouvrement simple (S1, S’1, T1 et T’1), des essais de fichage vertical
(S2 et T2), et des essais d’ancrage en L (S3 et T3). Les dimensions de
ces ancrages sont données dans le Tableau 5-1.

(a) ancrage droit

(b) fichage vertical

fig. 5.6. Géométries des essais réalisés.

(c) ancrage en L

Essai Type de sol B (°) H (m) L (m) D (m) B (m)
T1 0 0,3 1,1 0 0

T'1 Limon 1 20 0,3 1,1 0 0

T2 20 0,3 1,1 0,5 0

T3 Limon 2 20 0,3 1,1 0,5 0,5

S1 0 0,3 1,1 0 0

S'1 Sable 20 0,3 1,1 0 0

S2 20 0,3 1,1 0,5 0

S3 20 0,3 1,1 0,5 0,5

Tableau 5-1. Caractéristiques des essais réalisés.

¥ (KN/m*)  yy (KN/m®)

w (%) 7 opn (KN/m®) wopn (%) €' (kPa) ¢' (°) ccp (kPa) gop (°)

sable  16,7£0,2  16,2+0,2 3+1 16,8 11,5 0 41 - -
limon1 19,8+0,5 16,0£0,5 23,5+1 17,5 16 5 35 13 34
limon2 19,4+0,3 16,2+0,3 19,5+1,5 17,5 16 - - 13 34

Tableau 5-2. Propriétés des sols.
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5.3.2 Caractéristiques macroscopiques de référence

5.3.2.1 Les Géosynthétiques

Les géosynthétiques GTX; et GTX, utilisés ont les propriétés suivantes
(échantillons de 1 m de largeur) :

o GTX,; est un géotextile non tissé aiguilleté¢ (Bidim P50) dont le module
de raideur en traction J est égal a 80 kN/m (a2 5 % de déformation), et
dont la tension de rupture 7, est égale a 30 kN/m (a 85 % de
déformation);

o GTX,; est un géotextile non tiss¢ aiguilleté renforcé dans une direction
(Bidim Rock 75) dont le module de raideur en traction J est égal a
720 kN/m dans la direction du renfort (a 2 % de déformation), et dont la
tension de rupture 7, est égale 95 kN/m (a 12 % de déformation).

5.3.2.2 Les Sols

A des fins comparatives, chaque géométrie a été testée avec deux sols différents, un
sable et un limon sableux. Leurs propriétés sont données dans le Tableau 5-2.

o Le sable est un sable fin roulé de granularité 0/2,5 mm. Son poids
volumique sec en place y; est de 16,2 + 0,2 kN/m’. Ses caractéristiques
mécaniques, obtenues a partir d’essais triaxiaux, sont : un angle de
frottement interne ¢ de 41 degrés et une cohésion ¢ nulle.

o Le limon sableux est un sol fin (70 % de ces éléments sont inférieurs a
80 um). Ce matériau a été utilisé dans deux états hydriques différents,
correspondant aux références limon 1 et limon 2 du Tableau 5-2. Les
caractéristiques mécaniques consolidées non drainées ont été
considérées les plus représentatives du comportement du sol dans les
essais. En effet, le temps de construction du massif est relativement
long (un a quelques jours) tandis que l'extraction est réalisée en
quelques minutes. On prend donc comme référence un angle de
frottement  interne ¢ = gcy =34 degrés et une cohésion
¢ = ccy = 13 kPa. Seul la densité en place différe entre les limons 1 et 2.

5.3.2.3 Propriétés d'interface

Les caractéristiques d’interface sol/géosynthétique sont les mé€mes pour les deux
géotextiles utilisés (GTX; et GTX,;). Elles ont été déterminées au plan incliné et a la
boite de cisaillement en respectant la norme francaise (Standard NF P 84-522) et les
projets de norme européenne (Standard prEN ISO 12957-1 et Standard prEN ISO
12957-2). Que ce soit avec le sable ou avec le limon, la résistance de l'interface est

caractérisée par un angle de frottement égal a 0 = 34° et une adhésion nulle.

L'adhésion est I'équivalent, pour un comportement d'interface, de la cohésion pour un sol.
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5.3.3 Définition des parametres de simulation

On effectue le calage du modéle suivant le principe d'analogie macroscopique. Pour
le sol, on utilise les lois d'échelles et les calibrations micro-macro présentées au
chapitre 3. Pour les inclusions de type DEM, on simule un cas simple d'ancrage
droit pour caler les propriétés d'interface.

On utilise les mémes notations qu'au chapitre précédent. Quel que soit le
mod¢le d'inclusion, l'exposant "s" (resp. "g") désigne les parametres relatifs aux
éléments représentant le sol (resp. le géosynthétique). Les variables des contacts
seront caractérisées par un double exposant (exemple : u*° désigne l'angle de
frottement des contacts sol-géosynthétique).

contacts sans cohésion

contact gg

éléments de type g ——»|
contact ss
contact gs

éléments de type s

fig. 5.7. Etat initial pour la simulation de I'ancrage par recouvrement simple : principe de

la notation.

5.3.3.1 Paramétres du sol
Granulométrie

Le sol est simulé par un assemblage défini, avec les notations du chapitre 3, par une
forme de particules =M, et une distribution granulométrique G=G; (fig. 5.8).

Porosité

La porosité est fixée a n=0,19 dans toutes simulations. C'est une valeur élevée pour
un assemblage de rouleaux. De cette fagon, on évite que la rupture des assemblages
soit trop fragile. On évite également le comportement fortement dilatant résultant
des états initiaux denses. A priori, cela réduit I'erreur liée aux effets d'échelle sur les
variations de volume.

Poids volumique

On attribue le méme poids volumique a tous les rouleaux du sol. On prend en
compte la porosité, fixée a 0,19, de fagon a obtenir un assemblage de poids
volumique global égal a 16,7 kN/m’ (sable), 19,8 kN/m® (limon 1), ou 19,4 kN/m’

(limon 2).
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Raideur des contacts

Le module de Young E, et le coefficient de Poisson v n'ont pas été mesurés pour les
sols d'essai. Par défaut, les &, et k*° sont choisis de fagon a obtenir des propriétés
¢lastiques typiques du type de sol simulé (d'aprés [Cos75]). On s'attache cependant,
tout en restant dans la gamme des valeurs réalistes, a ce que les raideurs soient
relativement faibles. Cette précaution permet d'optimiser les temps de calcul. Les
valeurs retenues sont données dans le Tableau 5-3, avec les valeurs de E, et v qui

leur correspondent.

fig. 5.8. Forme et répartition des différentes particules du sol.

Paramétre k™ k& E, y
kPa kPa kPa -)

Modéle sable 2,5%x10% 1,25%10% 2.6x10% 0.33

Modéle limon 1.5%10% 0.75%10* 7.9x10° 0.32

Tableau 5-3. Raideur des contacts pour chaque modéle de sol et paramétres élastiques

macroscopiques résultants (d’aprés les simulations biaxiales).

Ss

Parametre u cs cs
° kPa kPa

mod¢le de sable 38.7 0 0

modéle de limon 32.6 96 192

Tableau 5-4. Résistance des contacts pour chaque sol modélisé.

Résistance des contacts

Pour la modélisation du limon, on fixe le rapport entre 1'adhésion normale et
I'adhésion tangentielle a C,”/C,™ = 2, et on autorise le recollement des contacts
(pour un comportement de type ductile). Sur cette base, les simulations biaxiales
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ont montré que la cohésion macroscopique ¢ était proche de 0,12 x C;*. La valeur
de C,* est choisie en vertu de cette proportionnalité, de fagon a obtenir ¢ = 13 kPa.

Pour les deux sols, la valeur du frottement intergranulaire £ est ajustée
par approximations successives, jusqu'a ce que le frottement global obtenu dans les
simulations biaxiales corresponde au frottement réel des sols.

On résume dans le Tableau 5-4 les paramétres retenus pour simuler le
sable d'une part, et le limon d'autre part. Les résultats obtenus en simulant la
compression biaxiale avec ces paramétres sont reproduits sur les figures 5.9 et 5.10.

Discussion du choix des parametres

Les équivalences micro-macro entre jeux de paramétres ont été établies par
simulation biaxiale. Elles sont indépendantes de la taille (et donc du nombre) des
éléments du modéle, et sont donc extrapolables au comportement du modéle
d'ancrage. Bien que la taille des ¢éléments soit différente, les propriétés
macroscopiques d'élasticité et de résistance des assemblages ne sont pas modifices.

Cependant, cela n'implique pas a priori que les résultats des simulations
d'ancrages sont indépendants de la taille des rouleaux. En effet, dés lors que des
bandes de cisaillement existent dans le sol simulé, leur épaisseur est en partie
dépendante de la taille des éléments (on admet fréquemment que 1'épaisseur d'une
bande de cisaillement est de 1'ordre du décuple de la taille des grains). En pratique,
un modele DEM d'ouvrage en terre dans lequel la taille des éléments est plus de 100
fois supérieure a celle des grains réels conduira en général a une surestimation
globale des variations de volume. Ici, les assemblages ont une porosité initiale
élevée, ce qui limite la dilatance et minimise cette erreur sur les variations de
volume.

Nous avons supposé que le critére de rupture du sol dépendait uniquement
des contraintes principales mineures et majeures (critére de Morh-Coulomb), le réle
de la contrainte o; est négligé. Dans 1'absolu, il aurait été plus judicieux de caler le
frottement macroscopique du sol simulé en prenant comme hypothése un critére de
rupture dépendant de o3 (ex. [Lad75]) en conditions de déformations planes. Cela
aurait conduit a majorer de quelques degrés I'angle de frottement mesuré par les
essais triaxiaux. On peut néanmoins considérer que le biais induit est relativement
faible par rapport au niveau de précision que l'on attend des simulations.

100 60
© =20 kPa = , . .
Q 50 L & s résultat biax.
75 = X , — — —-c=0; ¢p=41°
- 40 | & 4
[ — ]
50 - o»=10kPa | 30 |
20 +
25 - o2=5 kPa
10 - o, (kPa)
V
0 €l 0 ‘
0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.02! 0 25 50 75 100

fig. 5.9. Modélisation du sable : courbes contrainte-déformation (3 échantillons de 4000

grains) et comparaison avec le critére de rupture visé.

- 116 -



Etude des ancrages en téte de talus / Modélisation discréte d'essais d'ancrage

250 200
= © résultat biax.
o =
200 |& o-0dkPa 1% — — — —c=13 kPa; =34°
[ = -7
150 5 c2=32 kPa
100
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fig. 5.10. Modélisation du limon : courbes contrainte-déformation (1 échantillon de 8000

grains) et comparaison avec le critére de rupture visé.

5.3.3.2 Parameétres de l'inclusion et de l'interface

5.3.3.2.1 Modéle D.S.E.M.

Dans les simulations couplées DEM/DSEM, l'inclusion est représentée par des
éléments barres d'épaisseur 0,5 mm. Leur longueur, variable d'un segment a l'autre,
est comprise entre 8 mm et 13 mm. Le rayon de courbure initial est égal a 0,1 m
pour les coudes de I'ancrage et 0,3 m pour le raccordement a la pente.

Le calage des parameétres du géosynthétique ne pose pas de problémes
particuliers avec le modele DSEM. On définit d'une part la raideur en traction par
J= 80 kN.m"' (GTX1) ou J = 720 kN.m"' (GTX2). D'autre part, l'angle de
frottement d'interface étant le méme a 1'échelle des contacts et a 1'échelle
macroscopique (voir Chap. 4), u*° est pris égal a l'angle de frottement & mesuré
expérimentalement (soit 34 degrés).

5.3.3.2.2 Modéle D.E.M.
Discrétisation

Si l'inclusion est représentée par une chaine de rouleaux, le calage du comportement
d'interface n'est valable qu'a rugosité relative constante. Dans notre cas, le diamétre
d® des rouleaux de la nappe est choisi en fonction de celui des plus petits éléments
du sol, noté d°. Les rugosités sont les suivantes :

o d®/d =1,4pour le sable ;
o d®/d’ =0,35pour le limon.

Une rugosité plus faible a été choisie pour les simulations impliquant le
limon, pour atténuer les mécanismes périodiques a l'interface .

1

mécanismes mis en évidence et analysés au chapitre 4
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Raideur du géosynthétique

Comme indiqué au chapitre 4, la raideur normale £ des contacts entre éléments

est reliée a la raideur J de l'inclusion. On détermine pour chaque ancrage la valeur
de k% correspondant au géotextile a simuler, a partir de la relation

J =k xd* (5.1)

La raideur tangentielle £* est prise égale a £*.

Frottement d'interface

Le calage du frottement a l'interface est plus complexe que dans le cas précédent.
Des simulations d'ancrage droit sollicité horizontalement ont servi de base a ce
calage, avec une configuration semblable a celle de la figure 5.7. Dans ces
simulations, le frottement se produit seulement le long de l'interface inférieure; le
sol de recouvrement se déplace avec l'inclusion sans opposer de résistance (fig.
5.11), et applique donc uniquement une charge verticale W. Dans le cas du sol
cohérent, on définit une zone sans cohésion (fig. 5.7) pour assurer la mobilité de la
surcharge.

On compare les résultats au critére de rupture a obtenir en calculant le
rapport T/ W, Tmax €tant le maximum de l'effort de traction T en téte. En faisant
varier la masse volumique des rouleaux placés au dessus de l'inclusion, on peut
modifier la valeur W, et ainsi vérifier que le comportement correspond a un
frottement de type Coulomb.

Bien que le frottement visé soit le méme avec les deux sols (0=34°), on
effectue deux calages distincts pour le sable et le limon car les rugosités relatives
sont différentes. Plusieurs simulations sont effectuées dans chacun des cas, le
frottement u® étant corrigé aprés chaque évaluation en fonction du frottement
global obtenu. Finalement, les valeurs retenues pour u*' sont 38,6 degrés avec le
sable, et 28,8 degrés avec le limon. On présente les résultats obtenus aprés calage
sur la figure 5.12, qui montre pour chaque modéle de sol 1'évolution de 7 en
fonction du déplacement U, en téte. Les couples de valeurs (W, T,,.) sont comparés
au critére de rupture visé sur la figure 5.13.

fig. 5.11. Déplacement des éléments au cours d'une extraction horizontale simulée avec le

sable.
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fig. 5.12. Courbes effort-déplacement obtenues aprés calage des paramétres de l'interface
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fig. 5.13. Comparaison des résultats avec le critére de rupture défini par 0=34 degrés.

Raideur d'interface

La raideur des contacts de l'interface est prise égale a celle des contacts entre grains
(k¥=k* et k¥=k*). L'étude paramétrique du chapitre suivant montrera, a
posteriori, que l'influence de la raideur d'interface sur le comportement global est
négligeable.

5.4. Résultats et comparaisons

Cette partie a pour but de valider la procédure de simulation et de calage des
parametres. Pour les simulations d'ancrages droits sollicités horizontalement, on
dispose d'une solution théorique qui est comparée aux résultats obtenus. Pour les
configurations plus complexes (les deux séries d'essais présentées dans la section
5.3.1), on compare les simulations aux résultats des essais en vraie grandeur.

5.4.1 Ancrages droits

5.4.1.1 Ancrage droit sollicité horizontalement : comparaison modele/théorie

L'extraction d'un ancrage droit tel que celui de la figure 5.14 a été¢ simulée
alternativement avec chaque modéle d'inclusion. Les propriétés de l'inclusion sont
celles du GTX1, les propriétés du sol sont celles du sable (environ 4000 éléments
pour le sol, 250 pour l'inclusion DEM, 80 pour l'inclusion DSEM).
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L'analogie avec le probléme continu schématisé sur la figure 5.14 permet
de déterminer I'évolution théorique de la tension et du déplacement dans la nappe.
On suppose que l'interface inférieure est a 1'équilibre limite. La contrainte de
cisaillement z(s) qui s'exerce en un point d'abscisse s a l'interface inférieure est
déterminée par la hauteur de sol sus-jacent et par l'angle de frottement (Eq. 52).
Connaissant 7 en tout point, on peut calculer la tension (Eq. 5.3) et le déplacement
(Eq. 5.4) en un point quelconque de la nappe. Notons au passage qu'en prenant x=L
dans 1'équation 5.3 et en remplagant ¢ par son expression (Eq. 5.2), on obtient
I'expression (55) de la tension mobilisable en téte, W étant le poids de la couche de

recouvrement.
7(8) = Trmax (5) = y.2(s).tan(d) (5.2)
T(x) = Lfr(s).ds (5.3)
1 x (5.4)
U(x) = 7'[0 T(S).dS
Tmax = Wtan(5) (5.5)

Les courbes théoriques et simulées avec 0=34 degrés sont trés proches
(fig. 5.15), et ce quel que soit le modéle d'inclusion. Les résultats des simulations
correspondent donc — dans ce cas simple — a ce qui est attendu.

Modele numérique discret

Modéle analytique continu équivalent

h=0.25m

L=1.1m

fig. 5.14. Caractéristiques du probléme d'ancrage droit considéré.
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fig. 5.15. Tension et déplacement dans l'ancrage droit (Uo=Us) : courbes théoriques et
résultats de simulations (modéle de sable et géotextile GTX1).

5.4.1.2 Ancrage droit sollicité parallelement a la pente

On analyse maintenant 1’influence de I’angle f sur I’effort mobilisable lorsque
I’extraction s'effectue parallélement a la pente. Plusieurs massifs d'ancrage ont été
modélisés avec différentes inclinaisons de pente f, pour une comparaison avec la
premiére série d'essais en vraie grandeur. La pente du talus mise a part, les ancrages
ont la méme géométrie et les mémes propriétés mécaniques que dans le paragraphe
précédent (sable et GTX1).

La figure 5.16 présente le résultat typique d'une simulation ou la
sollicitation est paralléle a la pente (ici f=22°). Au voisinage du changement de
direction, la distribution de tension fait apparaitre une augmentation assez soudaine,
qui traduit un supplément de résistance par rapport au cas f=0. L'effet de pente
semble donc se concentrer au voisinage du coude, avec une distribution de tension
identique au cas =0 dans le reste de l'inclusion. Ce résultat est en contradiction
avec la distribution de contrainte proposée par Koerner pour représenter l'effet de
pente (chap. 2 — d'aprés Koerner la contrainte normale est modifiée sur toute la
longueur de l'ancrage).

Pour chaque valeur de S, on calcule le rapport entre 7,(f8) et T,(f=0) —
T.(f=0) étant donné par l'expression ( 5.5 ). Ce rapport traduit 'augmentation de
résistance due a l'effet de la pente. Les résultats numériques et expérimentaux sont
confrontés sur la figure 5.17. Les valeurs sont proches, ce qui montre que le modéle
permet d'appréhender 1'effet de la pente. On donne aussi, a titre indicatif, la courbe
y = /" (B’ étant la valeur en radians de f), qui correspond a I'hypothése d'un
frottement de type fil/poulie (chap. 2). Cette hypothése est invalidée par I'écart
croissant que 1'on constate entre les résultats expérimentaux et la courbe théorique.
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fig. 5.16. Tension et déplacement dans I'ancrage droit (Uo=U,) : résultat de la simulation
DEM-DSEM pour /=22 degrés, et courbe théorique correspondant au cas £=0.
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fig. 5.17. Augmentation de la tension mobilisable en téte en fonction de la pente du talus.

5.4.2 Ancrages courbes

5.4.2.1 Généralités

On présente ici les résultats des simulations correspondant a la deuxiéme série
d'essais : ancrage du géotextile GTX2 par fichage vertical et par ancrage en L, dans
le sable et dans le limon (essais notés S2, T2, S3 et T3 dans le Tableau 5-1). Les
comparaisons avec les résultats expérimentaux portent sur les courbes
effort/déplacement en téte, sur la mobilisation progressive de l'inclusion, et sur la
cinématique de la rupture.

Certaines simulations ont été réalisées successivement avec les deux
modéles d'inclusion, d'autres avec le mode¢le DSEM uniquement. Le sol est
modélisé par approximativement 8000 éléments (16000 dans certains cas, signalés
dans le texte).
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fig. 5.18. Courbes effort-déplacement pour l'ancrage par fichage vertical dans le limonl
(essai T2).
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fig. 5.19. Courbes effort-déplacement pour I'ancrage en L dans le limon 2 (essai T3).

5.4.2.2 Evolution de l'effort en téte

Plusieurs calculs successifs ont généralement été effectués pour chaque
configuration. Cela permet de présenter dans la plupart des cas des courbes effort-
déplacement moyennes1 correspondant a 3 ou 4 simulations (les courbes non
moyennées figurent dans l'annexe B). On détermine par ailleurs dans chaque
simulation le déplacement et la tension a la rupture2 (U,, T,). On calcule alors le
couple (U,, T,) moyen, qui est ensuite reporté sur la courbe effort-déplacement
moyenne.

5.4.2.2.1 Limon

Les courbes effort-déplacement relatives aux ancrages dans le limon sont données
sur les figures 5.18 et 5.19 et confrontées aux courbes simulées. Les tensions

Courbe obtenue en calculant I'effort moyen en téte pour chaque valeur du déplacement.

On rappelle que la tension de rupture (7,) est la valeur de la tension appliquée en téte au moment ou le dernier
¢lément de l'inclusion commence a étre déplacé (U,=U,). Les courbes effort-déplacement présentées sont
représentatives tant que U; < U,, mais sont fortement "bruitées" ensuite (section 5.2.2.3).
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obtenues a la rupture dans les simulations donnent de bonnes approximations des
résistances mesurées, avec un écart maximum égal a 26% (fichage vertical).

La rupture est plus précoce dans les simulations. Il peut y avoir plusieurs
. \ 1 . . , .
raisons a cela ; notamment le festonnage du géotextile dans 1'ancrage expérimental
et la différence de raideur entre le sol réel et simulé.

5.4.2.2.2 Sable

Les courbes effort-déplacement relatives aux ancrages dans le sable sont données
sur les figures 5.20 et 5.21. Les simulations donnent a nouveau de bonnes
approximations des résistances expérimentales, avec des écarts inférieurs a 20%.
Les essais ont mis en évidence une diminution de la tension mobilisable quand on
remplace le limon par le sable. Si cette tendance est correctement simulée avec
I'ancrage en L, elle est assez peu sensible pour le fichage vertical.

16
—o—essai S2

12 | 9.4 kN/m —— moyenne - DSEM
g l | 813 kN/m
1
= Sable

4 | E

04 . . . .

0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10

U, (m

fig. 5.20. Courbes effort-déplacement pour l'ancrage par fichage vertical dans le sable

(essai S2).
25
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fig. 5.21. Courbes effort-déplacement pour I'ancrage en L dans le sable (essai S3).

Ondulations du géosynthétique créées par l'adaptation aux irrégularités de la surface support.
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La figure 5.21 permet plusieurs autres comparaisons :

La tension de rupture telle qu'elle a été définie est peu dépendante du
nombre d'éléments utilisés pour modéliser le sol ;

La tension de rupture obtenue avec le modéle DSEM est la plus proche
de la valeur expérimentale. Mais quel que soit le mod¢le d'inclusion,
I'ordre de grandeur du résultat est le méme ;

En revanche, le déplacement U; a la rupture dépend du modéle
d'inclusion (le mode¢le DEM donnant de ce point de vue les résultats les
plus proches des données) alors que ce n'était pas le cas avec le limon.
Ceci est vraisemblablement li¢ a la différence de géométrie initiale :
avec l'inclusion DEM les coudes correspondent initialement a des
angles droits, qui s'arrondissent au cours de l'extraction; avec
I'inclusion DSEM, les coudes ont dés le départ une forme arrondie (fig.
5.2). Ceci favorise une mobilisation plus rapide de l'effort maximum
dans le deuxiéme cas. Pour cette raison, la comparaison des
déplacements (paragraphe suivant) porte sur les résultats obtenus avec
le modele DEM.

5.4.2.3 Mobilisation progressive de l'ancrage

Les mesures de déplacement par cables ont mis en évidence une mobilisation trés
progressive de l'ancrage au cours des essais. On compare sur ce point les résultats
relatifs a l'essai S; et la simulation correspondante (avec inclusion DEM et 16000
éléments pour le sol). Les déplacements en différents points de l'inclusion sont
représentés sur la figure 5.22, en fonction du déplacement (U;) du capteur C2.

déplacement (m)

0.05 -

0.04 P --e--osim C4
g " , i ’ ---0---sim. C6

0.03 - .7 -ea---sim C8
M g : -7 ---e---sim. C10

---x---sim. C12

0.02 4§ —sa——exp. C4
—e—exp. C6

0.01 A —&—— exp. C8
—e—exp. C10
o ,,,.,ﬂ-_-,g—“_'_'_______ % —x—ew.Cr2

0 0.05 0.1 0.15 0.2

déplacement capteur n°2 (m)

fig. 5.22. Evolution du déplacement en différents points de la nappe dans l'ancrage en L

avec le sable (essai S3), modele d'inclusion DEM et 16000 éléments de sol.
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Les déplacements mesurés suggérent la chronologie suivante:

Phase 1 (Om < U;<0,005m) : mise en tension du premier segment
horizontal ;

Phase 2 (0,005m < U; < 0,05m) : Déformation progressive et formation
d'un arrondi au premier coude, sans déplacement significatif de
l'inclusion au niveau du segment vertical ;

Phase 3 (0,05m < U;<0,11m) : Déplacement du segment vertical.
Déformation progressive en arrondi du second coude et mise en tension
du dernier segment de nappe ;

Phase 4 (0,11m < U;) : déplacement d'ensemble de l'inclusion une fois
atteinte la tension de rupture.

Pour mettre en évidence ces quatre phases dans la simulation, on définit
quatre états de référence notés A, B, C, et D (fig. 5.23a). On représente pour chaque
état I'évolution du déplacement et de la tension dans l'inclusion (fig. 5.23b et 5.23c¢).
Ces résultats montrent des phases similaires a celles qui viennent d'étre décrites :

Transition O-A : la partie supérieure de l'ancrage est mise en tension.
Déplacements et tensions négligeables dans le deuxiéme segment ;

Transition A-B : déformation du premier coude jusqu'a mise en tension
du segment vertical. La déformation s'accompagne, contrairement a ce
que montrait l'essai, d'un déplacement important du géotextile en haut
du segment vertical (C4). En fait, le déplacement initial de C4 est
horizontal. Or, le dispositif de mesure est surtout sensible aux
déplacements dans 1'axe du cable (donc verticaux dans le cas du capteur
C4) tandis que le déplacement calculé dans la simulation est le
déplacement total. Il est donc naturel que le déplacement de C4 - trés
précoce dans la simulation — survienne plus tardivement dans les
mesures ;

Transition B-C : déformation du deuxiéme coude et mise en tension du
dernier segment. La mise en mouvement du capteur C10, placé juste
aprés le coude, est en apparence plus précoce dans la simulation,
probablement du fait d'un biais comparable a celui invoqué pour la
phase 2 ;

Transition C-D : extraction de la nappe. Pendant cette phase, le
déplacement est quasiment constant sur toute la longueur de I'ancrage,
comme l'indique la similitude entre les courbes de déplacement
correspondant aux états C et D.

Notons dans ces résultats la forme particuliere des courbes de
déplacement, avec de forts gradients au voisinage des coudes (fig. 5.23b). Les forts
gradients ne correspondent, cependant, & aucun maximum local dans l'effort de
tension (voir fig. 5.23c), ni - donc - dans la déformation axiale. Cet aspect est
caractéristique d'une déformation du sol telle que certains points de la nappe se
déplacent perpendiculairement a sa direction, comme il apparait sur la figure 5.24.
Il y a une évolution de la géométrie méme de l'ancrage, par déformation du sol
avoisinant les coudes.
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fig. 5.23 : (a) Etats de références, (b) déplacement et (c) tension dans I'inclusion
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fig. 5.24. Géométrie de I'inclusion aux différentes étapes du calcul.
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5.4.2.4 Déformation du massif d'ancrage

On compare, a l'échelle du massif d'ancrage, les déformations expérimentales et
simulées dans le cas de l'ancrage en L.

5.4.2.4.1 Limon

Dans l'expérimentation avec le limon (fig. 5.25), le massif se déforme tres peu, a
I'exception dune fracture (a;) qui s'ouvre et se développe a l'aplomb du segment
vertical. La mise en tension de la nappe a tendance a arrondir les arrétes des
changements de direction mais ces déformations sont trés limitées, comme
'attestent les colonnes de sol coloré mises en place avant l'essai (a,), dont la
géométrie est trés peu déformée.

Dans la simulation, on obtient ¢également une fissure de traction en partie
supérieure (a;*). La carte des déformations locales met en évidence cette fissure
d'une part, et le déplacement relatif entre le recouvrement et le sol sous-jacent
d'autre part. Il n'y a aucune déformation comparable en intensité dans le reste du
massif, conformément a ce qui apparait dans la géométrie déformée.

Limon
Essai Simulation

PR,

e and

Rugor-oat;

9%

P T e

Déformée — U, = 7 cm

U= 15cm

Cislt. local —U; = 0cm — 7 cm

vue de dessus — U; = 15 cm

fig. 5.25. Cinématique de la rupture expérimentale et simulée avec le limon ; a;/a:*
fracture ouverte ; a/a,* : pas de déformation des colonnes colorées.
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5.4.2.4.2 Sable

Le sable exhibe un comportement assez différent (fig. 5.26). Dans les essais, on
observe a la surface du massif deux plans de glissement tendant a former un diedre,
comme dans le schéma b;. Mais surtout, I'intérieur du massif se déforme de maniére
importante pendant l'extraction, comme le montrent les colonnes colorées (b,), de
fagon a augmenter le rayon de courbure des changements de direction. Plusieurs
bandes de cisaillement superposées, épaisses de quelques millimétres, se forment
sous le premier segment de l'ancrage. Le déplacement de la partie supérieure des
colonnes colorées est sensiblement équivalent a celui de l'inclusion.

Ces aspects expérimentaux apparaissent également dans les résultats
numériques. Les indicateurs de cisaillement local font apparaitre une forme
triangulaire dans la zone b,*, correspondant a un affaissement du sol compris entre
la partie arriére — fixe — et la partie avant — mobile. Sous le premier segment
apparait une zone de cisaillement (b,*), en apparence assez continue. Le sol
compris entre l'inclusion et cette zone de cisaillement subit un déplacement
équivalent a celui de la nappe.

Sable
Essai Simulation

|
i

Déformée — U, = 20 cm

Essai interrompu a Uy = 12 cm

Cislt. local - U, = 1.5cm — 7.5cm

fig. 5.26. Cinématique de la rupture expérimentale et simulée avec le sable ; b;/b;* :
formation et affaissement d'un coin de sol ; b/ b,* : zone de cisaillement.

- 129 -



Etude des ancrages en téte de talus / Modélisation discréte d'essais d'ancrage

5.5. Conclusion

Ce chapitre a permis de vérifier la cohérence entre l'approche expérimentale en
vraie grandeur et I'approche numérique par analogie macroscopique pour 1'étude des
problémes d'ancrages. Nous avons détaillé la procédure qui permet de générer un
modéle de massif d'ancrage et d'étudier son évolution lorsqu'il est soumis a un essai
d'extraction. Les valeurs des paramétres du modele ont été calées par rapport au
comportement macroscopique des matériaux utilisés dans Il'expérimentation,
notamment un sable et un limon. Nous avons simulé de cette facon les essais
d'extraction effectués avec différentes géométries d'ancrages. La comparaison
essais-simulations a montré les aspects suivants :

« Les simulations permettent d'évaluer de manicre assez satisfaisante la
tension mobilisable dans les différents types d'ancrages testés. La
précision des estimations obtenues par ce biais est supérieure a celle des
formules de dimensionnement existantes.

o L'analyse des déplacements en différents points de la nappe fait
apparaitre une similarité essai-simulation dans la mobilisation
progressive de l'inclusion.

o Les mécanismes conduisant a la rupture de l'ancrage n'ont pas fait
I'objet d'une analyse globale et détaillée, cet aspect étant traité par
ailleurs (chapitres 6 et 7). Cependant, dun point de vue
phénoménologique, on obtient des résultats similaires dans les essais et
dans les simulations. Avec le sable, le massif d'ancrage se déforme de
maniére importante au cours de l'extraction, avec des zones de
cisaillement localisées. Avec le limon au contraire, la déformation du
massif est peu perceptible.

Ce qui précede valide la méthodologie proposée. On peut raisonnablement
considérer que la modélisation peut €tre appliquée a des ancrages autres que ceux
étudiés expérimentalement, ce qui laisse entrevoir deux possibilités.

D'une part, on peut évaluer directement par simulation la résistance d'un
ancrage, avec une géométrie et des caractéristiques des matériaux données. En
d'autres termes, on peut envisager une étude paramétrique basée sur des paramétres
macroscopiques. Une telle étude, utilisant uniquement le mod¢le d'inclusion DSEM,
sera présentée au chapitre 6.

D'autre part, en donnant accés aux mécanismes internes de déformation et
de rupture ainsi qu'aux efforts agissant dans l'ancrage, la simulation permet une
meilleure connaissance des phénomeénes en jeu. Ceci permet d'envisager une analyse
critique des hypothéses de dimensionnement actuelles (chapitre 6), la proposition
d'hypothéses alternatives, et a terme, de nouvelles formulations analytiques pour le
dimensionnement (chapitre 7).
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Chapitre 6

Etude paramétrique

6.1. Introduction

6.2. Présentation générale de I'étude
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6.2.3 Résultats et interprétation
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6.3.3 Angle de frottement et cohésion du sol

6.3.4 Angle de frottement J a l'interface

6.4. Cinématique de la rupture

6.4.1 Evolution du sol de recouvrement

6.4.2 Déformations limitées au voisinage des coudes

6.4.3 Déformation globale du massif d'ancrage

6.4.4 Grand glissement

6.5. Comparaison des résultats avec les méthodes de dimensionnement
6.5.1 Comparaison des valeurs de T,

6.5.2 Discussion des hypothéses en contraintes a l'interface sol-inclusion
6.6. Conclusion

6.1. Introduction

Une méthode a été proposée au chapitre précédent pour la modélisation des
ancrages par couplage DEM-DSEM. Elle a permis de simuler de fagon satisfaisante
le comportement des ancrages expérimentaux réalisés avec un sable et un limon.
Bien que ceci ait mis en évidence des aspects importants des mécanismes de
rupture, le role de certains parameétres — comme l'angle de frottement du sol ou de
l'interface — reste a explorer, de méme que le comportement des tranchées en V.

Une étude paramétrique a été réalisée pour obtenir plus d'informations, ce
chapitre propose une synthése des résultats obtenus.

Aprés une présentation générale de 1'étude, on analysera l'influence de la
géométrie et des caractéristiques mécaniques des matériaux en terme de capacité
d'ancrage (section 6.3). On analyse ensuite les mécanismes de déformation et de
rupture obtenus dans le sol (section 6.4). La comparaison entre les résistances
simulées et celles prévues par les méthodes de dimensionnement (section 6.5)
confirmera que ces derniéres ne sont pas satisfaisantes et conduira a revoir leurs
hypothéses. On donnera dans ce chapitre, pour chaque calcul effectué, les
parameétres macroscopiques représentatifs du comportement simulé. Cela permettra
de discuter les résultats en fonction de grandeurs avec lesquelles les mécaniciens

des sols sont familiers.
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6.2. Présentation générale de I'étude

Dans cette étude l'inclusion est modélisée avec le modéle DSEM, qui permet un
meilleur contréle du comportement d'interface que le modeéle DEM. Le sol est
représenté par environ 8000 éléments. On présente ici les différentes formes
d'ancrage et les différents matériaux simulés, ainsi que la méthode d'interprétation
des résultats.

6.2.1 Géométries d'ancrage

Les géométries d'ancrage considérées sont présentées sur la figure 6.1. Leurs
dimensions sont inspirées de celles des ouvrages courants. A une forme de tranchée
. , . 1 .
donnée (ex. tranchée Ul), correspondent plusieurs formes d'ancrage (ex. fichage

vertical, en L, en U). On adopte la convention suivante pour la notation des
différents ancrages :

« les tranchées rectangulaires sont notées Ul, U2, U3 ; les tranchées en
V,VletV2;

« la forme de l'ancrage est caractérisée par une fraction représentant le
périmétre de tranchée couvert par l'ancrage. (ex. U1(2/3) est un ancrage
en L dont les dimensions correspondent a celles de la tranchée U1).

. 11m . . 0.5m 11m
025m § . Recouvrement simple — < >|< S|
’ s (ou "ancrage droit")  0.25mY U1
- o @
0.5m @ >
22° v 2 B 20
e u1-2/3 s
o \,0.4rr/],:0.4rp\,, 0.8m ol Vi o 05m
0.25m] \ 025m) PN U2
025 m \ i @
™ v — 22 V1-172 05m =
oN
22° v 12 200
( (
o 04m 04m__ 08m v2 B 1.1m .
025m) | ‘ ‘ 025m U3
04m V2- 172 \ 025m [ =
Lov2-22 ) o
22° > 290
‘ (

fig. 6.1. Géométries des ancrages simulés.

La référence a une tranchée est un artifice de notation puisque dans les simulations, la méthode de mise en
place ne faisant pas intervenir de tranchée (voir section 6.3.2 du chapitre précédent).
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6.2.2 Caractéristiques des matériaux

6.2.2.1 Sol

On définit deux modeles de référence pour le sol, un modele cohérent-frottant L1 et
un modele purement frottant S1. Ces deux modéeles de référence correspondent au
limon et au sable du chapitre précédent - méme granulométrie1 et mémes propriétés
de contact - a ceci prés que la masse volumique est cette fois la méme pour les deux
sols pour faciliter les comparaisons.

On dérive de L1 et S1 deux modéles modifiés, notés L2 et S2. L2
représente un sol cohérent-frottant de cohésion quatre fois plus faible que L1 (C,* et
C,” sont divisés par 4), et S2 un sol purement frottant avec un angle de frottement
interne ¢ = 25 degrés (u* est déterminé d'aprés la courbe de calibration de la figure
3.20). L'ensemble des paramétres et les propriétés macroscopiques équivalentes sont
donnés pour chaque modele de sol dans le Tableau 6-1.

6.2.2.2 Inclusion et interface

Le mode¢le de référence pour l'inclusion est similaire au modele GTX2 du chapitre
précédent. Les paramétres correspondent donc a un géotextile raide avec un
frottement élevé a l'interface. A partir de GTX2, on introduit deux configurations
supplémentaires : dans GTX?2a, la raideur J est dix fois plus faible et, dans GTX2b,
le coefficient de frottement (tand) a l'interface est divisé par deux. Les paramétres
sont donnés dans le Tableau 6-2.

Mod¢éle de sol L1 L2 S1 S2
Paramétres de 1'assemblage

Granulométrie : ¢ G, G, G, G,
Forme des grains : M M, M, M, M,
Porosité : n 0,19 0,19 0,19 0,19
Masse volumique : p, (kg.m™) 2,13.10° 2,13.10° 2,13.10° 2,13.10°
Parameétres des contacts

k" (KN/m?) 1,5.10* 1,5.10* 5.10* 5.10*
k™ (KN/m?) 0,75.10* 0,75.10* 2,5.10* 2,5.10*
4 (degrés) 32,6 32,6 38,7 13,0
¢ (kN/m?) 96 24 0 0
G.* (KN/m?) 192 48 0 0
Propriétés macroscopiques

correspondantes

y (kN/m*) 16,7 16,7 16,7 16,7
E, (kPa) 7,9.10° 7,9.10° 2,6.10* 2,6.10*
v 0,31 0,31 0,33 0,26
¢ (kPa) 13 4,25 0 0

o (degrés) 34 34 41 25

Tableau 6-1. Caractéristiques des modeéles de sol utilisés dans I'étude paramétrique.

La granulométrie est définie a un facteur d'homothétie pres.
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Mod¢le de géosynthétique GTX2 GTX2a GTX2b
Propriétés intrinséques

raideur J (kN/m) 702 70,2 702
épaisseur e (m) 5.10* 5.10" 5.10*
Propriétés d'interface

0 (degrés) 34 34 18,5
k& (KN/m?) 2.10* 2.10* 2.10*
k& (KN/m?) 1.10* 1.10* 1.10*

Tableau 6-2. Caractéristiques des modeéles d'inclusion utilisés dans |'étude paramétrique.

6.2.3 Résultats et interprétation

Les ancrages en téte de talus sont étudiés en deux dimensions dans I'hypothése de
déformations planes. Les efforts, exprimés en kilo-Newton, représentent les actions
appliquées sur une section d'ouvrage de largeur unitaire.

La variabilité inhérente aux résultats des modeles discrets entraine le
risque d'une confusion, lors de comparaisons quantitatives, entre sensibilité a un
paramétre donné et variabilité des résultats. Pour cette raison, les comparaisons
quantitatives entre plusieurs configurations (section 6.3) sont généralement
effectuées sur la base de résultats moyens correspondant a plusieurs calculs
consécutifs. A défaut, on s'attache a ce que les simulations basées sur des jeux de
paramétres différents partent du méme état initial, afin de limiter les sources de
variabilité.

Dans les parties 6.4 et 6.5, on analyse les résultats d'un point de vue
phénoménologique. Des procédures de traitement des résultats sont notamment
utilisées pour obtenir des informations a I'échelle macroscopique : la méthode
d'homogénéisation cinématique présentée au chapitre 1 met en évidence les
mécanismes de rupture, et une procédure d'homogénéisation statique permet de
calculer des distributions de contraintes équivalentes a l'interface (procédure
détaillée dans l'annexe B). La variabilité des résultats est bien moindre sur le plan
phénoménologique que sur le plan quantitatif, de sorte qu'il n'est pas indispensable
dans ce cas de comparer systématiquement les moyennes issues de plusieurs
simulations successives. On s'attachera simplement a présenter des résultats qui
mettent en évidence les mécanismes prépondérants.

6.3. Influence des différents parametres sur la capacité d'ancrage

On discute ici la dépendance de la capacité d'ancrage 7, vis-a-vis des principaux
facteurs susceptibles d'influencer le comportement mécanique des ancrages. On
analyse successivement le role des paramétres de raideur, de la géométrie de
I'ancrage, et des paramétres de résistance du sol et de l'interface.
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6.3.1 Parameétres de raideur

6.3.1.1 Raideur du massif d'ancrage

Durant le chargement, le déplacement en téte de l'inclusion, pour un effort de
traction donné, est dii a l'allongement de l'inclusion pour une part, mais aussi a la
déformation du massif d'ancrage pour une autre part. La figure 6.2 illustre cet
aspect avec deux courbes d'extraction correspondant — toutes choses égales par
ailleurs — a deux raideurs de sol différentes. La mobilisation de l'effort en téte est
plus rapide dans le cas du sol le plus rigide (S1), mais on obtient des maxima assez
comparables dans les deux cas. Par ailleurs, en tenant compte du décalage des
abscisses, on note des similarités dans les fluctuations post-rupture de 7.

La faible influence de la raideur du sol sur le résultat justifie a posteriori le
principe d'un calage de E, a partir d'ordres de grandeur pris dans la littérature. Un
calage plus précis ne semble pas nécessaire dans notre étude, puisque la prévision
de la résistance en est le principal objectif.

14

12

To (kN)

10

1,5.10* kPa

' = 5.10*kPa Uy (M)

- 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14

fig. 6.2. Effet d'une diminution de la raideur du sol S1 sur les courbes effort-déplacement
(fichage vertical avec géotextile GTX1).

6.3.1.2 Raideur de l'interface

De méme que la raideur du sol, la raideur tangentielle a l'interface (k&) a une
influence négligeable sur 7,, comme l'illustrent les deux calculs de la figure 6.3. On
note que les deux résultats sont trés proches tant que U, < 0.08 m, puis divergent
notablement quand U,> 0,08 m, ce qui exprime vraisemblablement moins
l'influence de &&° que la sensibilité extréme aux conditions initiales.

Cette faible dépendance vis-a-vis de k& n'est vraie que dans une certaine
gamme de valeur. Il suffit d'envisager le cas k& =0 — qui implique que le frottement

d'interface ne sera jamais mobilisé — pour s'en convaincre. Dans la suite, on prendra
systématiquement k& = 10 MPa.
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14

]
To (kN)

10

= 10*kPa

10° kPa Up (m)

- 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12

fig. 6.3. Effet d'une diminution de la raideur tangentielle a interface sol-GTX1 (fichage

vertical avec sol S1).

6.3.1.3 Raideur de l'inclusion

Le role de la raideur J de l'inclusion est mis en évidence par la comparaison des
résultats relatifs aux inclusions GTX2 et GTX2a. On présente sur la figure 6.4 des
résultats obtenus avec les sols frottants et cohérents de référence (S1 et L1).

La pente initiale des courbes - calculée par la méthode des moindre carrés
entre Ty = T, /10 et Ty = T, /4 et reportée sur la figure 6.4 - est fortement liée a la
raideur de l'inclusion. La dépendance est proche d'une relation de proportionnalité.
Le léger écart par rapport a une proportionnalité stricte s'explique en partie par la
déformation du massif d'ancrage, qui contribue au déplacement en téte
indépendamment de J.

En revanche, la raideur de l'inclusion a peu d'influence sur la capacité
d'ancrage (bien que 7, soit 1égérement inférieure pour l'inclusion la plus souple). Ce
résultat est important : si tel n'était pas le cas, 1'étude paramétrique réalisée a J
constant n'aurait qu'un intérét faible. La raideur des géosynthétiques est en effet
extrémement variable d'un produit a l'autre, il est donc essentiel de pouvoir
extrapoler les capacités d'ancrage simulées a des cas ou les raideurs J sont
différentes de celles étudiées ici.

12.5

T:=15.3 kN

10.0

7.5

To (kN)

5.0 4 f

—a—J=720 kN/m
——J=72 kN/m

—o—J=720 kN/m
——J=72 kN/m
Sol L1

Sol 81

[

00 & s s s s 00 % ‘ ‘ ‘ ‘ : :
0 0.1 0.2 03 04 05 0.000 0.025 0.050 0.075 0.100 0.125 0.150

Ug(m) Uy (m)

2.5 4

fig. 6.4. Effet d'une réduction de J sur le comportement de I'ancrage. Ancrage en L avec
sol frottant S1 (gauche) et fichage vertical avec sol cohérent L1 (droite).
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6.3.2 Géométrie d'ancrage

On présente dans cette partie les courbes effort-déplacement moyennes
obtenues avec les différentes géométries. Les simulations ont été effectuées avec les
parametres de référence (sols S1 et L1, géosynthétique GTX2). Les résultats relatifs
au sol L1 sont donnés sur la figure 6.5, ceux relatifs au sol S1 sur la figure 6.6. Les
capacités d'ancrage (7,) moyennes sont données pour les différentes géométries

dans le Tableau 6-3.
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fig. 6.5. Evolution de T, avec le sol L1 pour les tranchées en U (gauche) et en V (droite).
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fig. 6.6. Evolution de T, avec

Les résultats mettent en évidence les points suivants :

le sol S1 pour les tranchées en U (gauche) et en V (droite).

o les tranchées d'ancrages permettent d'augmenter la résistance de
manicre significative par rapport a l'ancrage droit ;

» les résistances obtenues sont trés différentes d'une géométrie d'ancrage
a une autre. Cependant, la gamme des résistances obtenues avec le sable

est moins étendue qu'avec le limon :

le rapport entre la résistance la

plus faible et la plus forte (sans tenir compte de l'ancrage droit) est de
1/2 avec S1 et de 1/5 avec L1 ;
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« pour une méme emprise au sol, les tranchés rectangulaires permettent
de réaliser des ancrages plus résistants ;

- en examinant les augmentations successives de résistance lorsque
I'ancrage recouvre une, deux, puis les trois faces de la tranchée Ul, on
constate que les différents segments de l'ancrage n'ont pas tous la méme
importance. Avec le limon, en particuliers, le role du second segment
(couvrant le fond de la tranchée) est prépondérant. En effet, si 1'on
prend comme référence la capacité de 1'ancrage droit (environ 4kN), on
peut considérer que les segments ajoutés un a un fournissent
successivement 5 kN, 23 kN, et enfin 3.4 kN ;

e un raisonnement similaire sur la tranchée V1 montre que le premier
segment du V est plus important que le second, étant données les faibles
différences de résultat entre V1(1/2) et V1(2/2). Cependant, aprés la
rupture, le deuxiéme segment semble jouer un réle plus important. En
effet, 1'effort 7, décroit moins rapidement dans le cas V1(2/2), le
segment d'inclusion supplémentaire fournissant une longueur de

réserve.
Tension a la rupture 7, (kN)
Géométrie Droit Ul U2 U3 Vi V2
Périmétre couvert (-) (1/3) 2/3)  (373) (1/3) (1/3) (172) 272)  (2/2)
Sol L1 - GTX2 4,3 9,0 32,2 35,6 6,2 7,6 11,2 12,7 16,8
Sol S1 - GTX2 2,9 9,4 12,7 18,3 6,0 7,8 8,3 9,3 12,8

Tableau 6-3. Tension moyenne a la rupture en fonction du sol et de la géométrie de
I'ancrage.

6.3.3 Angle de frottement et cohésion du sol

6.3.3.1 Comparaison des résultats avec et sans cohésion

6.3.3.1.1 Ancrage droit

On compare sur la figure 6.7 les résultats correspondant aux ancrages droits avec
les sols S1 et L1. Dans les simulations qui ont servi précédemment au calage des
propriétés d'interface, le sol de recouvrement était séparé du reste du massif par une
zone sans cohésion. Cette fois, la cohésion est appliquée a I'ensemble du massif.

La courbe effort-déplacement correspondant au cas cohésif (L1) fait
apparaitre un pic marqué suivi d'un palier. Avec le sol S1, T, atteint directement une
valeur de palier. Les valeurs de 7)) au palier sont quasiment les mémes dans les deux
cas.

L'existence d'un pic dans le cas L1 est liée a des frottements avec la
couche de recouvrement, qui reste au départ solidaire du massif, puis rompt en
traction au moment ou 7, atteint la valeur maximum (section 6.4.1). La résistance
en traction estimée pour cette couche est approximativement égale a 1 kN
(H=0,25m et la résistance en traction a été estimée a o; = 4 kPa par simulation
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d'essais de traction avec le modele L1). Cette résistance correspond bien a la
différence entre la valeur de pic et la valeur de palier de 7).

S
To (kN)

0 T T T T T
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06

fig. 6.7. Ancrage droit : évolution de la tension T, en fonction des paramétres du sol.

6.3.3.1.2 Ancrages en tranchée

Dans les résultats expérimentaux et numériques du chapitre 6, les ancrages réalisés
avec le limon ont une capacité d'ancrage supérieure a ceux utilisant le sable. Les
résultats du Tableau 6-3 montrent que cette tendance est généralisable a toutes les
géométries simulées, a l'exception notable des ancrages par fichage vertical, pour
lesquels la résistance est 1égérement inférieure avec le sol L1.

Le gain de résistance li¢ a la cohésion est moins sensible pour les ancrages
en V, ce qui suggere que le sol est moins sollicité dans ce cas (cela sera confirmé

ultérieurement).
35 20
30 = | l s T, =146 kN
R
15
25
20 T L ‘T, =97 kN
- |

15 | =
10 L /5 Sol L2- C=4.3kPa

SolL1-C=13kPa 5 r Sol S1 - =41°
L/ T Sol S2 - =25°

(a) (b)
Uy (m) U, (m)
0 : 0 :
0 0.05 0.1 0.15 0.2 025 0 005 01 015 02 025 03 035

fig. 6.8. Ancrage U1(2/3) : tension en téte en fonction du déplacement et de la cohésion

de l'assemblage.
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6.3.3.2 Influence des variations de c et ¢

Comme on vient de le rappeler, les propriétés du sol, en particulier la présence ou
non de cohésion, jouent un rdle décisif dans le comportement de l'ancrage. Pour
évaluer l'influence de la valeur de la cohésion c, et celle de l'angle de frottement
interne @, on présente des résultats de simulations effectuées avec les modeles de
sol L2 et S2. Rappelons que le sol L2 se différencie de L1 par une cohésion de
4,25 kPa au lieu de 13 kPa, et que le sol purement frottant S2 se différencie de S1
par un angle de frottement interne de 25 degrés au lieu 41 degrés.

Cohésion

On compare sur la figure 6.8a les résultats obtenus avec les sol L1 et L2 dans le cas
d'un ancrage de type U1(2/3). Les résultats sont trés comparables en terme de
résistance. Il apparait seulement avec L2 une rupture de pente pendant la phase de
montée en tension, ce qui conduit a ce qu'un plus grand déplacement est nécessaire
pour atteindre 7,. Cette différence est liée a une rupture, suivie dun léger
déplacement, du sol situé¢ a l'intérieur du premier coude.

Le fait que la valeur de 7, soit sensiblement la méme dans les deux cas
alors que la cohésion passe de 13 kPa a 4,25 kPa est assez remarquable. Cela
indique que c'est la propriété cohésive du sol - plus que la stricte valeur de ¢ - qui
détermine le comportement de 1'ancrage. En d'autres termes, il semble exister une
valeur minimum ¢, de cohésion du sol a partir de laquelle le massif résiste a la
sollicitation appliquée par l'ancrage. Il y a alors indépendance de 7, par rapport a ¢
des lors que ¢ cy.

Les résultats montrent que cette valeur seuil ¢, est au plus égale a 4,25 kPa
pour les cas étudiés. Or, les sols fins présentent couramment dans la nature une
cohésion supérieure a 4,25 kPa, et sont donc cohésifs du point de vue de leur
comportement en ancrage.

Frottement

Contrairement au cas précédent, la figure 6.8b met en évidence une perte
de résistance importante lorsque 1'on remplace le sol S1 par le sol S2. L'angle ¢
exerce donc une influence forte sur la capacité d'ancrage quand ¢ =0. Il apparait
apres ce constat que les méthodes de dimensionnement devraient tenir compte de la
valeur de ¢ pour les sols d'ancrage sans cohésion.

6.3.4 Angle de frottement d a l'interface

Le role de l'angle de frottement J a l'interface a été examiné en comparant les
simulations relatives aux géosynthétiques GTX2 et GTX2b. On rappelle que leur
angle de frottement a l'interface (resp. Jdgrxz €t Jgrxaw) sont tels que
tan(dgrxan) = tan(dgrx2)/2. On présente les résultats des ancrages Ul1(2/3) et
V1(2/2), avec les sols L1 (fig. 6.9) et S1 (fig. 6.10).

L'influence de J sur T, dépend du type de sol :

« avec le modele de sol L1, la dépendance de T, par rapport a J est forte.
Dans le cas de I'ancrage en V, T, est approximativement proportionnelle
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a tan(o), sa valeur variant du simple au double entre le cas GTX2b et le
cas GTX2. Avec l'ancrage en L (U1-2/3), 7, varie de maniere plus
importante. Dans ce cas, T, est plus que doublée, avec un rapport de 2,4
entre les deux valeurs ;

« avec le modele de sol S1, l'influence de J est moins importante : le
rapport entre les tensions obtenues est égal a 1,3 avec l'ancrage en L, et
1,5 avec l'ancrage en V.

En résumé, il y a globalement une dépendance non-linéaire entre 7, et

tan(d), et la non-linéarité est plus marquée avec les tranchées en L qu'avec les
tranchées en V. Des justifications théoriques de ces deux aspects seront apportées

au chapitre 7 (section 7.3.2).

35 15
g T, =28.6 kN Sol L1 g T, =12.6 kN
0 l =
25 -
10 ——— GTX1-5=34°
20 - .
— GTX1-5=34 T, =61 kN - GTX2-5=18.5°
15 | T <124k GTX2 - 5=18.5° Vo )
10 . Sol L1
5 - /-
Uo (m) 4 Uo (m)
0 T T T O T T T
0 0.05 0.1 0.15 0.2 025 0 0.02 0.04 0.06 0.08

fig. 6.9. Ancrage avec sol L1 : résultats obtenus en fonction du frottement d'interface
(tanderxa=0,67 et tandsrx=0,335) pour les géométries U1(2/3) et V1(2/2).

20
= Sol S1 =
3 & T, =7.8 kN
L T,=14.0 kN 07 '
15 - \
/ . — GTX1-3=34°
10 - fro] e T e GTX2-5=18.5°
/ 7,=11.0 kN Sol S
o | B N
5 o GTX2 - 5=18.5° T, =5.1 kN
Uy (m) Uy (m)
0 0 :
0 0.05 0.1 0.15 02 025 0 0.05 0.1 0.15 0.2

fig. 6.10. Ancrage avec sol S1 : résultats obtenus en fonction du frottement d'interface
(tandgTxa=0,67 et tanderxs=0,335) pour les géométries U1(2/3) et V1(2/2).
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6.4. Cinématique de la rupture

On détaille dans cette partie les mécanismes les plus marquants de la déformation et
de la rupture des massifs d'ancrage. On ne présente pas forcément des résultats pour
toutes les géométries d'ancrage, un ensemble de résultats plus complet est proposé
dans l'annexe B.

6.4.1 Evolution du sol de recouvrement

6.4.1.1 Ancrage droit

L'allongement et le déplacement de l'inclusion lors de la mise en tension tendent a
développer des tractions dans la couche située au dessus de l'inclusion. Les figures
6.11 et 6.12 montrent la déformation de cette couche dans les simulations
d'ancrages droits. Les résultats sont comparables a ceux du chapitre 6. Avec L1
apparait une cassure nette, tandis qu'une déformation plus diffuse est obtenue avec
SI1.

On a vu au paragraphe 6.3.3.1.1 qu'avec une cohésion non nulle, le sol de
recouvrement résiste a la traction et fournit une résistance supplémentaire par
frottement a l'interface supérieure. Cependant, quand la sollicitation dépasse la
résistance propre de la couche de recouvrement, le supplément de résistance
disparait brusquement. L'explication de ce phénomene est claire si I'on considere le
mécanisme de la figure 6.11 : la fracture verticale sépare le sol de recouvrement du
reste du massif, de sorte que plus rien ne s'oppose a son déplacement. Le sol joue
alors simplement un role de surcharge verticale, comme dans le cas ¢=0, d'ou les
valeurs identiques de 7, au palier (figure 6.7).

.

fig. 6.11. Recouvrement simple : état du massif L1 en fin de simulation (Uy=0,08m)

oy
..

fig. 6.12. Recouvrement simple : état du massif S1 en fin de simulation (Uy,=0,08m)
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6.4.1.2 Ancrages courbes

Les figures 6.13 et 6.14 montrent I'évolution du sol de recouvrement dans le cas
d'ancrages en V. Globalement, la déformation correspond a une translation du sol
placé au dessus du premier segment de 1'ancrage et a une translation/rotation du sol
situé dans la tranchée. Avec le sol L1, il se produit un fractionnement de la couche
superficielle en plusieurs blocs. Avec le sol S1, il n'y pas de fractures ouvertes,
mais la carte des cisaillements locaux fait apparaitre des zones de concentration du
cisaillement local dont les positions sont assez comparables a celles des fractures
obtenues avec le sol L1.

Les résultats correspondant au cas des tranchées en U ont été présentés lors
de la comparaison expérience-simulation du chapitre précédent, ils ne sont pas
reproduits ici (se reporter aux figures 5.25 et 5.26). Les mécanismes en surface sont
similaires a ceux constatés dans le cas de l'ancrage droit.

On a vu, dans le cas des ancrages droits, que la rupture en traction de la
couche de recouvrement (cas avec cohésion) correspondait a un pic dans la courbe
effort-déplacement (section 5.3.4.1). On ne constate généralement rien d'équivalent
avec les ancrages en tranchée. La mobilisation de la capacité d'ancrage nécessite
dans ce cas un plus grand déplacement, ce qui entraine la rupture de la partie
superficielle bien avant la mise en tension de toute l'inclusion. De ce fait, les
éventuels frottements sur la face supérieure n'apportent aucune résistance
supplémentaire puisqu'ils disparaissent a un stade précoce de l'extraction, avant que
ne soit atteinte la tension 7,. L'action du sol de recouvrement peut donc se résumer
a l'application d'une charge verticale sur le segment supérieur.

ey
L
Wl

Déplacements pour U, de 0,04 m a 0,06m

Cislt. local pour U, de 0,04 m a 0,06m

fig. 6.13. Ancrage V1(2/2) avec sol L1 : déformation du massif, vecteurs déplacements et

cisaillement local.
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i "x\\i? I
]
§ =

b

Géométrie du massif pour Uy = 0,2 m

Cislt. local pour U, de 0,025 m a 0,07 m

fig. 6.14. Ancrage V1(2/2) avec sol S1 : déformation du massif, vecteurs déplacements et

cisaillement local.

6.4.2 Déformations limitées au voisinage des coudes

Dans les simulations sans cohésion, on constate généralement que le sol se déforme,
de maniére plus ou moins importante suivant la forme et les propriétés de 'ancrage.
La déformation induit une évolution de la géométrie de l'ancrage, qui tend
généralement a augmenter le rayon des zones de courbure.

Quand l'ancrage comporte un coude dont I'angle est assez faible (inférieur
a 45 degrés), les résultats font fréquemment apparaitre un mécanisme de rupture qui
concerne un volume limité de sol, au proche voisinage de ce coude. Ce peut étre le
cas au niveau du premier coude d'un ancrage en V, comme sur la figure 6.15, ou au
niveau du raccordement a la pente, comme sur la figure 6.16.

6.4.3 Déformation globale du massif d'ancrage

Dans certains cas, particuliérement avec les ancrages présentant des coudes a 90
degrés, la déformation ne se limite pas au voisinage des coudes mais implique
progressivement un plus large volume de sol. Un tel cas est présenté sur la figure
6.17.
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déplacements pour Uy de 0,06 m a 0,08 m Cislt. local pour Uy de 0,06 m a 0,08 m

V1(2/2) - Sol S1

fig. 6.15. Déformation dans le sol au voisinage du premier coude dans la simulation
d'ancrage V1(2/2) avec le sol S1.

déplacements pour U, de 0,06 m a 0,08 m Cislt. local pour Uy de 0,06 m a 0,08 m

U1(1/3) - Sol $1

fig. 6.16. Déformation dans le sol au voisinage du raccordement a la pente dans la
simulation d'ancrage U1(1/3) avec le sol S1.

déplacements pour U, de 0,06 m a 0,08 m Cislt. local pour Uy de 0,06 m a 0,08 m

U1(2/3) - Sol S1

déplacements pour U, de 0,08 m a 0,14 m Cislt. local pour U, de 0,08 m a 0,14 m

U1(2/3) - Sol S1

fig. 6.17. Déformation progressive du massif d'ancrage U1(2/3) avec le sol S1.
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6.4.4 Grand glissement

Koerner [Koe98] signale que les systéme d'étanchéité sur pente peuvent donner licu
a une instabilité d'ensemble de la pente sous l'action de l'ancrage. Un résultat de ce
type a €té obtenu avec le sol S2 (¢=25 degrés). La figure 6.18 montre clairement,
dans le cas de l'ancrage U1(2/3), un schéma de rupture de type glissement
rotationel.

Il est probable que dans ces résultats, le mécanisme de rupture est contraint
par la proximité des parois. Cela n'a pas été considéré comme un défaut important
du mod¢le, puisque le phénoméne évoqué reléve d'un probléme de stabilité de pente
(et peut étre traité comme tel d'aprés [Koe98]) plus que d'un probléme d'ancrage.

N

déplacements pour U, de 0,20 m a 0,

oo
g

%,

Cislt. local pour U, de 0,20‘m"a 0,2

U1(2/3) - Sol S2

fig. 6.18. Instabilité globale du sommet de pente sous I'effet du chargement en téte.

6.5. Comparaison des résultats avec les méthodes de dimensionnement
actuelles

Dans cette partie, on compare les simulations aux méthodes analytiques de
dimensionnement pour les géométries les plus courantes. Dans la section 6.5.1, la
comparaison porte sur la capacité d'ancrage et, dans la section 6.5.2, sur les
mécanismes d'interaction au niveau de l'interface. Pour faciliter la discussion, les
méthodes sont référencées M1, M2, M3 et M4, conformément aux notations
définies dans le Tableau 6-4.

6.5.1 Comparaison des valeurs de T,

Les figures 6.19 a 6.21 comparent les résistances 7, obtenues dans les simulations
aux valeurs (dites « analytiques ») prévues par les équations de dimensionnement.
Le coefficient K, des terres au repos est nécessaire pour certains des calculs, les
valeurs prises en compte ici sont issues des simulations (K,=0,6 pour le sol L1 et
Ky=0,7 pour le sol S1 d'apres la force exercée sur les parois latérales).
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~
10
5 -

U1(1/3) - U1(1/3) - U1(1/3)- U1(1/3)- U2(1/3)- U2(1/3) - U3(1/3)- U3(1/3) -
©=34°, ©=41°, ©=34°, @=41°, ©=34°, @=41°, ©=34°, @=41°,
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fig. 6.19. Ancrage par fichage vertical : résistance simulée (DEM) et résistances prévues

par les différentes méthodes de dimensionnement.

120

0 Simulation
ffffffffff oM1

100 41—t 0 "1 0 -

80 1 -~

60 -1 |-~

T: (kN)

a0 4---M-----0F----81-----

20 10 HE

U1(2/3) - u1(2/3)-  U1(2/3)- U1(2/3)-  U1(2/3) - U1(2/3) -
$=34°, ©=41°,¢c=0, @=34°, 9=25°,¢=0, @=34°, ®=41°, c=0,

c=13kPa, 5=34° c=4,3kPa, 5=34° c=13kPa, 5=18.5°
5=34° 5=34° 5=18.5°

fig. 6.20. Ancrage en L : résistance simulée (DEM) et résistances prévues par les

différentes méthodes de dimensionnement.
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fig. 6.21. Ancrage en V : résistance simulée et résistance calculée par la méthode M4.
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Dans le cas du fichage vertical (fig. 6.19), on constate des écarts
importants entre les résultats analytiques et simulés. On remarque que la méthode
M1 sous-estime systématiquement les résistances simulées. La méthode M2, au
contraire, les surestime. La méthode M3 enfin, donne un résultat tantdt supérieur
tantot inférieur, mais la prédiction n'est globalement pas meilleure. Il est difficile
d'identifier une méthode qui serait plus performante que les autres. En fonction de
la configuration d'ancrage, l'une ou l'autre donne le résultat le plus proche de la
simulation.

Pour les ancrages en L, seules les méthodes M1 et M3 s'appliquent. A
nouveau, la méthode M1 sous-estime la résistance dans la plupart des cas, a
I'exception notable du cas ou ¢=25 degrés et ¢=0 (quatriéme série de valeurs). A
I'inverse, les résistances prévues par la méthode M3 sont jusqu'a quatre fois
supérieures aux résistances simulées.

Pour les ancrages en V, la méthode M4 - la seule existante - prévoit des
résistances plus faibles que dans les simulations. Mais globalement, les écarts entre
valeurs simulées et valeurs analytiques sont moins importants qu'avec les
géométries précédentes. Dans la plus mauvaise estimation, le facteur d'erreur est
environ égal a 2.

Dans l'ensemble, ces résultats soulignent une nouvelle fois un défaut
majeur des méthodes de dimensionnement actuelles : la non prise en compte du
comportement du sol. Par ailleurs, les résultats étant trés différents d'une méthode a
I'autre, il nous a semblé intéressant de comparer leurs hypothéses respectives aux
résultats des simulations. Cette comparaison est présentée ci-dessous.

méthode M1 méthode M2 méthode M3 méthode M4
Hullings and Sansone | Koerner [Koe98] Guide technique Hullings and Sansone
[Hul97] (équations pour [Gui00] [Hul97] (équations pour
tranchées en U) tranchées en V)

Tableau 6-4. Notation des différentes méthodes de dimensionnement.

6.5.2 Discussion des hypothéses en contraintes a l'interface sol-inclusion

6.5.2.1 Rappels des principales hypotheses

Pour les tranchés rectangulaires, les méthodes de dimensionnement existantes
reposent sur une analyse en contraintes du probléme. Une ou plusieurs hypothéses
sont formulées pour définir la contrainte normale o, a l'interface. On considére
ensuite que le frottement maximum mobilisable a l'interface est défini par une loi de
Coulomb, et qu'il est effectivement mobilisé en tout point (a I'exception de la zone
en contact avec le sol de recouvrement). Finalement, la tension 7, mobilisable
correspond a 1'équation (6.1), ou J représente l'angle de frottement, L7 la longueur
totale de l'ancrage et L7* la longueur de l'interface supérieure concernée par les
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frottements (soit Ly réduit de la longueur L du recouvrement). Cette équation traduit
un état d'équilibre limite en tout point de l'interface.

T :Ljan.tan§.dl+ [oy,.tanﬁ.dl o)

Ly

L'écart des résultats, d'une méthode a l'autre, est di essentiellement a la
divergence des hypothéses pour le calcul de g, :

« Dans la méthode M1, o, correspond a 1'état de contrainte du massif au
repos. oy, a une profondeur z est pris égal a yxz, o;; a KyXyxz (avec K,
le coefficient des terres au repos).

o Dans la méthode M2, on prend en compte un état de contraintes
différent de 1’état initial :

- I’inclinaison de l'effort de traction 7, en téte (parallélement a la
pente du talus) induit une augmentation de la contrainte normale
sous le premier segment de 1’ancrage. L'augmentation est supposée
équivalente a la composante verticale de 7. Ceci conduit a majorer
la tension mobilisable d'un facteur égal a 1/[1-sin(f).tan(d)], avec S
la pente du talus et J le coefficient de frottement de 1’interface ;

- de part et d'autre des segments verticaux, on calcule une contrainte
normale modifiée, avec K,. 0, a l'arriére et K. 05, a l'avant (K, et K,
étant les coefficients de poussée et de butée).

o Dans la méthode M3, en dehors des coudes, la contrainte normale prise
en compte a l'interface correspond a 1'état de contrainte initial (comme
dans M1). Mais on considére que la tension dans la nappe est
multipliée, a chaque changement de direction, par un coefficient égal a
e’ (1 étant la différence d’orientation en radians entre deux
segments). Ce facteur exponentiel est issu d'une analogie avec le
frottement d’un fil sur un cylindre. Cette analogie est désignée dans la
suite par l'abréviation « analogie F.F. » (ou « hypothése F.F. »). Elle
revient a prendre implicitement en compte au niveau de chaque coude le
frottement lié¢ a l'augmentation de o,.

On voit que, dans ces méthodes, les caractéristiques du sol ne jouent aucun
role, alors que nous avons clairement établi la dépendance de 7, vis-a-vis de l'angle
de frottement et de la cohésion éventuelle. Par ailleurs, on a vu que la dépendance
entre 7T,, et tan(d) présentait une non-linéarité fonction du type de sol (section
6.3.4). Cette non-linéarité n'est pas prévue par la méthode M1. Les méthodes M2 et
M3 prévoient une non linéarité comparable a celle obtenue avec le sol cohérent (soit
Ta(0)/ Tax(8") > tan(d)/ tan(s"). C'est un point positif, mais du méme coup ces
méthodes posent probléme pour les sols purement frottants (puisque dans ce cas
T11ax(0)/ Trax(0") < tan(0)/ tan(d")).

6.5.2.2 Distribution de la contrainte normale o,

On discute dans cette partie la distribution de la contrainte normale a 1'interface et
son évolution. La discussion s'appuie sur les distributions de contraintes
équivalentes, calculées et représentées grace a une procédure implémentée dans
PFC2D. Cette procédure est détaillée dans l'annexe A (le parameétre N, de la
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procédure est ici égal a 6). On présente également les réseaux de forces dans le
massif, assez complémentaires de la distribution des contraintes a l'interface.

6.5.2.2.1 Tranchées rectangulaires

On présente les résultats obtenus pour un ancrage U1(2/3), avec les sols L1 et S1.
Ces résultats (fig. 6.22 et fig. 6.23) mettent en évidence des aspects trés significatifs
de 1'évolution de o,.

o L'inclinaison de la force de traction crée une concentration de
contraintes a l'interface inférieure au niveau du raccordement ancrage-
pente (treés différente de la distribution triangulaire proposée dans la
méthode M2).

o L'effort de traction appliqué en téte induit une diminution de o, sur la
face arriere du segment vertical. Le comportement d'un géosynthétique
implique que la contrainte normale est la méme sur chaque face d'un
segment droitl. Il est donc logique de voir o, diminuer également sur la
face avant du segment vertical. Ce mécanisme est plus net avec le sol
L1, qui se déforme peu, qu'avec le sol S1, qui autorise une plus grande
courbure du segment.

« La mise en tension de l'inclusion s'accompagne d'une augmentation
importante de la contrainte normale a l'intérieur des coudes. Ceci se
traduit, dans le sol, par des chaines de force importantes dans les zones
correspondantes (fig. 6.22 et fig. 6.23).

« La contrainte normale appliquée sur le dernier segment - initialement
équivalente au poids du bloc sus-jacent - diminue progressivement au
cours de la mise en tension.

Ces résultats montrent clairement que la distribution de la contrainte o, a
I'état initial n'est pas représentative pour le calcul de T7,.,. Des changements
interviennent au cours du chargement, de sorte qu'a la rupture la distribution de o,
peut étre largement modifiée. De ce point de vue, les méthodes M1 et M3 posent
probléme.

La méthode M2 tente de prendre en compte 1'évolution de o, au niveau du
segment vertical, avec diminution de o, a l'arriére, et forte augmentation a 1'avant
(poussée—butée). Dans nos résultats, contrairement a cette hypothése, la contrainte
diminue simultanément de part et d'autre. Par ailleurs, I'idée dune contrainte
normale différente de chaque c6té de la nappe est incompatible avec l'une des
caractéristiques essentielles du matériau géosynthétique : 'absence de résistance en

.1
flexion .

L'accroissement de o, au niveau des coudes semble justifier — a ce stade —
I'analogie avec un fil frottant proposée dans la méthode M3.

1

Les nappes géosynthétiques chargées perpendiculairement a leur plan se déforment en membrane. Inversement
donc, si un segment est droit, il y a forcément égalité des contraintes normales appliquées de part et d'autre du
géosynthétique.
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6.5.2.2.2 Tranchées en V

Les résultats pour un ancrage en V sont donnés sur les figures 6.24 et 6.25. Comme
dans le cas précédent, il y a une évolution notable de la distribution de contrainte
normale, avec notamment une augmentation a l'intérieur des coudes. Il se produit le
méme phénomene que dans le cas des ancrages en L : un allégement de la contrainte
sur la derniére partie de I'ancrage (partie gauche du V sur les figures) provoqué par
le frottement sur les segments précédents. Dans le cas du sol L1, ce phénomeéne est
si prononcé que la contrainte d'interface est nulle ou quasiment nulle sur toute la
partie gauche du V, a cause des efforts de soulévement exercés a droite. Dans le cas
du sol S1, le soulévement n'est pas complet. Du fait de 1'absence de cohésion, le sol
de remplissage ne se souléve pas d'un seul bloc mais présente plutdt une rotation
d'ensemble. La distribution de contraintes fait apparaitre dans ce cas une zone de
compression au niveau des vingt derniers centimetres d'ancrage.

Notons que la position des zones les plus comprimées est cohérente avec la
cinématique de rotation décrite sur la figure 6.26. Avec le sol L1, les zones les plus
sollicitées semblent étre les zones notées 1 et 3 sur la figure, la zone 2 n'est pas
comprimée. Avec le sol S1 les zones les plus comprimées sont les zones 1 et 2.

zone 3 &

zone 27

fig. 6.26. Rotation du sol a l'intérieur de la tranchée et zones de compression associées.

6.5.2.3 Mobilisation de la contrainte t,,,x

Dans toutes les méthodes de dimensionnement, on suppose que la mobilisation du
frottement a l'interface est maximale. Cette hypothése se traduit dans le modele par
¢léments discrets par la relation (62) a chaque point de contact sol-inclusion, f; et f,
étant respectivement la composante tangentielle et normale de la force de contact.
Nous allons montrer que cette hypothése n'est pas forcément vérifiée.

f[ =f,,.tan(5) (6.2)

»

.
e

<—

T
N 1

fig. 6.27. Définition des efforts équivalents sur chaque face du géosynthétique.
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On introduit pour chaque face de l'inclusion (fig. 6.27) I'effort normal
équivalent N* et I'effort tangentiel équivalent 7%, définis dans les équations (6.3) et
(6.4). Dans les équations, n.* représente le nombre de contacts sur la face considérée
(k="i" pour l'interface inférieure, k="s" pour l'interface supérieure). Dans un milicu
continu, calculer Nt et T" reviendrait 2 sommer o, et 7 sur chaque interface. Aux
erreurs de discrétisation pres, la somme T'+T" est égale a la tension 7T, en téte de
l'ancrage. Par ailleurs, si la relation (62) est vérifiée, alors N * et T * sont liés suivant
(65). On se propose de vérifier cette relation, pour un ancrage droit dans un premier
temps puis pour un ancrage courbe.

N =S 10)
2./n (63)

Jj=nk (6.4)

7*=;ﬁ0)

T* = N*.tan(5) (6.5)

6.5.2.3.1 Ancrage droit

Pour l'ancrage droit (sol Sl), la figure 6.28 présente dans un repére TY/N*
I'évolution de l'interaction a chaque interface au cours de l'extraction.

L'effort tangentiel 7° a l'interface supérieure est négligeable, le sol de
recouvrement applique globalement un effort perpendiculaire a la nappe (ce qui
localement n'est pas forcément vrai). L'effort normal N* reste approximativement
égal au poids du sol de recouvrement.

L'effort N', proche de N* & I'état initial, augmente de maniére significative
au cours du chargement. Ceci est dii a l'accroissement des efforts de contact, a
l'intérieur de la section courbe (raccordement a la pente), sous l'effet de la tension.

L'effort tangentiel 7' augmente en méme temps que N', jusqu'a ce que le
rapport 7'/ N' atteigne la valeur limite tand. On a, a ce moment, la mobilisation
compléte du frottement de l'interface inférieure. Le maximum de N' correspond a la
tension de rupture 7, de l'ancrage.

Apres la mobilisation compléte du frottement, l'inclusion glisse sur le sol
support. Au cours de ce glissement, les efforts N’ et T' fluctuent, mais le rapport
entre les deux reste trés proche de tand.

6.5.2.3.2 Ancrage courbe

On analyse I'évolution des efforts 7 et N* dans I'ancrage U1(2/3). La figure 6.29
représente le cas du sol L1, la figure 6.30 correspond au sol S1. On constate dans
les deux cas :

« une décroissance initiale de 1'effort normal N* sur la face supérieure, a
cause du décollement qui se produit a l'arriere du segment vertical (voir
section 6.5.2.2), puis une augmentation lorsque la mise en tension du
dernier segment induit une concentration de contraintes a l'intérieur du
dernier coude ;

« une croissance quasi-continue de N’ et 7' jusqu'a la rupture.
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Les deux résultats divergent en revanche sur un point. Le cas avec
cohésion (L1) montre une mobilisation compléte du frottement sur les deux faces au
moment de la rupture. Dans le cas sans cohésion (S1) au contraire, quelle que soit la
face considérée, le « critére de rupture » n'est jamais atteint : la rupture de l'ancrage
intervient avant la mobilisation compléte du frottement d'interface. Cette différence
de comportement entre le cas cohérent et le cas non-cohérent est typique, des

résultats similaires ont été obtenus avec la plupart des géométries testées.

La mobilisation incompléte du frottement suppose que, dans certaines
parties de l'ancrage, il n'y a pas de déplacement relatif sol-inclusion pendant
I'extraction. Cela est li¢ au transfert de la rupture de l'interface vers l'intérieur du
massif, conformément aux mécanismes mis en évidence avec les sols sans cohésion

(section 6.4).

-4

—_— 7

3 —o—face inférieure e

x rupture -

< face supérieure e

~ -
31 — — — — frottement max 4 .7
2L .

7
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’d
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7
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7
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7
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fig. 6.28. Ancrage droit et sol S1 : évolution des efforts équivalents a l'interface.
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fig. 6.29. Ancrage U1(2/3) : évolution des efforts d'interface avec le sol L1.
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fig. 6.30. Ancrage U1(2/3) : évolution des efforts d'interface avec le sol S1.

6.5.2.4 Analogie du fil frottant sur un cylindre

L'analogie entre un fil frottant sur un cylindre et l'interaction sol-géosynthétique au
voisinage des coudes (analogie F.F.) suppose qu'il y a déplacement relatif et
mobilisation du frottement maximum a l'interface. On vient de voir que cette
hypothese était vérifiée uniquement avec les modeles de sol cohérents.

Puisque 1'analogie F.F. implique que la tension est multipliée par ¢"*" au

passage d'un coude d'angle 4, un moyen simple de tester la pertinence de 1'analogie
est d'analyser la distribution de la tension dans l'inclusion simulée. La figure 6.31
présente les distributions obtenues dans l'ancrage U1(2/3) avec les sols S1 et L1. La
tension dans un élément est représentée en fonction de son abscisse curviligne. Les
parties courbes de l'ancrage sont délimitées par des lignes pointillées, dont les
intersections avec le graphe de la tension définissent des couples de valeurs
( T;, T;") représentant la tension avant et aprés le j-iéme coude.

Entre les coudes, 1'évolution de la tension est assez similaire dans les deux
cas. Ceci indique que les mécanismes de frottement sont assez comparables en
intensité dans les zones rectilignes. En revanche, dans les parties courbes,
I'augmentation de tension est beaucoup plus importante dans le cas du sol L1. C'est
donc l'intensité du frottement dans les coudes qui semble expliquer a elle seule
I'accroissement de résistance lié a la cohésion. Notons que la valeur 7, est peu
dépendante du modele de sol, c'est principalement a partir du coude 2 (donc a partir
de T>) que l'écart entre les deux résultats devient important.

Les couples ( 7, T;") définis sur la figure 6.31 permettent d'associer a
chacun des coudes un coefficient représentant I'augmentation de tension associée.
On a reporté dans le Tableau 6-5 les coefficients obtenus par cette méthode avec
plusieurs géométries d'ancrage et différentes valeurs du frottement a l'interface.
Ayant déja signalé que l'analogie F.F. ne s'applique pas pour les sols sans cohésion,
on présente uniquement des résultats relatifs au sol L1.

On obtient une trés bonne correspondance entre les valeurs simulées et les
valeurs théoriques du rapport 7;/T;, avec des écarts généralement inférieurs a 10%.
L'analogie F.F. est donc une approche correcte de l'interaction sol-inclusion dans le
cas des sols cohérents.
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fig. 6.31. Evolution de la tension dans I'ancrage et accroissement au niveau des coudes en
fonction du sol simulé.

o o n° coude o T'JT, T'/T; théorique Différence
Géométrie 0(°) (k=) A(°) sinklullé': k(elﬁ_,tams) *q (%)
34 2 90 3,08 2,88 6,2
1 22 1,30 1,30 -0,7
ul(1/3 2 : 2
(173) 185 2 90 1,91 1,69 -11,5
' 1 22 1,10 1,14 3,5
3 90 3,16 2,88 -8,6
34 2 90 2,66 2,88 8,6
1 22 1,27 1,30 2,4
Ul1(2/3 2 2 2
(2/3) 3 90 1,65 1,69 2,2
18.5 2 90 1,68 1,69 0,4
1 22 1,14 1,14 -0,3
34 2 32 1,42 1,46 2,4
vien) 1 22 1,28 1,30 1,1
18.5 2 32 1,19 1,21 1,3
1 22 1,12 1,14 1,5

* . 1 en radians dans cette formule

Tableau 6-5. Coefficient multiplicatif de la tension au passage d'un coude : comparaison
entre la théorie (analogie F.F.) et les simulations avec sol cohérent L1 et inclusions GTX2
et GTX2b.

- 157 -



Etude des ancrages en téte de talus par la DEM/ Etude paramétrique

6.6. Conclusion

Ce chapitre a permis de présenter les principaux résultats de 1'é¢tude paramétrique
des mode¢les d'ancrage. Les résultats ont montré que les tranchées d'ancrages
permettaient une augmentation importante de la résistance par comparaison avec un
ancrage droit. Les tranchées rectangulaires sont les plus performantes.

Les paramétres de raideur — du sol, de I'inclusion, et de l'interface — ont
peu d'influence sur la capacité d'ancrage. En revanche, le role des propriétés de
résistance du sol et de l'interface a été mis en évidence :

+ On distingue deux modes de rupture concurrents, conformément aux
conclusions du chapitre 5. Quand le sol est cohérent, il y a rupture par
glissement a l'interface sol-inclusion. Au contraire, la rupture peut étre
déplacée vers l'intérieur du massif quand le sol est purement frottant. La
déformation du massif prend alors plus ou moins d'ampleur suivant les
caractéristiques de l'ancrage. Elle tend globalement a augmenter le
rayon des parties courbes.

o Lors d'une rupture par glissement a l'interface, la résistance de l'ancrage
est indépendante de celle du sol tant que celle-ci est suffisante pour
assurer la stabilité du massif.

« Dans les sols purement frottants, a l'inverse, la résistance dépend en
grande partie de I'angle de frottement interne.

« La relation entre la capacité d'ancrage et le coefficient de frottement est
non linéaire. En considérant deux angles de frottement J; et J, tels que
0; <0, on a T,,(02)/T,.(d;) > tan(d,)/tan(d;) avec le sol cohérent,
T1ax(02)/ Trax(07) < tan(d,)/ tan(d;) avec le sol purement frottant. Cette
non-linéarité est plus prononcée avec les ancrages en L qu'avec les
ancrages en V.

L'adéquation entre les valeurs de T, simulées et les valeurs théoriques est
trés variable d'un ancrage a l'autre, quelle que soit la méthode de dimensionnement
choisie. Ceci est logique au regard de ce qui précéde. En effet, les méthodes de
dimensionnement actuelles ne font pas intervenir les propriétés du sol dans le calcul
de T,... Il est donc d'emblée impossible de les adapter a la fois au sol cohérent et au
sol frottant. Si certaines méthodes rendent effectivement compte d'une relation
non-linéaire entre T, et tan(d), comparable a celle obtenue avec les sols cohérents,
elles sont forcément inadaptées au cas du sol sans cohésion, pour lequel la tendance
est inversée.

De tels constats nous ont conduit a discuter, sur la base des simulations, les
différentes hypothéses invoquées pour justifier les méthodes de dimensionnement.
On a montré en particulier que :

« ['état de contrainte initial du massif ne peut pas servir de référence pour
estimer o, a l'interface dans une approche de type « équilibre limite ».
A la rupture, en effet, I'état de contrainte est trés différent. Lorsque
I'ancrage est mis en tension, g, augmente fortement sur certaines parties
(principalement l'intérieur des coudes), et diminue dans certaines autres
(segments 2 et 3 des ancrages en V eten L) ;
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avec les sols cohérents, l'interaction entre le sol et l'inclusion au niveau
des coudes est comparable a celle d'un fil sur un cylindre. La tension est
multipliée a chaque coude par un facteur proche de ¢ (ou 4 est
I'angle du coude). Pour autant, la méthode de dimensionnement basée
sur cette analogie ne donne pas des valeurs réalistes pour 7,... Des
hypothéses complémentaires sont probablement nécessaires ;

avec les sols purement frottants, I'ancrage peut se rompre sans que
I'interface atteigne 1'état d'équilibre limite. L'explication est assez
simple : le massif d'ancrage ne résiste pas aux efforts de frottement
appliqués au niveau de l'interface, de sorte que le frottement n'est
jamais maximum. Pourtant, ceci remet en cause une hypothése de base
commune a toutes les méthodes de dimensionnement actuelles. Pour les
améliorer, il est donc nécessaire de mieux prendre en compte le
comportement global du systéme massif + inclusion.
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Chapitre 7

Modélisation analytique et
dimensionnement

7.1. Introduction

7.2. Modéles analytiques d'équilibre limite
7.2.1 Ancrages par recouvrement simple

7.2.2 Ancrages en L

7.2.3 Ancrages en V

7.3. Validation

7.3.1 Prise en compte des effets d'angle par les facteurs K, K*
7.3.2 Ancrages en L

7.3.3 Ancrages en V

7.4. Dimensionnement

7.4.1 Domaine de validité des formulations proposées
7.4.2 Choix des hypothéses de calcul

7.4.3 Autres géométries d'ancrage

7.5. Conclusion

7.1. Introduction

Les chapitres précédents ont souligné l'imprécision des méthodes de détermination
de la tension T, mobilisable dans un ancrage en tranchée. Cette imprécision est liée
principalement a des hypothéses irréalistes - sur la distribution des contraintes a
l'interface en particulier. Une estimation plus précise de T, est requise pour le

dimensionnement des tranchées.

On propose dans ce chapitre des modélisations analytiques de type
« équilibre limite », fondées sur les conclusions du chapitre précédent. On traite le
cas des ancrages simples par recouvrement, et des ancrages en tranchée en L ou en
V. Deux mécanismes de rupture concurrents sont pris en considération pour
I'expression de la tension mobilisable : rupture par glissement relatif sol-inclusion
d'une part, et rupture dans le massif d'ancrage d'autre part. Les modélisations
analytiques proposées sont comparées aux résultats des simulations ainsi qu'aux
données issues des essais en vraie grandeur, ce qui permet de les valider. Dans la
derniére partie du chapitre, on discute 1'application des expressions obtenues dans la
démarche de dimensionnement.
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7.2. Modélisations analytiques a I'équilibre limite

7.2.1 Ancrages par recouvrement simple

7.2.1.1 Tension T'; générée par frottement

On considere une géométrie d’ancrage telle que définie sur la figure 7.1. En toute
généralité, la traction 7; mobilisable par 1’ancrage est liée aux frottements sur
chaque face de la nappe. Cependant, la somme des frottements sur la face
supérieure ne peut dépasser la résistance en traction de la couche de recouvrement
(bloc (a)), qui tend a se déplacer en méme temps que la nappe.

L

\/

<
<%

' (a)

fig. 7.1. Géométrie d’'un ancrage par recouvrement simple.

L’hypothése d'équilibre limite du systéme {bloc (a) + nappe} (fig. 7.2)
permet de déterminer la tension maximum 77’ dans la nappe avant le changement de
direction (Eq. 7.1). On note P; le poids du bloc (a), R, la force de traction mobilisée
dans le sol au droit de I’extrémité de 1’ancrage, et o; la contrainte limite de traction
dans le sol. Les efforts sont exprimés par unité de largeur de ’ancrage [F.L']. On
considére que si la résistance en traction de la couche supérieure (assimilée a HXa,)
est supérieure au frottement mobilisable a l'interface supérieure (P;*xtan(9)), le bloc
(a) reste solidaire du massif et le frottement est complétement mobilisé. Dans le cas
contraire, 1’effort R, dépend de la résistance en traction du sol, conformément a
I’équation (72).

T’;=P;tan(d) + R, (7.1)

R, =min[H.o; , P;.tan(d)] (7.2)

Pour calculer la tension 7T, (appliquée parallélement a la pente) on doit
prendre en compte ’effet d’angle 1i¢ & la pente du talus. On envisage pour cela deux
mécanismes distincts détaillés ci dessous.

P
1
— ()

S

fig. 7.2. Equilibre statique du bloc supérieur.
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7.2.1.2 Hypothése du massif indéformable

Dans la premiére approche, on suppose qu’au voisinage du changement de
direction, le géosynthétique se déplace par rapport au sol sous-jacent, considéré
fixe. On admet alors que I’état de contrainte a 1’interface vérifie © = o, tan(d). Dans
ce cas, le probléme est analogue a celui d'un fil frottant sur un arc de cercle. On
peut alors introduire un coefficient de majoration K;, dont la valeur est donnée par
I’équation (73), tel que K; = T; /T;’. T; est finalement donné par l'expression (74).
Notons que ce résultat est I’application a un cas particulier de 1’approche préconisée
dans le guide technique [Gui00] (méthode M3).

T]/T]’:]<1:eﬁmn(s (7.3)

T;=ef™% (P, tan(S) + R,) (74)

7.2.1.3 Hypothése de rupture du massif

On a montré au chapitre précédent que les changements de direction étaient parfois
le lieu de ruptures dans le sol. Quand I'angle du changement de direction est assez
faible - ce qui est le cas de l'angle § de la pente - ces ruptures sont limitées au
proche voisinage du coude. Supposons donc que les efforts agissant au voisinage du
changement d’angle sont susceptibles de cisailler le sol suivant la ligne de
glissement représentée sur la figure 7.3. On suppose également que le bloc en
mouvement est suffisamment petit pour que les forces volumiques (poids) et
surfaciques (contraintes environnantes) puissent étre négligées vis-a-vis de 7; et
T;’. En considérant 1’état d'équilibre limite de la zone cisaillée, on obtient les
équations (7.5) et (76), par projection sur X et Y (¢ représente 1’angle de frottement
interne du sol).

T;—T; cos(f) —Rsin(ax+¢@)=0

(17.5)
— T, sin(f)+ Rcos(a+ @) =0 (7.6)
En combinant les équations (7.5) et (7.6) on obtient :
T,/ T;" = [cos(P) + sin(P) tan (a + ¢)] (1.7)

L’angle « le plus critique (minimisant le rapport 7, /7;°) est égal a zéro, le
rapport T, /T;” correspondant est donné par 1’équation (7.8).

T; /T;” = [cos(p) + sin(p) tan ()] (7.8)

Pk VA

!
T N
fig. 7.3. Rupture par cisaillement du sol au voisinage d’'un changement d’angle.
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Le mode de sollicitation est tel que 7;/T;  ne peut étre inférieur a un (la
tension est appliquée en téte de l'ancrage). Certains couples (f, §) peuvent
cependant aboutir dans 1’équation (78 1 des valeurs inférieures a 1. On admet que,
dans ce cas, le sol est trés instable au voisinage du coude et n’apporte aucune
résistance supplémentaire : le rapport 7;/T;  est alors considéré égal a un.

La possibilité d'une rupture interne au massif n’exclut pas la rupture au
niveau de I’interface. Le mécanisme dominant est en fait celui aboutissant au plus
faible rapport 7/T,’, si bien que le facteur K;" est la plus faible valeur obtenue par
les équations (7.3) et (7.8).

7.2.1.4 Capacité d'ancrage

En fonction de I'hypothése retenue en terme de comportement du massif, la
capacité d'ancrage est donnée par l'expression (7.9) ou (7.10), ou T'; est donné par
I'équation (7.2) :

e pour un massif indéformable :

T, =K, xT,

(7.9)
avec K, =e/?
o pour un massif déformable :
T,=K1*><T1' siK1:>1 (7.10)
T] = T]' si K] <l

avec K,"=min [e” ™7 ; cos(f) + sin(p) tan(y) ]

Pour les ancrages présentant par la suite des changements d’orientation
multiples (L et V), on associera a chaque coude des coefficients similaires a ceux
des équations (79) et (7.10). Les variables correspondant - comme K, - a I'hypothése
d'une rupture dans le sol seront signalées par un astérisque.

7.2.2 Ancrages en L

7.2.2.1 Réble du sol de recouvrement

On considére désormais un ancrage en L réalisé dans une tranchée rectangulaire
(fig. 7.4) et on discute pour l'instant l'action du sol de recouvrement sur l'inclusion.
On définit R;, somme des frottements sur la face supérieure du segment 1 (fig. 7.5),
qui dépend de la géométrie et des caractéristiques du sol.

« Si H.o, > P;.tand, le sol de recouvrement (a) est suffisamment résistant
pour ne pas se dissocier du reste du massif (b). On peut alors considérer
que, lors de I’extraction, le géosynthétique frotte avec le sol sur chaque
face du segment 1. Dans ce cas, on pose :

RL=P1><tan5 (7.11)

- 164 -



Etude des ancrages en téte de talus / Modélisation analytique et dimensionnement

e Si H.o; < Pitand, le sol de recouvrement (a) peu résistant va se
dissocier du reste du massif aprés fissuration au droit du coude 2.
Compte tenu de Il'importance du déplacement nécessaire a la
mobilisation compléte de l'ancrage, la fissuration se produit avant que
T, n'atteigne sa valeur maximum. R; est donc nul au moment de la
rupture de I'ancrage (Eq. 7.12).

R;=0 (7.12)
Hl L L@ O\ @
RS E P il
D I :
T
L T,

segment 3  segment 2 segment 1

fig. 7.4. Définition de la géométrie et numérotation des coudes et des segments d’un

ancrage en L.

fig. 7.5. Définition de la force R,, somme des frottements sur la face supérieure du

segment 1.

7.2.2.2 Hypothése du massif indéformable : contrainte normale modifiée

Dans le cas d’un massif indéformable, la rupture implique le déplacement relatif de
l'inclusion par rapport au massif par glissement a l'interface. La tension maximale
est donc mobilisée lorsque 1'équilibre limite est atteint en tout point de 1’interface
sol/géosynthétique (i.e. 7= o, tan J). Dans ce contexte, l’analogie avec le
frottement d’un fil s’applique a chaque changement d’orientation de la nappe.

Pourtant, on a vu que la méthode M3, qui est également basée sur
I'analogie avec un fil, prévoyait des résistances quatre fois trop élevées. Ce
paradoxe apparent trouve une explication sur la figure 7.6, qui représente
I'évolution de la tension dans l'ancrage. On constate que la tension 7'; générée par
frottement sur le segment 3 est surestimée dans la méthode M3. Or, cette tension 7';
se trouve multipliée au passage des trois coudes successifs, I'erreur initiale est donc
amplifiée et a une incidence forte sur la tension 7T calculée.
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fig. 7.6. Distribution de la tension dans l'ancrage U1(2/3), d'aprés la méthode M3 et
d'apreés la simulation DEM-DSEM.

On a montré par ailleurs que la mise en tension de I'ancrage s'accompagne
d'une diminution de la contrainte normale sur le segment 3 (section 6.5.2.2.1). Ceci
n'est pas pris en compte dans la méthode M3, ce qui explique la surestimation de
T';. Partant de ce constat, nous proposons de calculer la capacité d'ancrage en
définissant une distribution de contrainte normale modifiée. Le calcul s'effectue
alors comme suit, en considérant un a un les segments successifs.

Segment 3

A TD’état initial, le poids P, de la zone (b) du massif s’applique intégralement sur le
segment 3. Lors de la mise en tension, la concentration de contraintes au niveau du
coude 3 résulte en un effort de soulévement du bloc (b). La composante verticale de
cet effort de soulévement, égale a T;, s’oppose au poids P, (fig. 7.7). Par suite, sur
chaque face du segment 3, la résultante des contraintes normales est égale a (P,-T53).
De ce fait, en utilisant les notations de la figure 7.8, la somme 7’; des frottements
sur le dernier segment est donnée par 1’équation (7.13). Par ailleurs, si la nappe est a
I'état limite de glissement au voisinage du coude, les valeurs T3 et T’; sont liées par
la relation (7.14).

T’;=2 (P, — Ts). tan(d) (7.13)

T35=K3.T’3 (7.14)

K est le coefficient de changement d’angle défini, comme dans 1’équation (79), par
K3 =e /2 tana“

En combinant les équations (7.13) et (7.14) on obtient :

T’;=2P,. tan(d) / [1 + 2 K3 tan(o) ] (7.15)

T;=2 P, K;tan(o) / [1 + 2 K3 tan(9) ] (7.16)

- 166 -



Etude des ancrages en téte de talus / Modélisation analytique et dimensionnement

Segment 2

On note F, la résultante des efforts horizontaux exercés par le sol sur le segment
vertical. A I'état initial F';, est défini par I’équation (7.17), on prend cette expression
pour obtenir une approximation de Fj, a la rupture. Les forces de frottement
mobilisables sur chaque face (F).tano) sont additionnées a T; pour donner la tension
T’; (Eq. 7.18).

L'état limite de glissement au niveau du second coude donne finalement
I’expression (7.19) pour 7.

Fi=y K, D (H+D/2) (717)
T, =T;+2 F)tan(0) (7.18)
T,=K, T’ (7.19)

K, est le coefficient des terres au repos, K est le coefficient de changement d’angle
défini par : K, =e ™2 7,

Etat de contrainte initial Etat de contrainte modifié

Tan.dlsz TO',,.dlzPZ—E
0 0

I

fig. 7.7. Evolution de la contrainte normale a l'interface (segment 3).

T,
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T3
T3

T

Pgﬂ T;
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7, T 93
—

fig. 7.8. Equilibre de chacun des segments de la nappe dans le cas d'un ancrage en L.

T,
’
3

- 167 -



Etude des ancrages en téte de talus / Modélisation analytique et dimensionnement

Segment 1

Dans la partie superficielle de 1’ancrage, le mécanisme proposé est le méme que
pour l’ancrage par recouvrement. On remplace simplement R, par R, (défini
précédemment). On obtient 7’; puis 7; en ajoutant a 7, le frottement en partie
superficielle (Eq. 7.20) puis en intégrant I’effet du coude 1 (Eq. 7.21). L'équation
(7.22) donne l'expression développée de T, en fonction de la géométrie.

Tl' = T2 +P1.tan(5) +RL

(7.20)
T, =K,.T; (7.21)
K;.B. (7.22)
T, = K,.tan(5)4 7.K . Ko.)fz.(zH+B)+w ip R
1+ 2.K3.tan(5) tan(o)
p tan &

K est le coefficient de changement d’angle défini par : K, =¢

7.2.2.3 Hypothese de rupture du massif

Pour cette géométrie d'ancrage, on n'envisage pas spécifiquement de rupture au
voisinage du coude 3. On estime que le mécanisme de soulévement décrit
précédemment reste valable et permet le calcul de la tension 77, (Eq. 7.18). Pour le
coude supérieur en revanche, la possibilité de rupture du massif est envisagée en
prenant comme hypothése simplificatrice la ligne de rupture sub-horizontale de la
figure 7.9. Ce schéma de rupture, similaire a celui adopté pour la rupture d’un
coude de sol mais étendue a une zone plus importante, est une simplification du
mécanisme de rupture mis en évidence dans les simulations.

fig. 7.9. Equilibre du bloc (c).

On ¢étudie la stabilité du bloc (¢) situé entre le géosynthétique et la ligne de
rupture. On admet que 1’épaisseur du bloc (c) est faible, si bien que le poids total du
sol en mouvement est assimilable a celui du sol de recouvrement (bloc (a)). En
écrivant 1’équilibre limite du systéme, on obtient 1'expression (723) de la tension
7’ correspondante.

Dans cette approche, 1’équilibre limite du bloc est étudié sans aucune
considération concernant la mobilisation du frottement a 1’interface. Il faut donc
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comparer la valeur 7°," obtenue par 1’équation (7.23) & la tension 7’ correspondant
au glissement a l'interface (Eq. 7.20). La tension 7; mobilisable en téte est
finalement obtenue en multipliant la valeur la plus faible par le coefficient K,
traduisant l'influence de la pente du talus. Cela se traduit par I'expression (7.24).

T =tan(p) [P +T',]+ R, (7.23)

T1=K1*><min( T)I, T,j*) (7.24)

Les expressions développées de T, et T, sont :

(7.25)
7" = tan(g).| P, + y.K,.tan 5.B.(2H +B)+ 2.7.K3.tan5.B.(H+D) +R,
1+2.K5.tano
, K_.B. (7.26)
T = tan(@)dy K,| K, BH+ B)+ ZBHAD) |, R
1+2.K,.tan(5) tan(o)

7.2.3 Ancrages en V

Pour la géométrie en V, on décompose le sol de recouvrement en deux blocs (fig.
7.10). On considére que le bloc (a) se dissocie du reste du massif de sol et se
déplace en méme temps que la nappe.

Le comportement du bloc (b) dépend des caractéristiques de l'ancrage.
Suivant I’inclinaison i du fond de tranchée et 1’angle 6 de frottement a 1’interface,
ce bloc peut étre dissocié du reste du massif et entrainé avec la nappe (mécanisme
1 : <), ou bien rester en position (mécanisme 2 : y > J). Nous allons développer
les expressions de la capacité d'ancrage correspondant a ces deux mécanismes, en se
placant successivement dans I'hypothése du massif indéformable et dans I'hypothése
d'une rupture du massif.

segment3  segment 2 segment 1

fig. 7.10. Définition de la géométrie de I'ancrage en V et numérotation des coudes et des

segments.
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7.2.3.1 Hypothése massif indéformable

7.2.3.1.1 Expression de T’
Premier cas : v < 0 - bloc mobile

Si < 6, on considére que le bloc (b) est solidaire de la nappe. Il est donc soumis a
une translation suivant X (fig. 7.11) qui conduit a un décollement de l'interface le
long du segment 3. De ce fait, on prend uniquement en compte les efforts de
frottement agissant sur la partie droite du V pour le calcul de résistance. On étudie
1’équilibre statique du systéme {bloc (b) + nappe}, soumis comme sur la figure 7.11
au poids propre P, (égal a y.B.[2H+D]/2), a la réaction de contact d'intensité R,
agissant sur la face inférieure du géosynthétique, et a la traction 7,. Dans le repére
local (X,Y), I’équilibre limite du systéme se traduit par les équations (727) et (7.28).

R, cos(0) — Py cos(y) =0

(7.27)
T’; — R, sin(d) — P, sin(y) =0 (7.28)

qui, par combinaison, donnent :
T’; =P, [ cos(y)tan(o) + sin(y)] (7.29)

Ce calcul n’est a priori valable que si le sol a une résistance en traction
suffisante pour entrainer le soulévement effectif de I'ensemble du bloc (b)
(hypothese massif indéformable). Cependant, nous verrons par la suite que ce calcul
constitue une approximation acceptable pour les cas ou le soulévement est
seulement partiel du fait d'une dislocation du bloc.

fig. 7.11. Equilibre statique de bloc (b) (mécanisme 1).

Deuxiéme cas : w > d - bloc fixe

On se place dans le cas ou les parois de la tranchée ont une inclinaison supérieure
au frottement sol-géosynthétique. A la rupture de 1’ancrage, le bloc (b) reste en
position dans la tranchée. De ce fait, le frottement maximum est mobilisé sur les
deux faces des segments 2 et 3. La distribution de la contrainte normale sur ces
deux segments est déduite de 1’équilibre statique du bloc (b), soumis aux efforts
représentés sur la figure 7.12. Par projection des efforts dans les repéres locaux liés
a chaque segment on obtient, les équations (7.30)a (733).
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T,g =2 R3 sm(é)

(7.30)
T’,=Ts;+ 2 R, sin(9) (7.31)
R;sin(y—0)—R,sin(y+6)+ T ',cos(y) =0 (7.32)
Ri;cos(y—0)+ Rycos(w+0)+ T,sin(y) —P,=0 (7.33)

Par ailleurs, la condition relative au changement d’angle donne I'équation (7.34),

avec K3 = e 2V,
Ts=K;T's (7.34)
La résolution de ce systéme a cinq équations et cinq inconnues donne :
T’;=2sin(d) P, sin(y—9)/ A (7.35)
T;=2 K; sin(d) P, sin(y—0)/ 4 (7.36)
T, =25sin(0) P, [K; sin(y+0) + sin(y—0)]/ A (7.37)
Avec :
A =sin(2y) + 2 sin(d) [(K; +1) cos(d) — 2 cos(y) cos(y—0)] (7.38)

Equilibre du bloc (b)

Equilibre de chaque
branche de la partie en V

fig. 7.12. Equilibre statique du bloc (b) (mécanisme 2)
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7.2.3.1.2 Expression de T;

La capacité d’ancrage 7; est obtenue en considérant successivement les effets du
coude 2 (Eq. 7.39), du frottement sous le segment 1 (Eq. 7.40), et du coude 1 (Eq.

7.41).
=K1, (7.39)
T’y =T, + P, tan(9) (7.40)
T,=T"; K, (7.41)

K> et K; sont les coefficients de changement d’angle, respectivement égaux a

e V" ot ¢/ [ lexpression de T, & partir des caractéristiques géométriques est
finalement :
e Siy<J,
I = Kl.{Pl.tan(5)+ 7.K,.B(H + D/2).[c0s(1//). tan(5) + sin(l//)]} (7.42)
e si >3 (A4 étant donné dans 1’équation (7.38))
T = Kl.{R.tan(5)+ 2.7.K2.sin(5).B.(H + ?j [K,.sin(y + ‘2* sinfy o )]} (7.43)

7.2.3.2 Hypothése de rupture du massif

On propose de calculer la résistance dans l'hypothése « rupture du massif » en
remplacant simplement les coefficients K;, K,, et K5 des équations (742) et (743) (y
compris dans l'expression de A) par les coefficients K';, K », et K'5 définis ci-
dessous. Cette substitution revient a prendre en compte la possibilité d'une rupture
dans le sol a chaque coude de l'ancrage. Si I'un de ces coefficients est inférieur a 1,
il est remplacé par 1.

K*;=min [e” ™ ; cos(f) + sin(f) tan(p) ] (7.44)
K, =min [e " ; cos(w) + sin(y) tan(y) ] (7.45)
K';=min [e 2V ¢ ; cos(2y) + sin(2y) tan(p) ] (7.46)

On pourrait envisager pour cette géométrie une ligne de rupture passant
sous le segment 1, comme pour I’ancrage en L. Cependant, nous avons vérifié¢ que
I'hypothése de ruptures localisées au niveau des coudes était généralement la plus
défavorable pour les ancrages en V.
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7.3. Validation

Les formulations analytiques présentées précédemment sont confrontées dans cette
partie aux résultats des simulations numériques et des expérimentations.

L’ensemble des résultats expérimentaux et numériques a montré que la
rupture des ancrages dans un sol cohérent (limon argileux) se produit généralement
sans déformations notables du massif ; et qu'a l'inverse dans un sol sans cohésion
(sable), la rupture est accompagnée de grandes déformations dans le sol. Par
conséquent, les comparaisons entre formulations analytiques et résultats numériques
ou expérimentaux sont faites dans I'hypothése « massif indéformable » pour le
limon, et dans 'hypothése « rupture du massif » pour le sable.

7.3.1 Prise en compte des effets d'angle par les facteurs K, K"

Nous avons introduit des coefficients K et K~ permettant d'évaluer le rapport 7/T"
associé a un coude, en fonction de son angle A. On cherche ici a valider les
expressions proposées.

1.9
Lok
1.8 > — K L
¢  Essais - Ancrage droitsable e
1.7 X  DEM- Ancrage droit sable //w
o  Simulation - Tranchées en V (sable) //
1.6 m  Simulation - Tranchées en V (limon) //
1.5 //
. m
1.4 L7
/// o
7 o
1.3 -
ot x
1.2 = °
2+ o
o

o X

1.1 o
X
2 ()

10 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55

fig. 7.13. Augmentation de la tension en fonction de I'angle du changement de direction :
comparaison des résultat expérimentaux, simulés, et théoriques (=34 degrés dans tous

les cas).

On a reporté sur la figure 7.13 1'évolution de K (massif indéformable -
équation (7.13)) et K~ (rupture d'un coin de sol - équation (7.14)) en fonction de 4.
Les valeurs sont comparées a différents rapports 7/7' obtenus dans les essais ou
dans les simulations :

» les essais d’ancrage droit réalisés avec le sable pour différentes valeurs
de fp et les simulations correspondantes (présentées au chapitre 5)
constituent une base de comparaison. Le rapport 7/7" correspond dans

ce cas & Tax(B)/ Thax(f=0) ;
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« on a également reporté sur la figure les valeurs 7/7" obtenues dans les
simulations d'ancrages en V avec sable ou limon. Dans ce cas, on
calcule l'augmentation de tension au niveau de la transition
ancrage/pente (coudel — f =22 degrés) et au niveau des coudes (les
configurations V1 et V2 présentent respectivement des coudes d'angle
w =32 degrés et =45 degrés).

Avec le limon, conformément a ce qui était déja signalé (chap. 6), le
coefficient K donne une trés bonne estimation de I'effet des coudes.

On constate que, dans le cas du sable, le coefficient K" est trés bien adapté
pour décrire l'influence des changements de direction des ancrages en V. La
correspondance est acceptable, mais moins bonne, dans le cas des ancrages droits.
Ceci est probablement lié aux hypothéses formulées pour le calcul de I'équilibre du
coin de sol. Nous avons en effet supposé que les forces volumiques et surfaciques
étaient négligeables devant les forces de tension dans la nappe. Or, ces tensions sont
bien plus faibles dans le cas des ancrages droits. L'hypothése est donc moins bien
vérifiée.

7.3.2 Ancrages en L

7.3.2.1 Comparaison des capacités d'ancrage

Les formulations analytiques développées précédemment pour l'ancrage en L sont
comparées1 dans les figures 7.14 et 7.15 aux simulations et aux données
expérimentales disponibles (équations (7.13)a (722) pour le limon et équations (7.24)
a (726) pour le sable). On présente les résultats pour deux valeurs différentes de
I'angle de frottement 0 a 1’interface : 18,5° et 34° (on rappelle que tan(34°) =
2.tan(18,5°)). On constate que les méthodes analytiques proposées donnent une
estimation acceptable des résistances expérimentales et simulées.

Les résultats présentés au chapitre précédent ont montré que la relation
entre 7, et tan(d) présentait une non-linéarité dépendante du type de sol:
T1as(02) Truar(6;) > tan(d,)/tan(d;) avec les sols cohérents, Tyux(62)/ Thar(d7) < tan(d,)/
tan(d;) avec les sols purement frottants (avec J; < d,). Cette non-linéarité était plus
prononcée dans les ancrages en L que dans les ancrages en V.

Il est assez remarquable que cette non-linéarité se retrouve exprimée dans
les modéles analytiques. Dans le cas cohérent, la non-linéarité provient des
coefficients K, fonctions exponentielles de tan(d). Dans le cas purement frottant,
elle provient du fait que les coefficients K~ ont une borne supérieure indépendante
de tan(d). Dans les deux cas, le caractére non-linéaire de la relation entre 7, et
tan(o) est lié a l'action des coudes, ce qui explique qu'il soit moins prononcé dans
les ancrages en V, qui comportent des angles moins aigus.

Comme au chapitre précédent, la valeur de K, utilisée pour le calcul correspond a I'état de contrainte constaté
dans les simulations (K,=0.6 pour le sol L1 et Ky=0.7 pour le sol S1).
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fig. 7.14. Courbes effort-déplacement expérimentales et simulées et prédiction analytique
dans le cas du limon et en fonction du frottement d’interface (les fleches indiquent la

tension de rupture dans la simulation).
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fig. 7.15. Courbes effort-déplacement expérimentales et simulées et prédiction analytique
dans le cas du sable et en fonction du frottement d’interface (les fléches indiquent la

tension de rupture dans la simulation).
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7.3.2.2 Comparaison des distributions de tension

Sur les figures 7.16 et 7.17, on compare la distribution de tension dans l'ancrage
(dans un état proche de la rupture) aux valeurs 7';, T3,... ,T; issues des
modélisations analytiques (représentées chacune par un point). La bonne
correspondance des résultats permet de penser que les hypothéses proposées
représentent de maniére convenable les mécanismes obtenus dans les simulations.

50
o DEM -5=34° o DEM -05=18.6°
45 1 ---o--- Analytique - 5=34°  ---@--- Analytique - 5=18.6°
— — — —Méthode M3 - 5=34°
40
= A T:=788kN
- imon
35 : PN
é | :
= | | 0000000
éSO | o
c - &2
025
7]
c
]

N
o

-
o

10

1.5
abscisse curviligne (m)

fig. 7.16. Tension interne mobilisée : résultats des simulations et résultats analytiques
avec le limon et en fonction de 4.

Dans les simulations avec le limon, l'augmentation de la tension au
passage des coudes est comparable a ce que prévoit l'analogie avec le frottement
d'un fil (i.e. multiplication par ¢”° “*° aux coudes 2 et 3 et par ¢’ ™" au coude 1).
Dans les simulations, les coudes ont un rayon de courbure non-nul, I'augmentation
de tension y est donc plus progressive que dans le calcul théorique, ou les coudes
sont ponctuels, mais la tendance globale est respectée.

Grace a l'hypothése de réduction de o, sur le segment 3, les tensions
calculées pour les premiers segments, correspondent assez bien aux tensions
simulées, bien mieux qu'avec la méthode M3 (également représentée). De ce fait, la
tension en téte est cette fois correctement estimée.
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fig. 7.17. Tension interne mobilisée : résultats des simulations et résultats analytiques
avec le sable et en fonction de 4.

Dans le cas du sable (figure 7.17), l'approche analytique prévoit une
distribution de la tension assez comparable a la distribution simulée. On remarque
également que l'augmentation de la tension au voisinage du raccordement a la pente
(coude 1) est correctement prise en compte par I'hypothése de rupture d'un coin de
sol.

Les tensions prévues par la méthode M1 - jusqu'a présent la mieux
adaptées aux ancrages en L - sont également reportées sur la figure 7.17. En
considérant le cas J =34 degrés, on remarque que la méthode M1 évalue assez
convenablement la tension en téte, mais pas les tensions intermédiaires. En
considérant ensuite le cas 0 =18,5 degrés, on constate que les deux méthodes
analytiques sous-estiment la tension en téte. Cependant, celle qui a été¢ développée
dans ce chapitre s'adapte mieux que la méthode M1 a cette nouvelle configuration.
Les mécanismes internes de l'ancrage sont probablement mieux pris en compte dans
notre modélisation, qui montre de ce fait plus de robustesse pour l'estimation de la
capacité d'ancrage.

7.3.3 Ancrages en V

Les ancrages en V n’ont pas fait 1’objet d’essais en vraie grandeur. Par conséquent,
les simulations constituent la seule référence pour valider les expressions
analytiques. Les comparaisons précédentes montrent que cette référence peut €tre
considérée comme relativement fiable.

7.3.3.1 Comparaison des capacités d'ancrage

Les résultats numériques et analytiques sont confrontés sur les figures 7.18
et 7.19, avec deux angles de frottement différents a l'interface (o égale 34 et 18,5
degrés) pour couvrir les deux cas <o et w> 0 (= 32 degrés pour V1 et =45
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degrés pour V2). Comme pour les tranchées en L, l'approche analytique proposée
fournit de bonnes approximations des tensions simulées.
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fig. 7.18. Courbes effort-déplacement simulées et prédiction analytique dans le cas du
limon, pour les géométries V1(2/2) et V2(2/2) et en fonction du frottement d’interface (les

fleches indiquent la tension de rupture dans la simulation).
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fig. 7.19. Courbes effort-déplacement simulées et prédiction analytique dans le cas du

sable, pour les géométries V1(2/2) et V2(2/2) et en fonction du frottement d’interface (les

fleches indiquent la tension de rupture dans la simulation).
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7.3.3.2 Comparaison des distributions de tension

La distribution de la tension dans l'ancrage correspond relativement bien aux
valeurs prévues (fig. 7.20). On remarque en particulier que la tension augmente
dans le premier segment de l'ancrage quand 6 diminue, ce qui est contraire a
l'intuition. La modélisation analytique permet d'expliquer cet état de fait : les
frottements sur le segment 2 tendent a réduire la contrainte normale, et donc les
frottements, sur le segment 3.

D'aprés le modele analytique, ce mécanisme peut conduire a l'annulation
de la contrainte normale sur le segment 3, par soulévement du bloc (b) quand 0 > .
Dans les simulations ot 6 >  (i.e. 6=34°), 'annulation effective de la tension dans
le segment 3 se produit uniquement avec le limon. Dans le cas du sable, le bloc (b)
se déforme de facon a rester en contact avec le segment 3, ce qui se traduit par une
tension non nulle dans ce segment. Malgré cela, les expressions proposées donne
une bonne approximation de la tension en téte.

14 12
---0--analytique | 0=34° ---¢--analytique 5=34°
12 | o DEM -56=34° g TORTTD i o DEM - 5=34° S o
o L ;
---O--analytique | 6=1?.6° w:,‘ ---o--analytique 5=18.6° X0
10 L o DEM - 6=18.6 : ° DEM - 5=18.6° Q
M.o 8t IPEEI
2 -__',—‘ s '_.‘_, &
< 8 " = w
c c :
o o ;
- o
" f MD‘ = MMU
4
limon sable
: N =
0
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abscisse curviligne (m) abscisse curviligne (m)

fig. 7.20. Tension interne mobilisée dans I'ancrage V1(2/2) : résultats des simulations et
résultats analytiques avec le limon (a gauche) et le sable (a droite) et en fonction de J.

7.4. Dimensionnement

7.4.1 Domaine de validité des formulations proposées

Ce qui précéde montre que I'état de l'ancrage a l1'équilibre limite peut Etre
correctement décrit grace aux différentes hypothéses proposées. Ces hypothéses
permettent de calculer la distribution de tension dans I'ancrage et la tension
mobilisable en téte.

Nous avons montré au chapitre 6 que la raideur de l'inclusion avait peu
d'influence sur la tension mobilisable. D'autre part, le chapitre 5 a montré une bonne
correspondance entre les mécanismes de rupture réels et simulés. On peut donc
admettre que les hypothéses proposées traduisent assez bien les mécanismes réels,
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et que les équations obtenues peuvent étre utilisées pour le dimensionnement des
ancrages de géotextiles ou de géomembranes (trés déformables).

Cependant, il est probable que les équations ne sont valides que pour des
configurations suffisamment proches de celles étudiées. En particulier, les
mécanismes de rupture peuvent étre modifiés si les proportions de l'ancrage sont
trés différentes : tranchée trés large ou trés haute (B/D >> 1 ou B/D << 1), couche
de recouvrement d'épaisseur trés supérieure a la profondeur de tranchée (H/D >1),
ou tranchée trop proche de la pente (L/D < 1).

Comme le signale Briangon [Bri0O1], le rapport L/D ne doit pas étre trop
faible, pour éviter une instabilit¢é du volume de sol compris entre la pente et la
tranchée. Une telle instabilité empéche la mobilisation optimale de la capacité
d'ancrage de la tranchée, dans ce cas les expressions proposées ne sont plus valides.
La valeur minimale de L/D reste difficile a définir, mais les résultats des
simulations permettent de fixer les idées.

« Dans les ancrages en L, simulés avec L/D=2, la partie avant est toujours
stable dans le cas du limon. Dans le cas du sable, la stabilité est assurée
quand @ =41 degrés mais un glissement d'ensemble apparait quand
@ =25 degrés (chap. 6). L/D = 2 est donc sécuritaire pour les sols
cohérents mais proche de la valeur limite pour les sols sans cohésion.

o Les ancrages en V ont été simulés avec L/D > 1. La partie avant est
toujours restée stable quelles que soient les propriétés du sol. La
condition L/D > 1 semble donc suffisante.

Méme en respectant ces conditions, il n'est pas exclu qu'une rupture
d'ensemble se développe dans la pente en englobant la zone d'ancrage. Ce probléme
de stabilité n'a pas été étudié dans notre travail. Il est traité par ailleurs [Koe98],
avec une approche classique de stabilité de pente.

7.4.2 Choix des hypotheéses de calcul

Pour le dimensionnement, le choix entre les hypothéses de calcul « massif
indéformable » et « rupture du massif » devrait étre fait — dans l'absolu — en
fonction de la présence de cohésion dans le sol. Cependant, les propriétés cohésives
d'un sol dépendent généralement de I'échelle de temps considérée. En particulier, il
est fréquent de considérer qu'a long terme (comportement drainé) les sols n'ont pas
de cohésion. Par ailleurs, une cohésion de l'ordre de quelques kilo-Pascal est
difficilement mesurable en laboratoire alors qu'elle semble suffisante pour
empécher toute déformation du massif. Ce critére de choix semble donc difficile a
appliquer. L'hypothése de rupture la plus appropriée dépendra surtout, en pratique,
du type de géosynthétique ancré :

« Quand la nappe a ancrer a une fonction d'étanchéité (géomembrane), le
dimensionnement visera généralement a assurer que la tension d'ancrage
n'excéde pas la résistance de la nappe ™ le critére de
dimensionnement est dans ce cas 7,,<Iy. Sur site, la sollicitation de
I'ancrage peut étre progressive (ex. frottement dii au tassement des
déchets) ou rapide (durant la phase de mise en place du sol de
couverture sur la pente), mais la condition 7,,,<7; doit étre vérifiée a

court et a long terme. On prendra donc pour le dimensionnement le cas
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le plus défavorable: une sollicitation rapide dans laquelle le
comportement du sol est régi par des propriétés non-drainées. Ceci se
traduira généralement par une cohésion non-nulle et justifiera
I'hypothése « massif indéformable ». Cette hypothése est celle qui
donne la valeur de 7., la plus ¢élevée.

» Au contraire, si le géosynthétique remplit une fonction de renforcement
(géotextile), I'ancrage est dimensionné pour résister aux efforts générés
par frottement le long de la pente : T,,.,>7,. Dans ce cas I'hypothese
« massif déformable » est justifiée par le fait qu'elle est sécuritaire (elle
donne la valeur de T,,, la plus faible). Par ailleurs, étant fréquemment
admis d'une part que le comportement a long terme d'un sol est non
cohérent (comportement drainé), et la tension 7, pouvant étre assimilée
a une charge permanente d'autre part, cette hypothése est probablement
la plus réaliste.

Les différentes expressions de la capacité d'ancrage sont présentées sous
une forme synthétique dans le tableau 7-1 (page suivante).

7.4.3 Autres configurations d'ancrage

Parmi les géométries d'ancrages les plus courantes, seul l'ancrage par fichage
vertical n'a pu faire 'objet de formulations analytiques. Cette forme d'ancrage est
également celle pour laquelle la comparaison essais-simulations est la moins
satisfaisante. La résistance obtenue avec une telle géométrie semble trés dépendante
de la distribution de contrainte normale sur le segment vertical. Or, cette
distribution présente une grande complexité. Elle est fortement conditionnée par
I'é¢tat de contrainte initial, et donc par la méthode de mise en place et 1'éventuel
compactage lors du remplissage de la tranchée. Elle est également trés évolutive
lorsque l'ancrage est sollicité en traction. De ce fait, il n'a pas été possible d'en
donner une représentation analytique satisfaisante. On s'en tiendra pour cette
géométrie aux recommandations de [BriO1], qui préconisent 'usage de la méthode
donnée par [Hul97] (méthode M1).

Aucune formulation analytique n'est proposée pour les ancrages en U. De
tels ancrages sont rarement réalisés et cette étude a montré qu'ils n'apportaient qu'un
supplément de résistance trés modéré par rapport aux ancrages en L.

Enfin, il existe des cas tels que les équations proposées ne peuvent pas étre
appliquées directement : géosynthétiques avec un angle de frottement différent sur
chaque face (géomembranes texturées), ancrage de deux nappes dans la méme
tranchée, double tranchée, etc. Nous pensons cependant que les hypothéses et
raisonnements proposés dans ce chapitre peuvent étre transposés dans un certain
nombre d'autres cas afin de développer des expressions analytiques adaptées a leurs
spécificités.
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Géométrie

Sol d'ancrage cohérent-frottant

Sol d'ancrage purement frottant

=~ N
T =—_"
~

Nji

T

TIT'=K(A)

K(ﬂ):el.tanﬁ

T/T'=K"(A)

K'(A) = min[e*'™@, cosA+sind.tang]
ou, si cette expression donne K'(4) < 1 :
K'D)=1

P,

R,

T,
T

T/=K(p).[P,.tan5+R,]

R,=0,

sauf si l'on estime qu'une résistance en traction o,
dans la couche supérieure doit étre prise en
compte. Dans ce cas :

R,= min[H.o, , P;.tan?)

T/=K"(f).P,.tand

T, = K(ﬂ).tan&,{y,K(”/z).SL cpe R }

tand
2.K(x/2).B.(H+D
avee S, = K, B.(2.H + B+ 2K/ BUH +D)
1+2.K(7/2).tans
et
RL:0

sauf si l'on estime qu'une résistance en traction o
dans la couche supérieure doit étre prise en
compte. Dans ce cas :

si H.o,> P;.tand: R, = P;.tand

siHo,<P;tand: R, =0

T,=K"(f).min(T";, T";")

OTl'l, =tanS.{y.K(7/2).S, + P}
et

T =tanpfy K(z/2)S, + P}
avec

2.K(7/2).B.(H + D)

S, =K,.B.2.H+B)+
o =KoBY ) 1+2.K(x/2).tan s

si y<d:
T1=

K(ﬂ).{P,.tan S+ ;/.K(y/).B.[H + g).[cos w.tanJ +sin y/]}

si y>o:
T]Z

K(,B).{P].tané' +2.y.K(y).sin 5.8.(H + ng}

avec
0=
KQy).sin(y + ) +sin(y — )
sin(2y) + 2.sin 0.[ K (2y).cos & + cos d — 2.cosy.cos(y — 0)]

Mémes expressions que dans le cas

cohérent en remplagant :
K(p) par K'(P)
K(y) par K'(y)

KQy) par K'Q2y)

Notations :

o, : contrainte de résistance en traction du matériau de couverture, @ : angle de frottement interne du sol, & : angle de

frottement a l'interface sol-géosynthétique, K, : coefficient des terres au repos, ¥ : poids volumique du sol, K / K" : coefficients de

changement d'angle défini dans la premiére ligne du tableau.

Tableau 7-1. Expressions analytiques de la capacité d'ancrage.
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7.5. Conclusion

Des méthodes analytiques ont été proposées pour estimer la tension mobilisable
dans des ancrages par recouvrement et des ancrages en tranchée en L ou en V, dans
des sols frottants ou cohérents-frottants. Ces méthodes prennent en compte le
caractére évolutif de l'interaction sol-inclusion au cours de la mise en tension :

o a l'intérieur des parties courbes, la mise en tension de la nappe
s'accompagne d'une augmentation des contraintes a l'interface. Ceci
aboutit a des frottements trés importants au niveau des coudes, suivant
un mécanisme analogue a celui du frottement fil-poulie. Le rapport des
efforts avant et aprés passage du coude est dans ce cas une fonction
exponentielle de I'angle du coude ;

o l'interaction massif-inclusion au niveau d’un des segments de 1’ancrage
peut avoir des répercussions sur un autre segment. Principalement,
I’action du segment 2 sur le massif entraine une diminution de la
contrainte normale sur le segment 3.

Deux mécanismes de rupture concurrents sont pris en compte dans les
développements analytiques, et chacun donne lieu a une expression de la tension 7,
a I’équilibre limite. Dans le premier mécanisme, il y a rupture a l'interface sol-
géosynthétique sans déformation plastique du massif. Dans le deuxiéme, la rupture
est transférée dans le sol.

D'apres les modélisations physiques et numériques, il suffit que le sol soit
faiblement cohérent (quelques kilo-Pascal) pour que le glissement a l'interface soit
le cas le plus critique. On peut alors estimer 7, a partir de I'hypothése « massif
indéformable ». Pour un sol sans cohésion, en revanche, il est nécessaire de prendre
en considération les deux mécanismes de fagon concurrente pour estimer
convenablement la résistance de l'ancrage (hypothése « massif déformable »). Par
sécurité, on pourra faire systématiquement 1'hypothése du massif indéformable (qui
aboutit a la valeur de résistance la plus élevée) pour dimensionner les ancrages de
géomembranes. L'hypothése du massif déformable est en revanche la plus
sécuritaire pour les ancrages de géotextiles.

Soulignons que le cas d'ancrages dans des sols dont le comportement serait
purement cohérent n'a pas ¢té abordé. Dans pareil cas, les équations proposées
risquent d'étre inadaptées. Toutefois, ce cas ne peut se présenter qu'a condition que
le massif d'ancrage se comporte sur un mode non-consolidé et non-drainé. Cela
sous-entend une construction rapide, avec un sol saturé, et une sollicitation
immédiate de l'ancrage. Dans cette hypothése, les méthodes de dimensionnement
présentées dans ce chapitre devraient étre utilisées avec précautions.

Les formulations proposées ne permettent pas de traiter tous les types
d'ancrages susceptibles d'étre réalisés: géosynthétiques ayant un angle de
frottement différent sur chaque face, ancrage de plusieurs nappes superposées dans
la méme tranchée, tranchées en V dissymétriques, etc. La diversité des techniques
de réalisation est telle qu'il nous a semblé difficile d'envisager toutes les
possibilités. Nous pensons cependant que, pour de nombreux cas, des formulations
peuvent étre dérivées des expressions proposées dans ce chapitre, en suivant les
mémes types de raisonnement.
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Conclusions et perspectives

L'objectif initial du travail de recherche présenté dans ce mémoire était de
déterminer l'intérét des méthodes par éléments discrets (DEM) pour I'étude des
ouvrages composites sol-géosynthétique. A cet effet, une méthodologie de calcul a
été développée, et un nouveau type d'éléments a été introduit pour simuler les
géosynthétiques (DSEM). Ceci a permis, par la suite, d'étudier le comportement des
ancrages en tranchées. Les conclusions sont présentées séparément sur chacun de
ces deux points.

Etude d'ouvrages sol-géosynthétique par la DEM

Le choix des parameétres de modélisation constitue la question centrale de toute
modélisation d'ouvrage avec la DEM. Le comportement de 1'assemblage de grains
qui représente le sol est défini par un ensemble ®,;, de paramétres essentiellement
« micro », relatifs a la géométrie des grains ou de 1'assemblage ainsi qu'aux lois de
contact. Alors qu'a l'opposée, le comportement du sol dans l'ouvrage réel est
caractérisé par un ensemble @.,, dont les variables releévent pour la plupart de

I'échelle macroscopique.

Ppen ne peut pas étre déduit de @..,. En revanche, nous avons considéré —
en accord avec les résultats de la littérature — que P, définit dans la limite des
grands systémes un comportement macroscopique unique, dont on peut déduire un
ensemble Puacro de variables macroscopiques de méme nature que celles de @.,,.
Dans ce cadre, l'approche adoptée consiste a simuler le sol par un assemblage de
grains dont les paramétres P,z réalisent, au moins approximativement, 1'égalité
Prmacro = Poxp (analogie macroscopique).

Dans cette optique, nous avons simulé 1'évolution quasistatique
d'échantillons rectangulaires soumis a des sollicitations biaxiales. Grace a ce type
de calculs, on attribue a un échantillon de caractéristiques quelconques un ensemble
Pyiax de parametres macroscopiques. Il devient dés lors possible de sélectionner un
ensemble @,z vérifiant @y;or = Poyp. On génére ensuite un modele d'ouvrage dans
lequel ®@,;, définit le comportement du sol — avec un algorithme similaire a celui
utilisé pour la génération des échantillons rectangulaires (e.r.d.f.).

En réalité, @,;,, n'est pas exactement égal & Puqacro. Les calculs effectués ont
montré que, en plus de la variabilité inhérente aux arrangements aléatoires, @iy
subit des biais liés a l'effet de taille finie (effets de bord) et a la non-staticité du
calcul. Cependant, nous avons vérifié¢ dans le cas de o, (contrainte au pic), que ces
différentes « erreurs de mesure » peuvent étre quantifiées et réduites autant que
nécessaire : 1'écart type de o, ainsi que le biais li¢ a la taille finie varient comme
N2, N étant le nombre de grains ; l'erreur liée a la non-staticité est sensiblement
proportionnelle a la vitesse de déformation normalisée 7.

Si I'essai biaxial simulé permet d'apprécier la pertinence d'un ®@,;, donné, il
ne donne pour autant aucune indication sur la maniére dont @, doit tre choisi.
Pour optimiser l'approche par analogie macroscopique, nous avons effectué et
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interprété dans le cadre de l'analyse dimensionnelle, une étude paramétrique assez
systématique de l'essai biaxial. Des lois d'échelle ont été obtenues sur certains
parameétres (ex. raideur des contacts/module de Young ou adhésion/cohésion). A
défaut, une calibration du modéle a été effectuée (ex. relation frottement des
contacts/frottement macroscopique). Ces résultats permettent de définir rapidement
un ensemble @, correspondant & un comportement macroscopique donné.

Un autre aspect important de la modélisation concerne le comportement de
l'inclusion géosynthétique. Nous avons développé un modéle basé sur des éléments
de type « barre » (DSEM), dont l'algorithme de résolution numérique est trés proche
de celui de la DEM. Ce mod¢le a été couplé avec le logiciel PFC2D, ce qui permet de
simuler le comportement d'une inclusion linéique, souple ou indéformable, au sein
d'un matériau granulaire. Les faces de l'inclusion simulée ne présentent aucune
rugosité. Le modéle DSEM n'est donc pas forcément adapté pour étudier les aspects
microstructurels de l'interaction sol-inclusion. En revanche, il permet une prise en
compte globale des mécanismes d'interface, a travers un angle de frottement
macroscopique qui correspond a l'angle mesuré dans les essais d'interface classiques
(i.e. boite de cisaillement ou plan incling).

Le couplage DEM-DSEM nous a permis de simuler le comportement
d'ancrages en tranchée. L'ensemble de la démarche a été validé par comparaison
avec les essais en vraie grandeur réalisés au CEMAGREF. L'application proposée
(étude des tranchées d'ancrage) a montré qu'on pouvait obtenir des informations
pertinentes du point de vue phénoménologique (mécanismes de rupture) et du point
de vue quantitatif (résistance de l'ancrage).

Dimensionnement des tranchées d'ancrage

L'objectif de la modélisation était de comprendre les mécanismes de rupture des
ancrages en tranchée afin d'améliorer la précision des méthodes de
dimensionnement.

L'analyse conjointe des résultats expérimentaux et numériques a permis —
outre la validation de la modélisation proposée — la mise en évidence de deux
mécanismes de rupture différents. Quand le sol est cohérent, il y a rupture par
glissement a l'interface sol-inclusion. Au contraire, la rupture peut étre déplacée
vers l'intérieur du massif quand le sol est purement frottant, la déformation du
massif prend alors plus ou moins d'ampleur suivant les caractéristiques de 1'ancrage.

La simulation a permis d'étudier des configurations d'ancrage qui n'avaient
pas pu étre abordées expérimentalement. Les résultats de I'étude paramétrique ainsi
réalisée montrent que :

« dans un massif cohérent, la résistance de I'ancrage est indépendante des
propriétés de résistance du sol, la rupture se produisant
systématiquement par glissement a l'interface ;

o dans un massif purement frottant — au contraire — la résistance de
I'ancrage dépend en grande partie de l'angle de frottement interne du
sol ;

« la relation entre la capacité d'ancrage et le coefficient de frottement
d'interface n'est pas linéaire. On a T},4x(0)/ Tynax(6") > tan(d)/tan(é") avec
les sols cohérents, T,,,(0)/Ta(0") < tan(d)/ tan(d') avec les sols
purement frottants.
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Les hypotheses formulées dans la littérature pour calculer la résistance ont
été discutées sur la base des simulations effectuées. Nous avons conclu, en
particulier, que la distribution de la contrainte normale d'interface a 1'état initial
n'était pas représentative de 1'état d'équilibre limite. Il se produit en particulier une
forte augmentation de contrainte a l'intérieur des coudes. Cette augmentation peut
aboutir au mécanisme de frottement de type fil-cylindre proposé par certains
auteurs, la tension étant multipliée par e*'*"° au passage d'un coude (A est I'angle de
courbure, O l'angle de frottement sol-géosynthétique). Cette propriété n'est pourtant
pas vérifiée dans tous les cas, elle repose en effet sur le fait que l'interface est
partout a I'état limite de glissement. Or, nous avons montré que cette hypothése, qui
est a la base de toutes les méthodes de dimensionnement, n'était vérifiée qu'avec les
sols cohérents.

Aprés avoir déterminé le domaine de validité des hypothéses antérieures,
puis introduit de nouvelles hypothéses relatives aux mécanismes de rupture, nous
avons proposé des expressions analytiques de la capacité d'ancrage. Elles
concernent les ancrages droits (avec prise en compte de l'effet de la pente) et les
ancrages en tranchée en V ou en L, et reposent sur le calcul de la résistance
minimale résultant des deux mécanismes de rupture concurrents. Ces expressions
peuvent étre utilisées pour le dimensionnement.

Perspectives

On peut considérer que, dans nos travaux, le comportement du sol simulé
ne correspond que grossierement a celui du sol réel, surtout si 'on pense aux lois de
comportement sophistiquées développées par ailleurs. Cependant, le domaine des
géosynthétiques est caractérisé par la grande variété des ouvrages réalisés, avec des
géométries trés diverses et des comportements mécaniques complexes. Faute de
pouvoir effectuer des essais en vraie grandeur et des recherches poussées pour
chaque type d'ouvrage, le dimensionnement repose souvent sur des hypothéses qui
ne sont validées ni par l'expérience ni par la modélisation numérique (c'est le cas
des ancrages). Dans ce contexte, les modéles discrets présente un intérét certain. Ils
ont en effet l'avantage d'étre particulierement robustes, les problémes d'interface et
de localisation ne posant pas de problémes particulier du point de vue numérique.
La technique de modélisation présentée dans ce mémoire est donc adaptable assez
simplement a des structures sol-inclusion de configurations trés différentes. On peut
raisonnablement envisager 1'étude d'autres types d'ouvrages mixtes, et en attendre
des informations pertinentes sur le plan quantitatif et qualitatif. Signalons a ce
propos une thése qui débute au LIRIGM. Elle concerne la modélisation discréte en
trois dimensions de remblais sur sols compressibles renforcés par
pieux+géosynthétiques (these B. Le Hello, encadrement P. Villard).

Par ailleurs, l'approche par analogie macroscopique peut étre améliorée.
On peut par exemple définir un ensemble ®,,, plus vaste, ce qui revient a prendre en
compte plus d'aspects du comportement réel. En particulier, la localisation de la
rupture s'accompagne de variations de volume pour lesquelles des régles de
similitude restent a définir. Ceci étant, il sera probablement toujours préférable de
réduire @,,, aux seuls parameétres pertinents au regard du phénomene étudié, de

maniére a simplifier la procédure de calage.

Du point de vue du dimensionnement des ancrages, il existe de nombreux
cas pour lesquels nous ne donnons pas de solutions analytiques. Compte tenu de la
multiplicité des dispositifs d'ancrage en tranchée proposés par les concepteurs, il
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nous a semblé difficile de proposer un ensemble de formulations analytiques
recouvrant toutes les possibilités. Il semble cependant possible de développer assez
simplement, en conservant les hypothéses que nous avons formulées, des
expressions de la capacité d'ancrage adaptées a des géométries proches (ex.
tranchées en V assymétriques), ou a des propri¢tés mécaniques particuliéres (ex.
géomembranes texturées présentant un angle de frottement différent d'une face a
'autre).
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Principales notations

Chapitres 1 et 3

Symboles
c cohésion
Ca cohésion locale (normale)
G cohésion locale (tangentielle)
d déplacement relatif au niveau d'un contact
dy diamétre caractéristique
D, coefficient d'amortissement
E, module de Young
f force de contact
F effort résultant des actions sur un disque
G module de cisaillement
G distribution granulométrique relative
I moment d'inertie d'un disque
K raideur équivalente d'un ensemble de contacts
k, raideur normale unitaire d'un contact
k; raideur tangentielle unitaire d'un contact
M morphologie des grains
M; moment résultant des actions sur un disque
mp masse d'un disque
n porosité
N nombre de grains
Priax ensemble de parametres macroscopiques déduits de simulations biaxiales
PpEMm ensemble de parametres micromécaniques du modéle DEM
Porp ensemble de parameétres macroscopiques expérimentaux
r rayon d'un disque
R résistance d'un contact de type "cohésif"
t temps
Vi vecteur position du centre d'un disque
a rapport des raideurs tangentielles sur les raideurs normales des contacts
At pas de temps critique
& déformation
0; angle de rotation d'un disque
s angle de frottement des contacts
v coefficient de Poisson
masse volumique d'un assemblage ou d'un sol
Ds masse volumique des grains
o contrainte
o norme de la contrainte appliquée sur les parois de normale i
o, valeur de o, au pic
@ angle de frottement macroscopique
Indices
n composante normale
t composante tangentielle
i,j entiers égaux a 1 ou 2, axes du repére global
Abréviations
VER volume élémentaire représentatif
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Chapitre 2

Symboles

B largeur de tranchée

D profondeur de tranchée

H hauteur du sol de recouvrement

J raideur du géosynthétique

Ky coefficient des terres au repos

L longueur du segment supérieur

Ty tension de rupture

Tonax tension maximum mobilisable dans l'ancrage

T, tension générée par frottement le long de la pente
p angle du talus
o angle de frottement a l'interface

o, contrainte normale
T contrainte de cisaillement
Abréviations

DEG dispositif d'étanchéité par géosynthétiques
GTX géotextile

Gmb géomembrane
Chapitre 4
Symboles

b élément barre
B; moment de flexion au niveau d'un noeud
d déplacement relatif au niveau d'un contact
D axe d'un élément barre
e épaisseur de l'inclusion
E, module de Young
f force de contact disque-inclusion
F; force résultatnte sur un disc
i maximum de la force tangentielle de contact
gi vecteur d'accélération gravitationnelle
I moment d'inertie d'une poutre
Iy moment d'inertie d'un disque
J module de raideur axiale de l'inclusion
k, raideur normale des contacts disque-inclusion
k, raideur tangentielle des contacts disque-inclusion
ks raideur des nceuds en flexion
K rigidité équivalente
K terme de la matrice de rigidité
L' longueur de I'inclusion
/ longueur d'un élément barre
ly longueur au repos d'un élément barre
M masse de I'inclusion
M; couple résultant sur un disque
m masse d'un noeud
mp masse d'un disque
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NP nombre d'éléments barre dans l'inclusion
N¢ nombre de disques en intéraction avec un noeud

n; normale unitaire d'un contact
0 force équivalente représentant l'interaction sol-inclusion
R; force résultante sur un noeud
r rayon d'un disque
t temps
t vecteur unitaire paralléle a D
T effort axial
U déplacement en téte d'ancrage
u; vecteur unitaire perpendiculaire a D
Vv tangente unitaire au niveau d'un contact
X; vecteur position d'un noeud
X noeud du modéle DSEM
Vi vecteur position
y disque
v projection orthogonale de y; sur D
0" déflexion au noeud x”"
Om angle de frottement mobilisé a l'interface
Omax angle de frottement de pic a l'interface
Atz pas de temps critique
g" déformation longitudinale de 1'é1ément b"
0; rotation d'un disque
Am inclinaison moyenne des normales des contacts d'interface
U angle de frottement des contacts disque-inclusion
& facteur d'influence d'un contact sur un noeud
) angle de frottement interne de I'assemblage
x coefficient d'amortissement des éléments barre
Indices
n caractérise la composante normale
t caractérise la composante tangentielle
i,j entiers égaux a 1 ou 2, caractérise les composantes dans le
repére global
Exposants
D q numérotation des éléments (entiers positifs)
C caractérise une variable associée aux actions de contact
G caractérise une variable associée a I'action de la gravité
M caractérise une variable associée aux moments de flexion
T caractérise une variable associée aux efforts axiaux
Abréviations
Fmd force moyenne de déséquilibre

DSEM  modéle par éléments barre dynamiques
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Chapitres 5, 6 et 7

Symboles

B largeur de tranchée

D profondeur de tranchée

H hauteur du sol de recouvrement

J raideur du géosynthétique

K coefficient multiplicatif de la tension au passage d'un coude (sans rupture du
massif)

K" coefficient multiplicatif de la tension au passage d'un coude (possibilité de
rupture du massif)

Ky coefficient des terres au repos

L longueur du segment supérieur

Ty tension de rupture

Trax tension maximum mobilisable dans l'ancrage

Ty tension appliquée a l'ancrage

p angle du talus

o angle de frottement a l'interface

Op contrainte normale

T contrainte de cisaillement

Abréviations

DSEM  modéle par éléments barre dynamiques

Conventions

Les contraintes et les déformations sont comptées positivement en
compression (convention "mécanique des sols").

Le symbole mathématique conventionnel pour "environ égal a" (un
signe égal dont le trait supérieur est ondulé) ne figure pas dans la liste
des caracteres disponibles. Il est remplacé par le signe "=".

On utilise la notation indicielle pour les grandeurs vectorielles et
tensorielles : f; représente un vecteur de coordonnées (f;; f2) dans le
repére global. Quand un indice apparait a deux reprises dans un produit,
ce dernier représente une somme de produits obtenus en prenant i de 1 a
2 (ex. A;.B;+ A>.B;) —oude 1 a 3 (en trois dimensions). Les exceptions
a cette regle sont signalées par un indice entre parenthéses (ex. 4.).B
représente le produit des i-iémes coordonnées de A4 et B dans le repére
choisi).
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ANNEXE A
Homogénéisation statique sur les faces de l'inclusion

I. Contrainte équivalente sur un élément

Soit un élément barre b;, et le repere lié (n,1).

Soit {71 s e 7C } l'ensemble des forces de contact appliquées sur un face de
I'¢lément (fig. 1).

La contrainte normale équivalente o, et la contrainte de cisaillement équivalente

sont calculées suivant :
j=C .
o,(b)=L=—

b,

i

et (D

Si7;
o) =1 2)

i

fig 1. Forces appliquées sur une face d'un élément barre.

II. Contrainte équivalente par moyenne glissante

Dans certains cas, une majorité d'éléments n'est en contact avec aucun grain. La
procédure précédente aboutit alors a des contraintes nulles sur ces éléments, et des
contraintes trés élevées sur les autres. Pour faciliter l'interprétation des résultats, on
calcule pour chaque élément des contraintes moyennes tenant compte des efforts
appliqués sur les autres éléments. On effectue une moyenne glissante suivant les
équations (2) et (3), ou N,, est le parametre définissant 1'étendue du voisinage pris
en compte (fig. 2).

—_ J=Nm J=Nm
o,b)= Xlo,b)(1-j/N,)/ >X(1-j/N,) et (3)

J=Npn J==Np
- J=Non . SN
7(b) = Z;,V[T(b,-)-(l—J/Nm)] .;/(1—1/]\’,") (4)

J==Nm J=Nm
o O O O O O O O O O
bis bi» biy b; bi+i bisa  biss

fig. 2. Pondération des éléments pour le calcul de la contrainte moyenne sur I'élément b;
(cas Nn=3).
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Résultats de simulations






Annexe B

Construction des fiches de présentation des résultats :

Cette partie annexe présente les résultats des simulations réalisées avec le modéle de sable S1 et
le modéle de limon L1, et avec le géotetxtile GTX1. Les résultats sont présentés sous la forme
suivante :

I. Courbes effort déplacement

On présente, pour la configuration d'ancrage concernée, les courbes effort-déplacement obtenues
dans les différents calculs effectués. La courbe moyenne est représentée en gras. On rappelle les
principaux parameétres de la simulation sous la forme d'un tableau.

I1. Résultats graphiques

On sélectionne un calcul jugé représentatif et on représente sous forme graphique des résultats
correspondant a différentes étapes du calcul (voir figure ci-dessous). On représente en particulier
les contraintes totales sous forme de segments orientés parallélement au vecteur contrainte et de
longueur proportionnelle a la norme de la contrainte.

<
i

8 \
| \xxx \“ Meécanisme de rupture

On calcule sur un incrément
4 \ H  de déplacement incluant la

IB phase de rupture :
|| (D) Vecteurs déplacements
A/“' ‘ ‘ N—F des grains

To (kN/m)

. 0.00 0.02 0.04 0.06 .08 0.10 (E) Déformations locales
Etat initial v Assocides
- (G1) Géométrie du Uo (M)
massif Rupture
- (S1) Distribution des (S2) Distribution des  Etat post-rupure
contraintes a l'interface (G2) géométrie

contraintes a l'interface .
du massif

Ancrage U1(1/3)
Sable S1 Contraintes totales a I'état initial
i Géotextile GTX1

Courbes effort-déplacement

1g Sol Ve (kN/M3)  16.64 7% (S 1)
N\ 2.() 4 =»

12 A AL © (kPa) 0
5(°) 34
50 2
H 0.25
D 05
B =)
L 1.1

Interface

Contraintes totales & la rupture

= (SZ)\\

3 y e LA y y
28 - ZA Ancrage
e

000 002 004 006 008 010 012 0.14
Uo (m)

-

Geéometrie initiale

Vecteurs déplacement associés & la phase de rupture
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Ancrage U1(1/3)
Sable S1
Géotextile GTX1

Courbes effort-déplacement

16
Sol ve (kN/m3)  16.64
s (°) 41
12 - /% ¢ (kPa) 0
E ﬁc/’/ Lo~ \%/% Interface & (°) 34
Z 8 / N i Ancrage B (°) 22
= / H 0.25
l_
D 0.5
4 | N B (-)
L 1.1
0
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14

Uo (m)

Geéometrie initiale

Géomeétrie finale




Contraintes totales a I'état initial

Annexe B

Contraintes totales a la rupture

Vecteurs déplacement associés a la phase de rupture

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage U1(2/3)
Sable S1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

20

Courbes effort-déplacement

15

_
o
!

Qb s (°) 41
c (kPa) 0

Interface & (°) 34

Ancrage B (°) 22

H 0.25

B 0.5

‘ L 1.1

0.00

0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14 0.16
Up (M)

Géométrie initiale

£ 3%

Ftsiron = oo Srtvogite Plamyml

[ o fardg alip® of e i0e sihvit B - Sdgnyrc

P itrBatteer it

Géométrie finale

b ud ]
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Contraintes totales a |'état initial

Contraintes totales a la rupture

Vecteurs déplacement associés a la phase de rupture

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage U1(3/3)
Sable S1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

Courbes effort-déplacement

25
20 - Sol Ys (KN/m3) 16.64
@s (°) 41
15 ¢ (kPa) 0
N Interface 5 (°) 34
10 Ancrage B (°) 22
>~ H 0.25
5 | D 0.5
B 0.5
L 1.1
0 T T
0.00 0.04 0.08 0.12 0.16

Uo (m)

Géométrie initiale

F
fergzas
Fotstirgne Sulies cERAG0

Géomeétrie finale
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Contraintes totales a I'état initial
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Ancrage V1(1/2)
Sable S1
Géotextile GTX1

Courbes effort-déplacement

Ean CR—rTT
B @s (°)

c (kPa)

16.64
41

34

Interface & (°)
Ancrage B ()
%@% :

r ™ O

22
0.25
0.25

0.4
0.8

0.02

0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14
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e U o tants i O drgy oo 2lin
o

Uo (M)

Géométrie initiale

i

L1v

Géométrie finale
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Contraintes totales a |'état initial

Contraintes totales a la rupture

Vecteurs déplacement associés a la phase de rupture

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage V2(2/2)
Sable S1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

Courbes effort-déplacement

20
Sol Vs (KN/m3) 16.64
15 @ (°) 41
/&W e :
5¢
10 M Interface °) 34
Ancrage B (°) 22
H 0.25
5 D 0.4
B 0.8
L 0.8
0 T T T T
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14
Uo (m)
Géométrie initiale
: o

Géomeétrie finale
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Contraintes totales a |'état initial

LOLL L b ea s aasninntaing,
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Vecteurs déplacement associés a la phase de rupture

o

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage U1(1/3)
Limon L1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

Courbes effort-déplacement

12

10 | Sol Vs (kN/m3) 16.64
Ps (°) 34
8 | ¢ (kPa) 13
Interface 3(°) 34
6 / Ancrage B (°) 22
4 i H 0.25
l D 0.5

2 | > . :
L 1.1

0.00 0.02 0.04 0.06 0.08
Uo (m)

Géométrie initiale
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0.10
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Contraintes totales a |'état initial

Contraintes totales a la rupture

Vecteurs déplacement associés a la phase de rupture

(figure correspondant a I'ancrage U1(2/3) dont le résultat est trés similaire)

Déformations locales associées a la phase de rupture

(figure correspondant a l'ancrage U1(2/3) dont le résultat est trés similaire)
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Ancrage U1(2/3)
Limon L1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

Courbes effort-déplacement

40
35 Sol Vs (KN/m3) 16.64
30 P aA s () 34
M‘/“ ¢ (kPa) 13
251 Interface & (°) 34
20 1 Ancrage B (°) 22
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7
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B 0.5
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0 |
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
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Géométrie initiale
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Contraintes totales a |'état initial

Contraintes totales a la rupture

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage U1(3/3)
Limon L1
Géotextile GTX1

To (kN/m)

Courbes effort-déplacement

50
Sol Vs (kN/m3) 16.64
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Contraintes totales a |'état initial

Déformations locales associées a la phase de rupture
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Ancrage V2(2/2)
Sable S1
Géotextile GTX1

Courbes effort-déplacement

20
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- Contraintes totales a |'état initial

Contraintes totales a la rupture

Déformations locales associées a la phase de rupture
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