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Résumé 

Les structures offshores sont conçues pour résister à des 

chargements environnementaux sévères. Des études 

expérimentales et numériques de la fondation d’une éolienne 

offshore soumise à des chargements statiques 

monotones/cycliques sont présentées dans ce manuscrit. 

 

Des pieux isolés (diamètre de 1,8 m et 40 m de longueur) et une 

structure en treillis fondée sur 4 pieux ont été testés à 100×g en 

centrifuge dans un massif de sable de Fontainebleau dense. Le 

comportement du pieu isolé a été identifié à travers des essais de 

chargement axial monotone. Différentes méthodes de mise en 

place de pieu ont été adoptées (installation à 1×g et à 100×g) et 

leur influence sur la capacité portante a été mesurée. Le 

diagramme de stabilité du pieu a été construit à partir des 

résultats des essais cycliques, des essais CPT ont été réalisés et 

l’influence des contraintes initiales a été étudiée. Des résultats 

expérimentaux de la fondation jacket soumise à des chargements 

latéraux cycliques sont enfin  présentés. 

 

La méthode des éléments finis et un macro-élément pour des 

pieux ont été utilisés pour reproduire numériquement les 

résultats expérimentaux. Les lois de comportement adoptées 

sont basées sur la théorie d’hypo-plasticité et les contraintes 

initiales dans le sol sont issues de la méthode ICP-05. Les 

résultats numériques sont confrontés aux résultats 

expérimentaux et aux résultats analytiques obtenus à partir de la 

norme API. 

 

Mots clés : 

Pieu, fondation, offshore, chargement axial, hypo-

plasticité, modélisation physique, macro-élément 

Abstract 

Offshore structures are designed to resist to severe 

environmental loads. This manuscript presents experimental 

and numerical studies on offshore wind turbine pile 

foundations submitted to static monotonic/cyclic loads. 

 

Isolated piles (diameter of 1.8 m and embedded length of 40 

m) and a four-legged truss structure installed in dense 

Fontainebleau sand have been tested at 100×g in a 

geotechnical centrifuge. The behavior of the isolated piles has 

been characterized under monotonic axial load. The piles have 

been jacketed at 1×g and 100×g and the influence of the set-

up method on the bearing capacity has been measured. The 

stability diagram of a pile has been constructed using cyclic 

tests, CPT experiments have been performed and the 

influence of the initial stresses has been studied. Finally, 

experimental results of the jacket foundation submitted to 

lateral cyclic loadings are presented. 

 

The finite element method and a macro-element for piles have 

been used to numerically reproduce the experimental results. 

Constitutive laws are based on the hypoplasticity theory and 

the initial stresses in the soil have been calculated using the 

IC-05 method. The numerical results are compared with the 

experimental and the analytical results from the API 

standards. 
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Introduction générale 

Une éolienne offshore est dimensionnée pour une durée de vie de 20 ans. Pendant cette période, 
la structure sera soumise à des chargements variables en temps et en direction. Ces efforts, exercés par 
le vent, la houle, le courant, la rotation des pales ou encore d'origine sismique sont transmis au sol à 
travers les fondations. Il existe des fondations superficielles et profondes (avec un ou plusieurs pieux). 
Leur bon comportement doit être garanti pour assurer la stabilité de l’éolienne. De plus, 15% du coût 
complet de l'électricité produite des fermes éoliennes fixes en mer correspond au coût des fondations, 
d'où la nécessité de mieux comprendre les mécanismes des interactions sol-structure pour des pieux 
de grandes dimensions. 

Les fondations profondes sont souvent des pieux en acier enfoncés verticalement dans le sol sur 
des profondeurs pouvant atteindre les 60 m. Pour des profondeurs d’eau entre 20 et 50 m, des 
fondations treillis sur pieux (« jacket ») sont utilisées. Quand une éolienne fondée sur une fondation 
« jacket » avec plusieurs pieux est soumise à des chargements complexes appliqués à son sommet 
(axiaux et latéraux), les efforts sont transmis au sol principalement sous la forme d’une force axiale de 
traction/compression. 

De nos jours, plusieurs méthodes existent pour le dimensionnement des pieux. Ces méthodes 
considèrent que les chargements axiaux et latéraux sont découplés. Des méthodes issues de l’essai CPT 
(Cone Penetration Test) sont également utilisées couramment (Clausen et al. 2005; Jardine et al. 2005; 
Kolk et al. 2005; Lehane et al. 2005b). L’ensemble des méthodes sont présentées et analysées dans 
Schneider et al. 2008. Les normes internationales en vigueur comme DNV (1977, 2014) et API (2011) 
proposent des règles de dimensionnement basées sur les courbes p-y qui peuvent prendre en compte 
la dégradation de la capacité latérale en fonction de cycles de chargement. Pour le cas d’un chargement 
axial par contre, des courbes t-Z et Q-Z sont souvent adoptées, qui ne prennent pas en compte la 
diminution de la capacité portante en fonction de nombre de cycles. L’Eurocode 7 (NF P 94-262 2012) 
mentionne uniquement que l’ingénieur doit identifier et étudier une possible perte de capacité portante 
du pieu quand il est soumis à des chargements cycliques, sans autre détails. 

L’influence de cycles de chargement axial sur le comportement d’une fondation de type pieu dans 
un sol sableux a été étudié en laboratoire (Chan et Hanna 1980; Poulos 1988; Rimoy et al. 2012), en 
centrifugeuse géotechnique (Guefrech et al. 2012) et in-situ (Benzaria et al. 2013; Chow 1997; Jardine 
et al. 2000; Lehane 1992; Puech 2013; Puech et Jezequel 1980). Les études réalisées par Poulos (1988) 
ont introduit le concept de diagramme de stabilité cyclique, qui permet d’analyser la tenue d’un pieu 
soumis à des actions cycliques axiales et d’en évaluer le comportement en fonction de la combinaison 
de ces actions (valeur du chargement moyen et amplitude) et du nombre de cycles. Plusieurs projets 
de recherche ont été également réalisés récemment pour étudier les fondations profondes onshore 
(leur dimensions sont souvent inférieures à celles des pieux offshore), comme par exemple le Projet 
Nationale SOLCYP démarré en 2008. Ce projet comporte un vaste programme expérimental, dont 
une grande partie a été réalisé à la centrifugeuse géotechnique de l’IFSTTAR; sous charge axiale 
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(Guefrech et al. 2012) et latérale (Rosquoët et al. 2013) en milieu sableux et sous charge latérale en 
milieu argileux (Khemakhem et al. 2012). 

Cette thèse a été réalisée dans le cadre du projet collaboratif de recherche CHARGEOL, qui a 
comme principal objectif l'étude d'une fondation offshore jacket sous pieux avec une fiche de 40 m de 
profondeur et un diamètre de 1,8 m (pieux de grandes dimensions) dans du sable dense. Le projet a 
été financé par la Région des Pays de la Loire et comporte des partenaires industriels comme STX et 
INNOSEA et des organismes publiques de recherche comme l'Ecole Centrale Nantes et l'IFSTTAR. 
Le manuscrit de la thèse est divisé en deux parties : la première est centrée autour d’une campagne 
expérimentale en centrifugeuse géotechnique effectuée à IFSTTAR et la deuxième autour d’une étude 
numérique avec la méthode des éléments finis et un nouvel macro-élément pour des fondations 
profondes. Plus spécifiquement :  

Le Chapitre 1 présente une bibliographie autour des méthodes expérimentales, suivi de la 
campagne expérimentale en centrifugeuse détaillée dans le Chapitre 2. Le Chapitre 3 introduit les outils 
numériques utilisés, la loi hypo-plastique de Wolffersdorff (1996) avec ou sans le principe des 
déformations intergranulaires et les caractéristiques du macro-élément pour des fondations profondes. 
Le Chapitre 4 fournit les détails pour la calibration des outils numériques et le Chapitre 5 confronte les 
résultats numériques avec les résultats expérimentaux. 
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Chapitre 1 : Bibliographie expérimentale 

Les structures éoliennes offshores posées sont conçues pour résister à des chargements 
environnementaux sévères. Ce sont des structures soumises à d’importantes sollicitations dues au vent, 
la houle, la rotation des pales ou encore d’origine sismique. Ces charges ont des composantes cycliques 
de basses et hautes fréquences dont le nombre de cycles peut varier de quelques dizaines (pour un 
séisme) à plusieurs milliers des cycles (lors d’une tempête) (Brun, 2009; Richter et Kirsch, 2010). 

Les efforts auxquels est soumise la structure éolienne sont équilibrés au niveau des fondations 
par différents mécanismes d’interaction sol-structure qui occasionnent des déplacements de la 
fondation. L’excès de déplacements ou d’efforts peut empêcher le bon fonctionnement de la turbine 
ou la stabilité de l’ensemble de la structure. Son comportement et sa résistance sont importants pour 
garantir la stabilité de l’éolienne. Les efforts répétés dans le sol occasionnent un changement de ses 
caractéristiques mécaniques qui se traduit éventuellement par une perte de la résistance. Cette perte 
peut être totale dans le cas de sol sableux sous chargements cycliques (Achmus et al. 2009b; Alderlieste 
2011).  

 

Figure 1-1. Composants d'une éolienne offshore posée (DNV 2014) 

La Figure 1-1 donne la définition et le vocabulaire utilisés pour les différentes parties de la 
structure d’une éolienne offshore. Le terme fondation correspond à la partie de la structure située au-
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dessous de la surface du fond marin (mudline). Il existe trois types de fondations (Figure 1-1) : 
gravitaire (fondation superficielle), monopieux et treillis sur pieu (fondation profonde). Le diamètre du 
monopieu peut atteindre les 9 m, l’ensemble des efforts environnementaux est transmis au sol sous la 
forme de moments fléchissant et d’efforts latérales. Les fondations de type treillis sur pieu (jacket) se 
caractérisent par une structure métallique reposant sur quatre pieux : les efforts latéraux auxquels est 
soumise l’ensemble de la structure sont alors transmis au sol principalement sous la forme d’efforts 
axiaux (traction-compression). 

Les méthodes expérimentales courantes utilisées pour évaluer le comportement des pieux soumis 
à un chargement axial monotone ou cyclique et les résultats de plusieurs campagnes expérimentales 
significatives sont présentés ci-dessous. 

 Etude de comportement des pieux sous chargement axial 

Le mécanisme de transfert des efforts axiaux/verticaux 𝑉𝑉 d’un pieu de longueur 𝑙𝑙𝑇𝑇 au sol est 
divisé en deux parties (pour une charge de compression, Figure 1-2). Une partie de la charge est 
supportée par le frottement développé le long du fût du pieu 𝑉𝑉𝑠𝑠 et une autre par la pointe du pieu 𝑉𝑉𝑏𝑏. 
Pour le cas des efforts verticaux 𝑉𝑉 en traction, seule la résistance mobilisée par frottement intervient. 
La capacité portante en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 est définie comme la somme de la résistance de pointe 𝑅𝑅𝑏𝑏 et 
de frottement 𝑅𝑅𝑠𝑠 et en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 𝑅𝑅𝑠𝑠. 

 
Figure 1-2. Schéma de la mobilisation du frottement latéral et de la résistance de la pointe d’un pieu 
sous charge axiale 
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Le dimensionnement des pieux se fait par le calcul de leur capacité portante statique. Les 
méthodes analytiques recommandées dans les normes en vigueur (API 2011; DNV 2014; NF P 94-
262 2012) sont inspirées des méthodes de la littérature (Das 2007; Frank 1999; Meyerhof et Rajan 
1973). La capacité portante d’un pieu sous charge axiale dépend de l’état de contrainte radiale autour 
du pieu et des contraintes verticales effectives en pointe. Le premier sert à déterminer la résistance par 
frottement et le deuxième la résistance en pointe. Ces états de contraintes sont influencés par le mode 
de mise en place du pieu, e.g. avec ou sans refoulement. 

Dans le domaine offshore, les normes DNV (2014) et API (2011) proposent la même méthode 
pour déterminer la résistance à la traction et à la compression d’un pieu (voir l’Annexe III). Pour l’étude 
des pieux dans du sable, l’hypothèse que les contraintes radiales augmentent linéairement avec la 
profondeur est adoptée : 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) = 𝛽𝛽 𝛾𝛾′ 𝑧𝑧 
 

(1-1) 

Avec : 
𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  : contrainte radiale effective (MPa) ; 

𝛽𝛽 : coefficient fonction de la densité du sable; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′  : contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu (MPa); 

𝛾𝛾′ : poids volumique du sol déjaugé (MN/m3); 

𝑧𝑧 : profondeur (m). 

Dans l’équation (1-1), les contraintes radiales dépendent de la densité du sol et augmentent 
linéairement avec la profondeur. La méthode est inspirée de plusieurs travaux classiques dont celle 
de Meyerhof et Rajan (1973): 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 𝐾𝐾0𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) = (1 − sin𝜑𝜑′) ∙ (𝛾𝛾′ 𝑧𝑧) (1-2) 

Où 𝐾𝐾0 est le coefficient de la poussée des terres en repos qui est fonction de 𝜑𝜑′, l’angle de 
frottement interne effectif du sol. Cette équation considère que le sol est initialement dans un état 
vierge. Dans le cas des pieux offshore par contre, le sol autour de pieu est modifié par la mise en place 
du pieu qui se fait soit par battage soit par forage. Par conséquent, l’état des contraintes, dans un certain 
volume de sol autour du pieu, ne correspond plus à celui du sol vierge. C’est pour cette raison que la 
méthode adoptée par les normes remplace alors 𝐾𝐾0 par le coefficient 𝛽𝛽, ce qui semble plus représentatif 
de l’état de contraintes radiales autour du pieu. Afin de l’identifier, des méthodes basées sur les résultats 
d’essais in-situ comme l’essai CPT (cone penetration test) et l’essai pressiométrique sont utilisées dans 
la norme française NF P 94-262 (2012). 

La méthode pressiométrique permet l’étude complète des pieux sous chargement axial et latéral, 
la détermination de la résistance totale axiale en traction et en compression et la construction des 
courbes de transfert (t-Z, Q-Z) pour l’étude des pieux. L’essai pressiométrique est l’essai le plus utilisé 
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en France (Amar et Jezequel 1998). Il peut être remplacé par l’essai au dilatomètre, au principe similaire, 
pour des profondeurs plus importantes que celles traitées en géotechnique terrestre. L'essai consiste à 
dilater radialement une cellule cylindrique placée dans un forage préalablement exécuté avec soin. 
L’objectif est de mesurer la déformabilité du sol (module et pression limite). 

A la différence du pressiomètre l’essai CPT n’a pas besoin d’un forage préalable. Le CPT est le 
type d'essai in-situ le plus utilisé dans le milieu offshore. Il s'agit d’une tige avec une pointe conique 
qui pénètre le sol à une vitesse constante. Le cône a une surface comprise entre 500 mm2 et 2000 mm2 
et la vitesse de pénétration est de l'ordre de 20 +/- 5mm/s. La tige est équipée d’une pointe 
instrumentée d’un capteur et d’un manchon de frottement qui permettent de mesurer la résistance de 
pénétration de cône 𝑞𝑞𝑐𝑐 et le frottement latéral unitaire 𝑞𝑞𝑠𝑠 (ISSMGE 2000).  

L’essai CPT peut se rapprocher de la méthode de mise en place des pieux, même s’il s’agit d’une 
tige dont les dimensions sont beaucoup plus petites que celles d’un pieu (Schneider et al., 2010). En 
raison de cette ressemblance, différentes méthodes ont été proposées pour déterminer la capacité 
portante des pieux en fonction de la résistance de pointe obtenue à partir de l’essai : Fugro-05 (Kolk 
et al. 2005) ; UWA-05 (Lehane et al. 2005b), ICP-05 (Jardine et al. 2005) et NGI-05(Clausen et al. 
2005). Ces quatre méthodes sont proposées dans la norme API (2011). Une revue de l’ensemble des 
méthodes CPT a été réalisée par (Schneider et al. 2008). Les méthodes CPT ont été développées pour 
une valeur de résistance à la pénétration maximale de 100 MPa et pour les sols granulaires. Dans le cas 
de graviers, si la taille des particules est supérieure à 10 % de la taille du cône de pénétration les valeurs 
obtenues ne sont pas représentatives et aucune corrélation n’est possible pour obtenir des résultats 
corrects. 

Les méthodes CPT considèrent que la valeur du frottement latéral n’est pas la même en traction 
et en compression et elles font aussi la différence entre les pieux à pointe ouverte et à pointe fermée. 
Une caractéristique particulière de ces méthodes présentées ci-dessous est la prise en compte de la 
fatigue par frottement, c’est-à-dire la perte de résistance par frottement entre le sol et la fondation due 
au battage et aux cycles de charges appliqués. Ce phénomène est pris en compte à travers le facteur : 

ℎ′
(𝐵𝐵 2⁄ ) (1-3) 

Avec 
ℎ′ : distance verticale entre la pointe du pieu et le point d’étude (m) ; 

𝐵𝐵 : diamètre du pieu (m). 

La méthode ICP-05 développée par Jardine et al. (2005) est détaillée dans la suite. 

 La méthode ICP-05 
La méthode ICP-05 est développée à partir des résultats obtenus à l’aide d’un pieu instrumenté 

en acier de 102 mm de diamètre muni d’une pointe conique. Il est équipé des capteurs de force, de 
pression, de température et de contraintes positionnées en superficie du pieu, ce qui permet de mesurer 
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les contraintes de cisaillement et les contraintes radiales (Lehane et al., 1993). Même si la méthode a 
été déterminée pour des pieux foncés fermés en pointe, la base de données obtenue par Chow et al. 
(1997) à Dunkerque a permis de l’adapter à des pieux ouverts. 

1.2.1 Résistance de frottement 

Dans cette méthode, la contrainte radiale 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  à la rupture par cisaillement dépend de la contrainte 
radiale effective 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  autour du pieu après l’installation et dissipation des pressions interstitielles (dans 
le cas des sols saturés) à une profondeur donnée et de la variation 𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′  de cette même contrainte due 
au chargement. C’est une fonction de la résistance de pointe 𝑞𝑞𝑐𝑐 et la distance à la pointe ℎ′ : 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 𝑎𝑎(𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) + 𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′ ) (1-4) 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) =
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)

34
�
ℎ′
𝐵𝐵 2⁄

�
−0,38

�
𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧)
𝑃𝑃𝑎𝑎

�
0,13

𝑒𝑒𝑒𝑒 𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′ =
2𝐺𝐺(𝑧𝑧)
𝐵𝐵 2⁄

𝛿𝛿ℎ  (1-5) 

𝐺𝐺(𝑧𝑧) = 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)(0,0203 + 0,00125𝜂𝜂 − 1,21 × 10−5𝜂𝜂2)−1 𝑒𝑒𝑒𝑒 𝜂𝜂 =
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)

(𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) 𝑃𝑃𝑎𝑎)0,5 (1-6) 

Dont 
𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  : contrainte radiale effective à la rupture (MPa) ; 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  : contrainte radiale effective post installation (MPa) ; 

𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′  : variation de la contrainte radiale effective due au chargement (MPa) ; 

𝑎𝑎 ∶ coefficient fonction de type de chargement, compression= 1 et traction=0,8; 

𝐵𝐵 : diamètre de pieu (m) ;  

𝑞𝑞𝑐𝑐 : résistance de pénétration de pointe (résultat d’essai CPT) (MPa) ; 

𝑃𝑃𝑎𝑎  : pression atmosphérique (MPa) ; 

ℎ′ : distance depuis la pointe du pieu (m) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′  : contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu (MPa) ; 

𝐺𝐺 : module de cisaillement du sol (MPa) ; 

𝛿𝛿ℎ : déplacement perpendiculaire au plan de cisaillement. 

La capacité portante de frottement est obtenue avec l’équation suivante où 𝐷𝐷 est la longeur totale 
du pieu et 𝛿𝛿 l’angle de frottement d’interface sol-pieu : 

𝑅𝑅𝑠𝑠 = 𝜋𝜋𝜋𝜋 � 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ tan 𝛿𝛿 𝑑𝑑𝑑𝑑
𝐷𝐷

0
 (1-7) 
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1.2.2 Résistance de pointe 

1.2.2.1 Pieu fermé en pointe 

La capacité portante en pointe d’un pieu avec une pointe fermée est fonction de la résistance de 
pointe moyenne et du diamètre du pieu. La moyenne de la résistance de pointe du CPT est considérée 
sur une profondeur ±1,5 𝐵𝐵 à partir de la profondeur de la pointe du pieu : 

𝑅𝑅𝑏𝑏 = max �1 − 0,5 𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙10 �
𝐵𝐵

𝐵𝐵𝐶𝐶𝐶𝐶𝑇𝑇
� ;  0,3 𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑎𝑎𝑎𝑎,1.5𝐵𝐵� ∙ 𝐴𝐴𝑏𝑏 (1-8) 

𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑎𝑎𝑎𝑎,1.5𝐵𝐵 =
1

3𝐵𝐵
� 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)𝑑𝑑𝑑𝑑
𝐷𝐷+1.5𝐵𝐵

𝐷𝐷−1.5𝐵𝐵
 (1-9) 

avec :  
𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑎𝑎𝑎𝑎,1.5𝐵𝐵: valeur moyenne de 𝑞𝑞𝑐𝑐 entre 1,5𝐵𝐵 au-dessus la pointe et 1,5𝐵𝐵 au sous la pointe (MPa) ; 

𝐵𝐵: diamètre du pieu (m) ; 

𝐵𝐵𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶: diamètre du CPT (m) ; 

𝐴𝐴𝑏𝑏: surface en pointe de pieu (m2). 

1.2.2.2 Pieu ouvert en pointe 

La méthode considère deux catégories de pieux ouverts en pointe (Figure 1-3) en fonction du 
mécanisme de pénétration pendant le battage. Les pieux plugged sont ceux où pendant le battage le pieu 
s’enfonce et la colonne de sol forme un bouchon intérieur. Les pieux unplugged sont ceux qui se 
comportent comme des pieux ouverts en pointe pendant le battage (White et al. 2000). 

 
Figure 1-3. Différents mécanismes de pénétration : a) unplugged et b) plugged (White et al. 2000) 

Un pieu ouvert est plugged quand il vérifie les conditions suivantes : 

𝐵𝐵𝑖𝑖 < 2(𝐼𝐼𝐷𝐷 − 0.3) (1-10) 

a) Penetration unplugged a) Penetration plugged

Force verticale V
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𝐵𝐵𝑖𝑖 𝐵𝐵𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶 < 0.083 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) 𝑃𝑃𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎𝑎⁄⁄  (1-11) 

Avec 
𝐵𝐵𝑖𝑖: diamètre intérieur (m) ; 

𝐼𝐼𝐷𝐷: densité relative du sable ; 

𝐵𝐵𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶: diamètre du cône de l’appareil (m). 

Dans ce cas, la résistance de pointe est donnée par l’expression suivante :  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = max �0.5 − 0.25 𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙10 �
𝐵𝐵

𝐵𝐵𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶𝐶
� ;  0,15 𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑎𝑎𝑎𝑎,1.5𝐵𝐵� ∙ 𝐴𝐴𝑏𝑏 

(1-12) 

La résistance de pointe pour des pieux unplugged est donnée par :  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝜋𝜋(𝐵𝐵 −𝑊𝑊𝑇𝑇)𝑊𝑊𝑇𝑇 𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 (1-13) 

Avec 
𝑊𝑊𝑇𝑇 : épaisseur de la paroi du pieu (m) ; 

𝑞𝑞𝑐𝑐,𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 : résistance de pointe CPT au niveau de la pointe de la fondation (Pa). 

 Pieux sous chargement cyclique 
Le terme « chargement cyclique » caractérise une charge statique qui se répète avec un degré de 

régularité en amplitude et une période de retour. La Figure 1-4 présente les caractéristiques de ce type 
de chargement, choisi sinusoïdal, où 𝑉𝑉𝑎𝑎 représente la moyenne autour de laquelle les cycles de 
chargement sont appliqués et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 est la demi-amplitude du cycle de chargement axial appliqué. L’effort 
cyclique oscille entre deux efforts, maximal 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝑉𝑉𝑎𝑎 + 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 et minimal 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝑉𝑉𝑎𝑎 − 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐. Pour les 
cas où 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 > |𝑉𝑉𝑎𝑎| il s’agit d’un chargement cyclique alterné (changement du signe du chargement – « two 
ways »), autrement il s’agit d’un chargement pur (un chargement pur de traction ou compression est 
appliqué – « one way »). 

 
Figure 1-4. Schéma du chargement axial cyclique 
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Ce type de chargement peut avoir une influence significative sur le comportement et la stabilité 
des fondations pendant leur durée de vie et occasionner, sur le moyen et long terme, des pathologies 
et des désordres significatifs pouvant aller jusqu’à des dysfonctionnements importants qui mettent en 
danger la structure. Afin de prendre en compte les effets de ce type de chargement, des procédures 
ont été introduites explicitement dans des normes du domaine pétrolière (API 2011; DNV 1977). Par 
contre, ces procédures commencent seulement à s’adapter pour le cas des éoliennes offshore (DNV 
2014). 

En France, le projet de recherche SOLCYP a été mis en œuvre pour améliorer les connaissances 
sur le comportement des pieux de fondations soumis à des sollicitations cycliques et proposer des 
procédures permettant la prise en compte de l’effet des cycles. Des recommandations pour la 
conception et le dimensionnement des pieux sous chargement cyclique seront bientôt proposées à 
partir de l’ensemble des données expérimentales rassemblées dans ce projet et dans d’autres 
programmes de recherche (Andersen et al. 2013; Benzaria 2013; Benzaria et al. 2013; Byrne et al. 2015; 
Khemakhem 2013; Puech 2013).  

Trois effets essentiels de la réponse des pieux sous chargement cyclique ont été identifiés par 
Poulos (1981) : 

i. La dégradation de la résistance de l’interface pieu-sol (frottement) ; 
ii. L’accumulation des déplacements (dégradation de la rigidité) ; 
iii. Les effets de la vitesse de chargement. 

Les deux premiers induisent un impact négatif sur la capacité des pieux tandis que la vitesse de 
chargement peut avoir une influence positive. En effet et dans certaines conditions, il a pu être 
considéré (implicitement) que la perte en capacité et/ou de raideur qui pourrait advenir des 
chargements cycliques était (totalement ou partiellement) compensée par le gain en capacité et en 
raideur dû à la vitesse d’application des charges cycliques (Benzaria 2013).  

Un résumé des différents essais de chargements cycliques sur pieu modèles est présenté dans 
Benzaria (2013). Des campagnes expérimentales réalisées en centrifugeuse géotechnique dans des 
massifs de sable de Fontainebleau sont présentées dans la section suivante. 

1.3.1 Diagramme de stabilité 

Selon Poulos (1988), le diagramme de stabilité cyclique permet d’analyser la réponse d’un pieu 
soumis à des actions cycliques axiales et d’en évaluer le comportement en fonction de la combinaison 
de ces actions et du nombre de cycles. 
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Figure 1-5. Diagramme de stabilité cyclique (Poulos 1988) 

Le diagramme (Figure 1-5) est défini par trois zones : 

i. Région A, stable : le chargement cyclique n’a pas d’influence sur la capacité axiale du pieu ; 
ii. Région B, métastable : le chargement cyclique cause une certaine réduction de la capacité 

axiale du pieu ;  
iii. Région C, instable : le chargement cyclique provoque une réduction significative de la capacité 

axiale du pieu pouvant mener jusqu’à la rupture au bout d’un nombre de cycle 𝑁𝑁𝑓𝑓. 

Les limites des zones ainsi définies correspondent au nombre de cycles nécessaire pour atteindre 
la rupture. Une partie de l’étude présentée dans ce manuscrit consiste à tester différents types de 
chargements axiaux caractéristiques et d’en déduire le nombre de cycles pour atteindre la rupture. 

La construction du diagramme est faite en associant les paramètres caractéristiques d’un cycle : 
l’amplitude 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 en fonction du chargement moyen 𝑉𝑉𝑎𝑎 normalisé par la résistance ultime en 
compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 (ou résistance ultime en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡). 

Les points caractéristiques et les axes du diagramme de stabilité cyclique présenté sont les suivants 
: 

- Le point C (𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = 1; 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = 0) correspond à la rupture sous chargement monotone 
en compression. En effet, il n’y a pas de composante cyclique. La charge de compression 
appliquée correspond à la rupture ; 

𝐷𝐷𝑟𝑟𝑐𝑐𝑟𝑟 𝑅𝑅𝑟𝑟⁄

𝑅𝑅𝑝𝑝 𝑅𝑅𝑟𝑟⁄ 𝐷𝐷𝑑𝑑 𝑅𝑅𝑟𝑟⁄

Rupture par traction Rupture par compression

F: rupture après N cycles
1

-1 1

T
C    

𝑅𝑅𝑟𝑟 > 0
𝐷𝐷𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐷𝐷𝑑𝑑 + 𝐷𝐷𝑟𝑟𝑐𝑐𝑟𝑟

𝑅𝑅𝑝𝑝 < 0
𝐷𝐷𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑 = 𝐷𝐷𝑑𝑑 − 𝐷𝐷𝑟𝑟𝑐𝑐𝑟𝑟

F
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- Le point T �𝑅𝑅𝑡𝑡 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ ;  𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = 0� correspond à la rupture sous chargement monotone en 
traction. Ce point n’atteint pas -1 car la capacité en traction est inférieure à la capacité en 
compression. Cette différence est due à la résistance du sol en pointe ; 

- Les points sur l’axe des abscisses �𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑐𝑐 = 0⁄ ;  𝑅𝑅𝑡𝑡 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ < 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐 < 1⁄ � correspondent à une 
rupture impossible ; 

- Le point F a pour coordonnées : �1
2

+ 𝑅𝑅𝑡𝑡
2𝑅𝑅𝑐𝑐

; 𝑅𝑅𝑐𝑐−𝑅𝑅𝑡𝑡
2𝑅𝑅𝑐𝑐

� avec 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 0 ; 

- La droite C-F d’équation 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = 1 − 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄  correspond à une charge maximale telle que 
𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 =  𝑅𝑅𝑐𝑐 − 𝑉𝑉𝑎𝑎. La rupture en compression est atteinte au premier cycle ; 

- La droite T-F de l’équation 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑐𝑐 = −𝑅𝑅𝑡𝑡 𝑅𝑅𝑐𝑐 + 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄⁄⁄  correspond à une rupture en 
traction, atteinte dès le premier cycle. 

Sous réserve que les résistances ultimes sous chargement quasi-statique en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 et en 
traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 soient bien identifiées pour un sol et un type de pieu donné, il est possible d’établir le 
diagramme de stabilité cyclique. 

Les chargements correspondant à un nombre élevé de cycles pour atteindre la rupture combinent 
des paramètres 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 et 𝑉𝑉𝑎𝑎 proches de l’abscisse. Le cas inverse est vrai pour les chargements combinant 
des valeurs proches des diagonales. 

1.3.2 Campagnes expérimentales en centrifugeuse géotechnique : Projet SOLCYP 

Dans le cadre du programme ANR-SOLCYP, des essais en centrifugeuse géotechnique ont été 
réalisés dans des massifs de sable de Fontainebleau à IFSTTAR Nantes par Guefrech et Rault (2012) 
et Blanc et Nivoche (2014). Ces deux campagnes d’essais sont complémentaires et le même type de 
pieu a été étudié. Guefrech et Rault (2012) ont construit le diagramme de stabilité et Blanc et Nivoche 
(2014) ont étudié l’influence de la méthode de mise en place sur le comportement du pieu face aux 
chargements monotone et cyclique. 
  

Les pieux utilisés pour les deux campagnes d’essai ont été inspirés de pieux prototypes installés 
sur le site de Dunkerque (Benzaria et al. 2012) : 0.42 m de diamètre et 13 m de fiche. L’échelle de 
réduction dimensionnelle retenue est de 1/23 (une accélération centrifuge de 23×g). Les pieux modèles 
ont un diamètre de 18 mm et une fiche de 560 mm avec une pointe plate (les principes de la 
modélisation physique sont présentés dans l’Annexe I). La surface du pieu est rugueuse. La rugosité a 
été obtenue mécaniquement et elle a été caractérisée par la rugosité normalisée (Lings et Dietz, 2005). 
Les essais ont été réalisés dans un conteneur de 1200×800×720 mm de dimension. Grâce à la 
technique de pluviation, Guefrech et Rault (2012) ont obtenu un indice de densité moyen de 
91,7%±1,4. Huit pieux ont été préinstallés dans chaque conteneur avant la pluviation pour simuler des 
pieux moulés. Une totalité de 47 pieux ont été testés, l’ensemble des résultats est présenté dans la 
Figure 1-6. 

Sur la Figure 1-6, les différents cas de chargement étudiés sont normalisés par la capacité portante 
en compression, il n’y a pas de normalisation par 𝑅𝑅𝑡𝑡. Les nombre de cycles appliqués nécessaires pour 
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atteindre la rupture est indiqué entre parenthèses. Dans cette campagne expérimentale la rupture est 
considérée avoir lieu quand le pieu subit un déplacement cumulé de 10% de diamètre du pieu. Certains 
cas ont eu besoin de nombreux cycles de chargement pour atteindre la rupture. Pour ce type d’essai, 
seuls 1700 cycles de chargement ont été appliqués, le nombre de cycles à la rupture a été ensuite obtenu 
par interpolation linéaire.  

 

 
Figure 1-6. Diagramme de stabilité des pieux sous chargement cyclique axial (Guefrech et Rault 2012). 

Le travail de Blanc et Nivoche (2014) se situe à la continuité du travail de Guefrech et Rault 
(2012). Les objectifs étaient de comparer le comportement de pieux de différentes rugosités et de 
différents angles de pointe, de comparer plusieurs modes de mise en place (pieux moulés et pieux 
foncés) et étudier l’influence de l’histoire de chargement (effectuer des combinaisons de cycles 
d’amplitudes variées dans des séquences différentes). 

Dans le travail de Blanc et Nivoche (2014), un total de 24 pieux ont été étudies dans des massifs 
de sable de Fontainebleau dont l’indice de densité moyenne était de 91,9 % ± 2%. Les pieux ont été 
installés avant la pluviation pour simuler des pieux moulés, d’autres ont été installés partiellement après 
la préparation du massif à 1×g et leur installation a été finalisée pendant l’application de 23×g, ceci 
pour simuler des pieux foncés. Les capacités portantes des pieux foncés et moulés ont été confrontées. 
Les auteurs ont constaté qu’il y a une amélioration de la réponse du pieu foncé à la compression, ce 
qui prouve que le diagramme de stabilité des pieux foncés ne coïncide pas avec celui des pieux moulés. 
Le diagramme de stabilité d’un pieu donné n’est donc pas unique, mais il dépend des conditions 
d’installation. 
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L’influence de l’histoire de chargement a été étudiée par (Blanc et Thorel 2016). La Figure 1-7 
montre l’évolution du déplacement normalisé avec les nombres des cycles pour cinq essais : 

- L’essai S est un essai cyclique en traction pure avec 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 0,36⁄  et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 0,24⁄ . 1000 
cycles de chargement ont été appliqués sans atteindre la rupture physique (perte totale de la 
résistance de pieu). Le pieu a un comportement stable avec un déplacement normalisé ultime 
légèrement supérieur à 10%. 

- L’essai L est un essai cyclique en traction pure avec 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 0,36⁄  et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 0,35⁄  (45% 
supérieur au cas S). Le pieu atteint la rupture après 600 cycles de chargement. Il présente 
donc un comportement métastable avec un déplacement normalisé ultime égal à -0,45. 

Les essais SML, MSL et LMS sont des chargements cycliques dont le chargement moyen est 
gardé constant (la même valeur est utilisée dans les trois essais) et l’amplitude varie chaque 200 cycles. 
Le nom de chaque essai représente l’ordre d’application des variations de l’amplitude de chargement : 
S correspond à un chargement de petite amplitude (« small »), M de moyenne amplitude (« medium ») 
et L de grande (« large ») amplitude respectivement. Sur la Figure 1-7 le changement d’amplitude se 
manifeste par une évolution de la vitesse de déplacement du pieu. Les cas SML et MSL atteignent la 
rupture après 510 et 560 cycles respectivement, le déplacement ultime étant le même. Le cas LMS reste 
dans le domaine stable. Cette étude montre que l’ordre dans lequel l’amplitude des cycles de 
chargement varie a une importante influence sur le comportement du pieu. 

 
Figure 1-7. Evolution des essais cycliques en fonction du nombre des cycles appliqués (Blanc et Thorel 
2016) 

 

𝑠𝑠
𝐵𝐵⁄
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Chapitre 2 : Etude expérimentale des pieux sous charge 
axiale 

Les fondations profondes dans le domaine des éoliennes offshore se caractérisent par leurs 
dimensions imposantes (fiche et diamètre du pieu) de telle sorte que les efforts appliqués sur la 
superstructure puissent être retransmis au sol en garantissant le bon comportement de l’ensemble.  

La plupart des efforts transmis sur ces fondations sont des chargements cycliques. De 
nombreuses études ont été menées pour étudier l’influence des cycles de chargement axial sur le 
comportement d’une fondation de type pieu en sol sableux, à travers des essais en laboratoire (Chan 
et Hanna 1980; Poulos 1988; Rimoy et al. 2012), d’essais en centrifugeuse géotechnique (Guefrech et 
al. 2012) et des essais in-situ (Benzaria et al. 2013; Chow 1997; Jardine et al. 2000; Lehane 1992; Puech 
2013; Puech et Jezequel 1980).  

Dans ce chapitre, l’étude des pieux d’une fondation d’éolienne offshore de type treillis sur pieux 
ou « jacket » (1.8m de diamètre et 40m de fiche) dans un massif de sable de Fontainebleau est présentée. 
Pour cela une campagne expérimentale en centrifugeuse géotechnique a été réalisée. Grâce à 
l’utilisation de la modélisation physique, le comportement de deux types de fondations a été étudié : 

− pieux isolés : leur comportement face aux charges axiales monotones et cycliques a été 
caractérisé. Une étude pour évaluer l’influence de la méthode de mise en place sur la capacité 
portante de ces pieux a été menée. 

− fondation de type « jacket » : quatre pieux sont reliés par une plateforme simulant le treillis 
avec une structure verticale pour représenter la sous-structure d’une éolienne, soumise à des 
efforts latéraux cycliques appliqués au sommet de la structure. La campagne expérimentale a 
permis d’étudier le comportement de chacun des pieux de cette fondation et de comparer 
leur comportement à celui des pieux isolés. 

Ce chapitre sera divisé en trois parties : 1) un rappel des bases de la modélisation physique ainsi 
que les conditions de similitudes nécessaires à l’étude des modèles réduits ; 2) la présentation des 
dispositifs expérimentaux et de la campagne expérimentale et 3) l’analyse des résultats. 

 Modélisation physique 
L’étude paramétrique sur des ouvrages géotechniques réels et instrumentés tels que les pieux est 

relativement difficile et couteuse. 

Pour étudier ce type d’ouvrage, on peut faire appel à des modèles réduits en centrifugeuse 
géotechnique. Cette méthode s’est répandue à partir des années 1980 (Garnier 2001, 2002; Thorel et 
Garnier 2002). L’utilisation de cet équipement, à la condition que les règles de similitude soient 
respectées, permet une bonne représentation du champ de contraintes et par conséquent une 
extrapolation des résultats obtenus sur modèle réduit au prototype (ouvrage réel). 
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La modélisation physique permet d’étudier la problématique des fondations en trois dimensions 
en prenant en compte la non-linéarité du comportement du sol. Néanmoins, le modèle ne peut pas 
reproduire exactement toutes les caractéristiques du comportement à l’échelle prototype mais il permet 
de dupliquer les essais afin de vérifier une observation, de réaliser des études paramétriques, de 
bénéficier des conditions idéales de reconstitution et de mise en œuvre parfaitement maîtrisées et de 
conduire les essais jusqu’à la rupture. C’est un outil complémentaire très important à la modélisation 
numérique des fondations (Randolph et House 2001). 

Des essais avec des modèles réduits en centrifugeuse (Corté 1989) ont été envisagés dès 1869 
(Phillips). L’ouvrage prototype et son modèle à l’échelle réduite présentent le même comportement 
grâce aux relations de similitude établies par les équations d’équilibre de la mécanique des milieux 
continus. 

2.1.1 Similitudes 

Un catalogue recense les similitudes en géotechnique et leurs domaines d’application (Garnier et 
al. 2007). Les principales relations utiles à cette étude sont rappelées dans le Tableau 2-1 où 𝑁𝑁𝑎𝑎 désigne 
l’intensité de l’accélération, donc de l’échelle de réduction, à laquelle est soumise le modèle. Des détails 
sont donnés dans l’Annexe I. Pour cette campagne expérimentale, les essais sont réalisés sous une 
gravité constante de 100×g, accélération centrifuge équivalente au rapport de réduction dimensionnelle 
des modèles. 

A partir des conditions de similitude détaillées dans l’Annexe I on peut dresser la liste des facteurs 
d’échelle qui permettent de convertir les résultats des essais en modèles réduits centrifugés en 
grandeurs prototypes (Tableau 2-1). 

Tableau 2-1. Facteurs d'échelle utilisés pour l'étude 
Grandeur physique Facteur d’échelle 
Accélération 1 
Longueur, déplacement 1 𝑁𝑁𝑎𝑎 ⁄  
Déformation 1 
Force 1 𝑁𝑁𝑎𝑎 2⁄  
Force de masse 𝑁𝑁𝑎𝑎  
Contrainte 1 
Masse 1 𝑁𝑁𝑎𝑎 3⁄  
Poids 1 𝑁𝑁𝑎𝑎2⁄  
Masse volumique 1 

2.1.2 Effet d’échelle et effet de taille 

Un modèle réduit doit, pour être représentatif d’un prototype, s’affranchir des « effets d’échelle » 
ou des « effets de taille » (Garnier 1995). 
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L’ « effet de taille » est présent lorsque pour une échelle (éventuellement réduite) donnée, un 
paramètre mesuré dépend des caractéristiques géométriques, notamment les dimensions de la 
structure. L’ « effet d’échelle » existe pour des essais sur modèles réduits, notamment en centrifugeuse, 
pour lesquels les variables sans dimension sont différentes des valeurs observées sur la structure en 
vraie grandeur, par exemple le rapport du diamètre du pieu sur le diamètre moyen des grains du sol. 
Ces deux phénomènes peuvent être observés dans un même essai et la distinction entre les deux est 
souvent difficile.  

L’effet d’échelle a une influence sur le comportement du système sol-pieu. Cette influence est 
d’autant plus importante que le type de chargement appliqué engendre des ruptures localisées à 
l’interface sol-pieu. Lors des essais en centrifugeuse, on utilise souvent un sol naturel. La taille des 
grains est identique entre le modèle et le prototype alors que la taille du pieu diminue fortement. Pour 
éviter cet effet, Garnier et al. (2007) ont listé les conditions du rapport minimal entre le diamètre du 
pieu B et la taille moyenne des grains 𝑑𝑑50. 

Tableau 2-2. Conditions pour éviter les effet d'échelle pour l'étude des pieux (Garnier et al. 2007) 

Sable 
Réponse d’un pieu sous charge latérale  𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄ > 35 
Capacité portante en pointe de pieu 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄ > 45 𝑜𝑜𝑜𝑜 60 
Effet de taille à l’interface de frottement 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄ > 50 𝑜𝑜𝑜𝑜 100 

 Dispositif expérimental 
L’objectif principal de la campagne expérimentale est de caractériser le comportement, sous 

chargement axial cyclique, d’une fondation de type jacket (ou treillis) sur pieux.  

Les charges cycliques décrivent des sollicitations engendrées par l’environnement en milieu 
offshore : vagues, vent, houle. Pour atteindre cet objectif, la campagne expérimentale a été divisée en 
trois parties : 

i. Caractérisation du comportement d’un pieu isolé sous chargement axial monotone ; 
ii. Etude d’un pieu isolé soumis à un chargement cyclique one-way et two-ways (répété ou 

alterné). 
iii. Etude d’une structure jacket composée de quatre pieux soumise à un chargement cyclique 

latéral. 

Dans cette partie, les matériaux utilisés et la mise en place des essais sont présentés.  

2.2.1 Matériau granulaire 

2.2.1.1 Caractérisation 

Le matériau utilisé pour les essais est le sable de Fontainebleau NE34, couramment utilisé lors 
des essais en centrifugeuse ou en chambre d’étalonnage. Le sable est réutilisé d’un conteneur à l’autre. 
Des caractéristiques sur ce matériau sont présentées dans l’Annexe V. 
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Pour cette étude, des massifs de sol très denses ont été réalisés. Il faut également noter que tous 
les essais ont été réalisés dans du sable sec. La section §2.4.2 justifie ce choix. 

2.2.1.2 Préparation du massif 

La préparation des massifs de sable de Fontainebleau est réalisée par la méthode de pluviation 
dans l’air au moyen de la trémie automatique de l’IFSTTAR installée dans une salle dédiée. La Figure 
2-1 présente les détails du dispositif expérimental utilisé pour la préparation des massifs de sable et 
permet de comprendre le fonctionnement de l’installation. 

Le massif de sol est reconstitué dans un conteneur rigide, métallique et rectangulaire, assemblage 
de deux éléments superposés de 360 mm de profondeur, ce qui permet de réaliser un massif de sol 
d’une hauteur totale de 720 mm compte tenu de la fiche des pieux (400 mm). Pour obtenir la densité 
du massif de sol, les paramètres de réglage de la trémie conditionnent la densité finale du massif : 
l’ouverture de la fente, la hauteur de chute et la fréquence (nombre) d’aller/retour de la trémie. La 
remontée de la trémie se fait automatiquement. 

Pour cette étude, pour atteindre une densité relative visée de 90%, les paramètres sont les 
suivants : 

− une hauteur de chute de 900 mm ; 
− une ouverture de la fente de 3 mm ; 
− une vitesse de déplacement de 4 allers et retours (réglage des paramètres du moteur équivalent 

à 50 Hz). 

 

Figure 2-1. Ensemble du dispositif expérimental utilisé pour la reconstitution des massifs de sable (Blanc 
et Nivoche 2014) 
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La densité du massif de sable est contrôlée pour certains essais à l’aide de boîtes calibrées placées 
dans le fond du conteneur d’essai, dans la zone utile (Garnier et al. 1993). A la fin de l’essai, les boîtes 
sont prélevées, rasées puis pesées. Connaissant la masse de sable ainsi que le volume de la boîte, il est 
possible d’en déduire le poids volumique du massif de sol reconstitué. La boîte de densité est disposée 
au centre du conteneur, ce contrôle a posteriori du poids volumique permet également de constater la 
bonne répétitivité des essais ainsi que l’homogénéité des massifs de sol reconstitué. Sept conteneurs 
ont été utilisés pour la campagne expérimentale, la densité a été mesurée sur trois conteneurs (Tableau 
2-3). 

Tableau 2-3. Poids volumiques pour chaque conteneur 
Conteneur Poids volumique sec 𝜸𝜸 [kN/m3] ID [%] 
C4 16,56 97,2 
C5 16,57 97,3 
C6 16,56 97,2 

Le fait de reconstituer le massif par pluviation entraîne des effets de bord, c’est-à-dire une 
modification de la densité dans une zone définie comme égale à une bande de 100 mm pour les grands 
côtés du conteneur et de 200 mm pour les petits côtés. Pour éviter des effets de bord lors de la 
réalisation des essais, une distance supérieure à dix fois le diamètre du pieu doit être prise en compte, 
pour cela la zone utile du massif de sol est définie par des bandes de 200 mm (Figure 2-2).  

 
Figure 2-2. Vues d'un conteneur avec la zone utile pour les essais 

Dans la zone utile où sont réalisés les essais de pieu et de jacket, la variation de densité est 
inférieure à ±1,5% (Blanc et Nivoche 2014). Après la préparation du massif de sol, des pieux sont 
installés partiellement ou sur la totalité de leur fiche (40 cm) à 1×g dans la zone utile. Le Tableau 2-4 
résume le nombre des essais réalisés par conteneur. 
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Tableau 2-4. Tests réalisés par container 

Conteneur Nombre des pieux testés 
Nombre des jackets 
testées 

C1 5 - 
C3 1 - 
C4 - 1 
C5 - 1 
C6 3 - 
C7 3 - 

2.2.1.3 Essais CPT 

Pour compléter la caractérisation du massif, des essais CPT ont été réalisés à 100×g. Le diamètre 
du cône utilisé pour ces essais est de 12 mm en échelle modèle (1200 mm en échelle prototype) et il a 
un angle en pointe de 60°. La Figure 2-3 montre les courbes de résistance de pointe en fonction de la 
profondeur de deux essais CPT. Les essais CPT1 et CPT2 ont été réalisés sur le conteneur C6 dans la 
zone utile. La réalisation des deux essais permet de valider les résultats par répétabilité. La profondeur 
maximale attendue pour ces essais est de 25,7 m (prototype) et la résistance de pointe obtenue à cette 
profondeur, est de 66,38 et 62,35 MPa pour CPT1 et CPT2 respectivement, cela correspond à 7% de 
différence.  

Une approximation linéaire de ces résultats a été proposée, elle permet d’estimer la valeur de 
résistance de pointe à des profondeurs supérieures à 25,7 m donc, 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) = 2,7 𝑧𝑧 avec 𝑧𝑧 en m et 𝑞𝑞𝑐𝑐 en 
MPa/m. Avec cette approche, la résistance de pointe en pointe de pieu (40 m en échelle prototype) est 
de 108 MPa. 

 
Figure 2-3. Essais CPT grandeurs prototypes (conteneur C6)  
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2.2.2 Pieux modèles 

2.2.2.1 Pieux instrumentés 

Le pieu modèle est un pieu cylindrique à pointe plate et fermée (ce choix relève de considérations 
purement pratiques) de diamètre 18 mm, de longueur 450 mm et de fiche 400 mm (Figure 2-4(a)). Ce 
pieu est instrumenté en pointe d’un capteur de force Measurement Specialties XF3057 de capacité 
maximale en traction et compression de 25 kN. Le capteur de force se situe à 25 mm au-dessus de la 
pointe et fait 21 mm de long. Afin de laisser passer le câble d’alimentation et de mesure, la partie 
supérieure du pieu est constituée de trois tubes creux (de diamètre interne 5 mm) vissés les uns dans 
les autres d’une longueur totale de 404 mm. Les caractéristiques mécaniques des pieux sont présentées 
dans le Tableau 2-5. 

 
Figure 2-4. a) Pieu modèle; b) représentation schématique du montage pour l'étude des pieux isolés 

Tableau 2-5. Caractéristiques géométriques du pieu 
Paramètres Values Unités 
Matériau Aluminium  
Longueur totale, L 450 mm 
Longueur de fiche, D 400 mm 
Diamètre extérieur, B 18 mm 
Diamètre intérieur, b 5 mm 
Module de Young du matériau, Ep 7,4×104 MN/m2 
Rigidité à la flexion, EpIp 3,79×10-4 MNm2 

2.2.2.2 Etat de surface des pieux : rugosité 

L’état de surface des pieux influence le contact sol-pieu et par voie de conséquence la capacité 
portante du pieu ainsi que son comportement à long terme vis-à-vis de sollicitations de type cyclique. 

Capteur de force XF3057

Verin hydraulique Capteur de force

Rotule

b)a)
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En effet, la mobilisation du cisaillement par frottement sur la surface latérale du pieu dépend de la 
rugosité de ce dernier. 

La rugosité normalisée 𝑅𝑅𝑛𝑛 est définie par l’équation (2-1) : 

𝑅𝑅𝑛𝑛 =
𝑅𝑅𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
𝑑𝑑50

 (2-1) 

Avec 𝑑𝑑50 : diamètre moyen des grains du sol, 𝑅𝑅𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 : profondeur des aspérités sur une longueur 
équivalente à 𝑑𝑑50. 

 

Figure 2-5. Définition de la rugosité à l'interface pieu et particule (Blanc & Nivoche 2014) 

Selon Lings & Dietz (2005) : 

- Interface lisse : 𝑅𝑅𝑛𝑛 < 0,02 ou 𝑅𝑅𝑎𝑎 𝑑𝑑50⁄ < 0,003 (non dilatant) 
- Interface rugueuse : 𝑅𝑅𝑛𝑛 > 0,5 ou 𝑅𝑅𝑎𝑎 𝑑𝑑50⁄ > 0,08. 

Avec 𝑅𝑅𝑎𝑎, la moyenne arithmétique de l’écart à la surface de référence. 

Par exemple, sachant que pour le sable de Fontainebleau 𝑑𝑑50 est de 0,2 mm, pour assurer une 
rugosité normalisée 𝑅𝑅𝑛𝑛 = 1, il faut que l’état de surface des pieux présente une valeur de 𝑅𝑅𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 0,2 
mm. Pour garantir ce type de rugosité, l’enveloppe des pieux modélisés doit être usinée avec une filière 
de 200 µm. 

En adoptant un état de surface de type rugueux, la mobilisation de l’effort de cisaillement devient 
maximale et le plan de rupture se manifeste non pas au niveau de l’interface sol-pieu mais dans le sol 
environnant. 

Dans le cadre de notre étude, des pieux usinés à 200 µm correspondant à une rugosité normalisée 
de 𝑅𝑅𝑛𝑛 = 1 ont été utilisés. 

2.2.3 Dispositif de chargement des pieux 

2.2.3.1 Montage expérimental 

L’application du chargement sur le pieu, aussi bien monotone que cyclique, se fait au moyen d’un 
servo-vérin hydraulique contrôlé par un tiroir de contrôle-commande MOOG ST003014-205 

d50
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positionné dans l’axe de la centrifugeuse. Ce contrôleur est piloté depuis la salle de commande, 
permettant d’effectuer les différentes séquences de chargement à réaliser en cours d’essai.  

Dans la configuration de l’essai, le vérin est positionné verticalement au-dessus du pieu Figure 
2-4(b). Il est fixé sur une bi-poutre rigide, elle-même posée sur des plats martyrs vissés sur les bords 
longitudinaux du conteneur. L’ensemble est fixé rigidement par des pinces de serrage (non 
représentées) pour reprendre les efforts de poussée. Vu les possibilités de réglage, l’ensemble de 
vérinage peut être déplacé rapidement d’un emplacement à l’autre sans modifier fondamentalement le 
dispositif.  

 
Figure 2-6. Liaison entre le vérin et le pieu: a) photo et b) représentation schématique (Blanc et Nivoche 
2014)  

La liaison vérin - modèle (Figure 2-6) est faite au moyen d’un filetage à l’intérieur de la tête du 
pieu. Entre la base du piston du vérin et le pieu sont intercalés, du haut vers le bas, un capteur de force 
et une pièce de liaison rotulée. Le montage mécanique spécifique, sous-jacent à la cellule de force, est 
conçu pour autoriser une articulation rotulée sans déplacement axial au droit de la liaison vérin-pieu. 
Ce principe de montage fait que le capteur reprend le poids propre du système mécanique pendant les 
phases de montée en accélération, élément pour lequel une correction est appliquée (§2.3.1.1.2). 
Associé à la rotule par un système d’écrou et contre-écrou, une barrette disposée horizontalement est 
positionnée sur la tête du pieu. Des cibles sont collées sur la face plane de la barrette, plan qui définit 
la référence des capteurs laser de déplacement verticaux. 

2.2.3.2 Instrumentation 

L’instrumentation consiste essentiellement à mesurer des forces et des déplacements : 

vérin hydraulique

rotule
barrette cible

pieu instrumenté

capteur LASER

capteur de force

a) b)
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Les capteurs d’efforts verticaux : 

i. La cellule de force de marque FGP (répertoriée sous la nomenclature F34 dans le parc interne 
au laboratoire GERS-GMG) a été choisie en fonction de la plage de mesure attendue et de 
son utilisation possible aussi bien en traction qu’en compression : sa capacité est de ±25 kN ; 

ii. Le capteur de force en pointe du pieu (§2.2.2.1). 

Un capteur de déplacement est utilisé : 

i. Un capteur de déplacement magnétostrictif de la compagnie TWK (MAGNOSENS MSE 
1/300 S 010 – 1 E 01), externe au vérin, contrôle les mouvements du piston du vérin 
(asservissement en déplacement). Ce capteur a une étendue de mesure de 300 mm et une 
précision de 10 µm. Il est utilisé pour mesurer le déplacement du pieu. 

2.2.4 Structure jacket 

Une structure jacket avec quatre pieux a été utilisée lors de la campagne expérimentale. Elle est 
composée d’une structure en treillis d’une hauteur de 620 mm posée sur une plateforme carrée qui 
permet de lier les quatre pieux. Le tout est réalisé en aluminium. La plateforme a une dimension de 
250×250 mm². 

 
Figure 2-7. Représentation schématique du montage pour l'étude de la structure jacket 

Les pieux utilisés pour les essais de structure jacket ont les mêmes caractéristiques que les pieux 
présentés dans la section §2.2.2. Un effort horizontal est appliqué en haut du treillis, à 670 mm du 

Beam B
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niveau du sol. Cet effort est transféré à la plateforme, entrainant des charges latérales et axiales, ainsi 
que des efforts de flexion. En raison de la rigidité de la plateforme, l’effort le plus important est 
transmis sous forme d’effort axial : cela a aussi été vérifié numériquement (§2.3.2.3.1). Dans l’étude de 
ce type de structure, il n’était pas possible d’utiliser des capteurs d’efforts (force et moment) en tête de 
chacun des pieux car cela, aurait alourdi considérablement la structure. 

Deux configurations d’essai ont été étudiées :  

i. position à 0° : cela correspond à la configuration présentée sur la Figure 2-7, la charge latérale 
appliquée est distribuée sur les quatre pieux sous la forme d’effort de compression et traction ; 

ii. position à 45° : dans ce cas le treillis est positionné sur la diagonale de la plateforme, la charge 
latérale appliquée est distribuée principalement sur les deux pieux positionnés sur la diagonale 
du treillis.  

La masse de la sous-structure (treillis et plateforme ensemble) pour une position de 0° et 45° est 
de respectivement 2,12 et 2,18 kg (pour pouvoir positionner le treillis à 45° sur la plateforme une pièce 
supplémentaire a été utilisée).  

2.2.5 Dispositif de chargement de la structure jacket 

2.2.5.1 Montage expérimental 

L’application du chargement, aussi bien monotone que cyclique, sur la structure jacket se fait en 
utilisant le servo-vérin hydraulique présenté dans la section §2.2.3.1. 

Dans la configuration de l’essai, le vérin est positionné horizontalement face au sommet du treillis 
(Figure 2-7). Il est fixé sur un empilement de bi-poutres rigides, lui-même posé sur des plats martyrs 
vissés sur les bords longitudinaux du conteneur. L’ensemble est fixé rigidement par des pinces de 
serrage pour reprendre les efforts de poussée.  
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Figure 2-8. Liaison structure jacket-vérin 

La liaison entre le vérin et la structure est réalisée par une connexion « barrette ». Ce dispositif 
transmet les efforts horizontaux, sans appliquer de moment parasite ou sans venir entraver le bon 
déplacement de la structure. 

Les quatre pieux utilisés sont équipés d’un capteur de force positionné proche de la pointe, à 46 
mm (§2.2.2.1). Aucun capteur ne mesure l’effort axial transféré en tête de pieux par la sous-structure, 
c’est pourquoi, pour calculer cet effort, l’ensemble de la structure jacket a été modélisé en utilisant un 
logiciel de CAD 3D (§2.3.2.3.1). 

2.2.5.2 Instrumentation 

L’instrumentation consiste essentiellement à mesurer des forces et des déplacements : 

Les capteurs de force : 

i. La force latérale appliquée au sommet de la structure est mesurée à l’aide de la cellule de force 
de marque FGP (répertoriée F58) qui a été choisie en fonction de la plage de mesure attendue 
et de son utilisation possible : sa capacité est de 5 kN ; 

ii. Les pieux utilisés sont équipés de capteurs de force en pointe (§2.2.2.1) ; 

Les capteurs de déplacement sont placés de la façon suivante : 

Connexion « barrette »
Capteur de force du vérin
Vérin hydraulique

Capteur déplacement LASER

Cible capteur déplacement 
LASER
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i. La mesure du déplacement horizontal au sommet de la structure est obtenue à l’aide du 
capteur de déplacement magnétostrictif présenté dans la section §2.2.3.2 ; 

ii. La mesure du déplacement vertical des pieux est assurée par quatre autres capteurs lasers 
WENGLOR d’étendue de mesure 120 mm, entre 40 et 160 mm, montés sur la poutre b de 
la Figure 2-7. Les spots lumineux des capteurs lasers sont pointés sur les cibles collées sur la 
partie supérieure de chaque pieu (Figure 2-8). 

Tableau 2-6. Résumé des capteurs utilisés 
Type de capteur Localisation Essai Nomenclature Capacité 
Force Vérin  Pieu isolé F34 ±25 kN 

Force Pointe des pieux Pieu isolé et 
jacket F101/2/3/4/5/6/7 ±25 kN 

Force Vérin  Jacket F58 ±5 kN 

Déplacement Vérin  Pieu isolé et 
jacket DSV1 300 mm ± 

10µm 

Déplacement Poutre (tête de pieu) jacket D116/7, D136/9, 
D140/1/2 

120 mm± 
20µm 

 Campagne expérimentale 

2.3.1 Protocole expérimental 

2.3.1.1 Pieux isolés 

2.3.1.1.1 Installation des pieux 

Une fois le massif de sol préparé (§2.2.1.2), les pieux sont installés dans le conteneur. Les pieux 
utilisés dans le domaine offshore sont souvent installés par battage mais, vus les moyens expérimentaux 
disponibles, la mise en place de pieux battus n’est pas envisageable en vol.  

Deux méthodes d’installation ont été utilisées pour l’étude des pieux sous chargement monotone 
: 

i. pieux foncés à 1×g sur toute leur fiche (400 mm). Ils s’apparentent à des pieux moulés ou 
forés; 

ii. pieux pré-foncés à 1×g sur 300 ou 350 mm puis fonçage sur 50 à 100 mm à 100×g. Le 
fonçage à 100×g du pieu se rapproche des méthodes utilisées in-situ (pieu vériné).  

Les pieux soumis à des chargements cycliques ont été foncés entièrement à 1×g. 

Pour l’installation à 1×g, le vérin est positionné à 600 mm à la verticale du futur emplacement du 
pieu grâce à un empilement de bi-poutres (Figure 2-9). Le pieu est pincé dans le casque de fonçage lui-
même fixé à une tige coulissant librement à l’intérieur du vérin. L’ensemble pieu-vérin-tige descend à 
une vitesse de 0.1 mm/s jusqu’à la profondeur souhaitée, en une ou deux phases selon les cas : 
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i. Le vérin appuie sur le casque et l’ensemble pieu-vérin-tige descend à une vitesse de 0.1 mm/s. 
Le pieu est alors foncé à 1×g sur une hauteur de 400, 350 ou 300 mm en fonction de type 
d’essais à réaliser. 

ii. L’accélération augmente de 1×g à 100×g et le vérin est utilisé pour atteindre la fiche finale 
pour les pieux avec une fiche inférieure à 400 mm. 

 

Figure 2-9. Représentation schématique du fonçage à 1×g 

Le fonçage des pieux à 100×g est réalisé après la phase de pré-conditionnement du massif 
(§2.3.1.1.2). Le montage expérimental pour finir l’installation de la fondation correspond à celui de la 
phase de chargement. Cette phase de fonçage peut être considérée comme un essai de pieu isolé 
soumis à la compression avec une fiche égale à la hauteur de pré-fonçage atteinte à 1×g.  

2.3.1.1.2 Phase de pré-conditionnement du massif 

Avant le chargement des pieux, le massif de sable subit un processus de stabilisation en 
centrifugeuse. Ceci consiste à soumettre le massif à trois cycles de montée en g du massif, de 1×g à 
100×g. Un cycle consiste en une montée en g du massif jusqu’à un palier maintenu pendant trois 
minutes avant de redescendre à 1×g. 

Cette procédure optimise la stabilité du réarrangement des grains de sable soumis à l’accélération 
centrifuge et gomme les imperfections préparatoires éventuelles de la phase de pluviation. 

Lors de cette phase, pour l’étude des pieux isolés, le pieu n’est pas solidarisé au dispositif de 
chargement, ce qui permet de quantifier, pendant la montée en accélération, par paliers de 10×g, 
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l’équivalent de la force générée par la masse de l’équipage mobile (1,33 kg à 1×g) qui assure la liaison 
entre le dispositif de chargement et le pieu fiché dans le sol. Cette information est donnée par le capteur 
de force F34 placé sous le vérin.  

Après les trois cycles de montée en accélération, le pieu est définitivement solidarisé au dispositif 
de chargement.  

Pendant la montée en g, les poutres fléchissent et le vérin appuie sur la tête du pieu : pour éviter 
l’application d’une force de compression, une correction est réalisée. Une force égale à celle mesurée 
pendant les cycles de pré-conditionnement est appliquée à travers le servo-vérin de façon à garder le 
pieu non-chargé : le Tableau 2-7 présente le chargement nécessaire à appliquer par palier de 10×g. Les 
efforts parasites au cours de la montée en accélération sont alors corrigés et l’on garantit une non-
sollicitation du pieu (ou un minimum) avant d’appliquer le chargement lui-même. La phase de 
conditionnement est pratiquée pour chaque conteneur et la procédure de correction est conduite 
identiquement pour chaque essai de pieu isolé.  

Tableau 2-7. Valeurs de correction d'effort pour chaque palier 
Niveau de g Correction F34 [N] 

1 0 
10 -105,7 
20 -223,5 
30 -341,3 
40 -456,1 
50 -570,9 
60 -688,7 
70 -803,5 
80 -918,3 
90 -1039,0 
100 -1154,0 

Pendant la montée en g, un tassement différentiel du sol et de la fondation se produit. Cette 
différence de déplacement induit des frottements positifs et négatifs sur la surface d’interaction entre 
le fut et le sol qui sont en partie mesurés par le capteur installé en pointe du pieu (§2.2.2.1). 

2.3.1.1.3 Chargement 

Chargement monotone 

Pour caractériser le comportement d’un pieu sous chargement axial cyclique, il est d’abord 
nécessaire d’étudier son comportement sous chargement axial monotone. La capacité portante du pieu 
en traction et en compression, 𝑅𝑅𝑡𝑡 et 𝑅𝑅𝑐𝑐 doit ainsi être déterminée.  
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Ces essais de chargement monotone sont pilotés en déplacement à une vitesse de 1 mm/s (échelle 
modèle). Il existe deux critères pour déterminer la fin de l’essai : 

i. Critère de déplacement : le déplacement vertical du pieu atteint 10% du diamètre du pieu, ici 
1,8 mm (échelle modèle) ; 

ii. Rupture physique : jusqu’à la rupture physique du sol, exemple : départ du pieu en traction. 

Chargement cyclique 

Le programme expérimental des pieux sous chargement cyclique est déterminé à partir des résultats 
obtenus lors des essais monotones.  

 
Figure 2-10. Schéma du chargement axial cyclique 

Pour exécuter les essais cycliques, le vérin hydraulique est asservi en force après la montée en g. 
Le principe d’un essai cyclique est donné par la Figure 2-10 où on distingue deux phases : 

i. La première correspond à une rampe linéaire, pilotée en force jusqu’à atteindre la valeur 
moyenne cyclique 𝑉𝑉𝑎𝑎. La vitesse d’accroissement de la force est la même que celle utilisée lors 
des essais statiques (1 mm/s). Ce choix de vitesse est suffisamment faible pour ne pas induire 
d’effet dynamique sur le pieu ; 

ii. Puis, une variation sinusoïdale de l’effort à une fréquence de 0,1 Hz est appliquée. L’effort 
cyclique oscille entre deux efforts, maximal 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et minimal 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 qui définissent la demi-
amplitude 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐.  

La valeur moyenne du chargement cyclique 𝑉𝑉𝑎𝑎 et l’amplitude du cycle 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 doivent être telles que 
la valeur de l’effort maximal et minimal (𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚) ne dépassent pas la capacité à la compression 
et à la traction du pieu. Pour les essais cycliques, les critères d’arrêt d’un essai sont soit un critère de 
rupture physique, soit l’essai est arrêté au bout de 1500 cycles (critère conventionnel dit « 1500 »). 
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2.3.1.2 Structure jacket 

2.3.1.2.1 Installation des pieux 

La structure jacket est composée de quatre pieux reliés par une plateforme carrée, la distance 
entre eux est de 250 mm (échelle modèle).  

 
Figure 2-11. Dispositif de fonçage des pieux de la structure jacket 

Les quatre pieux sont foncés à 1×g simultanément grâce à la plateforme. La Figure 2-11 montre 
le montage utilisé pour l’installation. Le vérin est positionné à 600 mm à la verticale du futur 
emplacement des pieux grâce à un empilement de bi-poutres. Une pièce trapézoïdale (une pyramide 
tronquée) transmet les efforts entre la plateforme et le vérin. Pour assurer un fonçage uniforme des 
pieux la pièce trapézoïdale fait d’abord contact avec la plateforme, puis le vérin descend à une vitesse 
de 1mm/s sur 400 mm (totalité de la fiche). 

Après l’installation des pieux, la structure en treillis est installée sur la plateforme et le montage 
expérimental présenté dans la section §2.2.5.1 est réalisé. 

2.3.1.2.2 Phase de pré-conditionnement 

Après le fonçage des pieux et l’installation de la structure en treillis (Figure 2-8), le massif de sol 
est stabilisé. Trois cycles de montée en g, de 1 à 100×g (par paliers de 10×g) sont appliqués comme 
décrit dans la section §2.3.1.1.2. 

Lors de cette phase, la structure est solidarisée au dispositif de chargement, ce qui permet de 
réaliser le test directement après le troisième cycle de montée en g (sans arrêter la centrifugeuse). Pour 
la réalisation de cet essai, le dispositif de chargement est monté à l’horizontal. Par conséquent et 
pendant l’augmentation de l’accélération, aucun effort n’est transmis à la structure treillis par le 

Vérin hydraulique

Pièce trapézoïdale 

Plateforme

Pieu
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dispositif de chargement. A la différence des essais sur les pieux isolés, aucune correction n’est 
nécessaire sur le capteur F34. 

Pendant la montée en g, le tassement des pieux de jacket est supérieur à celui des pieux isolés en 
raison du poids de la sous-structure. 

2.3.1.2.3 Chargement 

La structure jacket a été testée sous chargement cyclique latéral, caractérisé par les valeurs 
maximale et minimale du chargement cyclique 𝐻𝐻𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝐻𝐻𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 respectivement. 

 
Figure 2-12.Schéma du chargement latéral cyclique 

Pour réaliser les essais cycliques, le vérin hydraulique est asservi en force après la montée en g. 
Le principe d’un essai cyclique est donné par la Figure 2-12 où l’on distingue deux phases avec les 
mêmes caractéristiques que celles présentées dans la section §2.3.1.1.3 : d’abord une rampe pour 
atteindre la valeur 𝐻𝐻𝑎𝑎 puis des cycles de chargement d’une demi-amplitude 𝐻𝐻𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 à une fréquence de 
0,1 Hz. 

La valeur moyenne du chargement cyclique 𝐻𝐻𝑎𝑎 et l’amplitude 𝐻𝐻𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 sont choisies en fonction de 
la valeur de l’effort cyclique axial 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 qui sera transmis aux pieux. Des cas de chargement 
appliqué sur des pieux isolés seront reproduits sur les pieux de la structure jacket. Le critère de rupture 
physique ou celui dit « 1500 » (cycles) sont considérés pour définir la fin de l’essai. 

2.3.2 Exploitation des résultats  

2.3.2.1 Pieux sous charge monotone 

2.3.2.1.1 Programme expérimental 

Le Tableau 2-8 résume le programme expérimental mené pour étudier le comportement des 
pieux isolés sous charge axiale monotone. Six pieux ont été testés à 100×g : 
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− Trois pieux ont été installés à 1×g, deux ont été testés en compression (MC1 et MC2) et un 
en traction (ME1). 

− Deux pieux ont été installés partiellement à 1×g sur 300 mm et ils ont atteint leur fiche de 
400 mm à 100×g. Un des pieux a été soumis à la compression (DC1) et l’autre à la traction 
(DE1). 

− Un pieu a été pré-foncé à 1×g sur 350 mm puis fini de foncer à 100×g. Il a été soumis à un 
effort de compression (DC2). 

Tableau 2-8. Programme expérimental des pieux sous charge axiale monotone (échelle modèle) 

Test 
Méthode de mise en 
place 

Profondeur installé à 100×g 
[mm] 

Cas de 
chargement 

MC1 Pré-fonçage à 1×g - Compression 
MC2 Pré-fonçage à 1×g - Compression 
ME1 Pré-fonçage à 1×g - Traction 
DC1 Fonçage à 100×g 300 à 400 Compression 
DC2 Fonçage à 100×g 350 à 400 Compression 
DE1 Fonçage à 100×g 300 à 400 Traction 

2.3.2.1.2 Méthode de traitement des données 

Avant de pouvoir exploiter et analyser les données, les résultats bruts doivent être corrigés. 

Détermination de la résistance caractéristique à partir de l’effort en tête V  

Les résultats des essais monotones sont présentés en termes de force verticale V appliquée en 
tête de pieu en fonction du tassement (cas d’un chargement de compression) ou du soulèvement (cas 
d’un chargement de traction). Ces courbes permettent de déterminer la capacité portante du pieu en 
compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 et en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡. 
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Figure 2-13.Schéma d'essai monotone : déplacement vs force en tête a) compression et b) traction 

La Figure 2-13(a) montre l’allure typique d’un essai de compression. Pour déterminer 𝑅𝑅𝑐𝑐, la méthode 
de la double pente est appliquée (Blanc et al. 2015). Une nette rupture de pente est présente sur la 
courbe effort/déplacement, l’intersection des tangentes aux deux parties de la courbe permet 
d’identifier la résistance caractéristique en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐. La Figure 2-13(b) correspond au schéma 
d’un essai de traction monotone. On observe une variation non-linéaire de l’effort au cours du temps 
jusqu’à atteindre un pic qui correspond à la valeur de la résistance caractéristique de traction 𝑅𝑅𝑡𝑡. Le 
tassement ou le soulèvement correspondant aux résistances ultimes caractéristiques des pieux sont 
notés respectivement 𝑠𝑠𝑐𝑐 et 𝑠𝑠𝑡𝑡. 

Détermination de l’effort de pointe Vb et du frottement Vs 

Pour comprendre l’interaction entre le sol et le pieu, il est nécessaire de comprendre comment 
les efforts axiaux appliqués en tête de pieu (𝑉𝑉) sont transmis au sol. Les efforts résistants sont le 
frottement du sable sur le fut et la résistance de pointe (Figure 2-14). Pour quantifier les efforts de 
pointe (𝑉𝑉𝑏𝑏) et de frottement (𝑉𝑉𝑠𝑠), il est nécessaire d’exploiter les données d’essai obtenues par le capteur 
de force situé proche de la pointe du pieu et le capteur de force du vérin (§2.2.3.2).  
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Figure 2-14. Schéma de représentation de résistance d'un pieu (échelle modèle) et de l’identification des 
effets 

L’effort 𝑉𝑉𝑐𝑐 donné par le capteur de pointe correspond à la somme de la résistance en pointe 𝑉𝑉𝑏𝑏 
et le frottement 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙2 développé sur la longueur 𝑙𝑙2 (distance entre la position du capteur de force et la 
pointe du pieu). Pour pouvoir déterminer 𝑉𝑉𝑠𝑠 et 𝑉𝑉𝑏𝑏 l’étude est divisée en deux parties et l’angle 
d’interface sol-pieu doit être déterminé : 

i. Le pieu est considéré d’une longueur 𝑙𝑙1 donc, 𝑉𝑉𝑏𝑏,𝑙𝑙1 = 𝑉𝑉𝑐𝑐. La différence entre 𝑉𝑉 et 𝑉𝑉𝑐𝑐 permet 
d’obtenir 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙1. A l’aide d’une méthode analytique utilisée pour déterminer la valeur de 
résistance par frottement d’un pieu, l’angle de frottement d’interface sol-pieu 𝛿𝛿 est obtenu.  

ii. L’angle de frottement d’interface est supposé constant sur toute la longueur du pieu, il permet 
de calculer la valeur 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙2. Finalement, l’effort en pointe et l’effort de frottement peuvent être 
calculés, 𝑉𝑉𝑠𝑠 = 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙1 + 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙2 et 𝑉𝑉 = 𝑉𝑉𝑏𝑏 + 𝑉𝑉𝑠𝑠. 

La méthode analytique utilisée pour déterminer 𝛿𝛿 prend en compte l’état des contraintes radiales 
autour du pieu. La méthode la plus couramment utilisée pour déterminer les contraintes radiales est la 
méthode 𝐾𝐾0 mais Blanc & Nivoche (2014) ont montré que cette méthode n’est pas adaptée aux essais 
de pieux en centrifugeuse. Dans leur rapport, il est montré que la méthode issue de l’essai CPT, appelée 
ICP-05 (Jardine et al. 2005) et développée pour les pieux battus, permet d’obtenir des efforts de 
frottement 𝑉𝑉𝑠𝑠 bien représentés par le critère de rupture de Mohr-Coulomb. 

𝑙𝑙1
𝑙𝑙2

Effort capteur de pointe 𝐷𝐷𝑟𝑟

 𝑙𝑙1= 354 𝑚𝑚𝑚𝑚
 𝑙𝑙2= 46 𝑚𝑚𝑚𝑚

Effort en pointe𝐷𝐷𝑏𝑏

Effort de frottement 𝐷𝐷𝑠𝑠
𝐷𝐷𝑠𝑠 = 𝐷𝐷𝑠𝑠,𝑣𝑣1 + 𝐷𝐷𝑠𝑠,𝑣𝑣2
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𝐷𝐷𝑠𝑠,𝑣𝑣1 = 𝐷𝐷 − 𝐷𝐷𝑟𝑟

Calcul angle de frottement 𝛿𝛿

𝐷𝐷𝑠𝑠,𝑙𝑙1 = 𝜋𝜋𝐵𝐵� 𝑎𝑎 𝜎𝜎𝑡𝑡𝑐𝑐′ + Δ𝜎𝜎𝑡𝑡𝑑𝑑′ 𝑡𝑡𝑎𝑎𝑛𝑛𝛿𝛿. 𝑑𝑑𝑧𝑧
𝑙𝑙1
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Calcul force de frottement sur D
𝐷𝐷𝑠𝑠 = 𝜋𝜋𝐵𝐵∫ 𝑎𝑎 𝜎𝜎𝑡𝑡𝑐𝑐′ + Δ𝜎𝜎𝑡𝑡𝑑𝑑′ 𝑡𝑡𝑎𝑎𝑛𝑛𝛿𝛿.𝑑𝑑𝑧𝑧𝐷𝐷

0

Calcul résistance de pointe
𝐷𝐷𝑏𝑏 = 𝐷𝐷 − 𝐷𝐷𝑠𝑠
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Angle d’interface sol-pieu 

Pour déterminer l’angle d’interface 𝛿𝛿 entre le sol et le pieu (en fait il s’agit de l’angle d’interface à 
volume constant 𝛿𝛿𝑐𝑐𝑐𝑐), la méthode ICP-05 est donc utilisée. L’équation (2-2) permettant de calculer 
l’effort repris par frottement sur la longueur 𝑙𝑙1 (Figure 2-14) est : 

𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙1 = 𝜋𝜋𝜋𝜋� 𝑎𝑎(𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ + Δ𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ ) tan 𝛿𝛿 . 𝑑𝑑𝑑𝑑
𝑙𝑙1

0

 (2-2) 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) =
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)

34
�
ℎ′
𝐵𝐵 2⁄

�
−0,38

�
𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧)
𝑃𝑃𝑎𝑎

�
0,13

𝑒𝑒𝑒𝑒 Δ𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ =
2𝐺𝐺
𝐵𝐵 2⁄

𝛿𝛿ℎ  (2-3) 

Avec : 

 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) : contrainte radiale effective post-installation (MPa) ;  

Δ𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′  : variation de la contrainte radiale effective due au chargement (MPa) ; 

𝛿𝛿 : angle de frottement d’interface sol-pieu (°) ;  

𝑎𝑎 : coefficient en fonction de type de chargement, compression= 1 et traction=0,8 ; 

𝐵𝐵 : diamètre de pieu (m); 

𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) : résistance de pénétration de pointe (résultat d’essai CPT) (MPa) ; 

𝑃𝑃𝑎𝑎  : pression atmosphérique (MPa) ; 

ℎ′ : distance depuis la pointe de pieu (m) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′  (𝑧𝑧): contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu (MPa) ; 

𝐺𝐺 : module de cisaillement du sol (MPa) ; 

𝛿𝛿ℎ : déplacement perpendiculaire au plan de cisaillement, estimé à 2×10-5(m). 

Grâce à la combinaison des équations (2-2) et (2-3), l’angle d’interface 𝛿𝛿 est obtenu. L’équation 
(2-3) montre que la contrainte radiale à une profondeur z est proportionnelle à la valeur de la résistance 
de pointe 𝑞𝑞𝑐𝑐 à cette même profondeur. Les résultats mesurés ont été comparés avec des essais CPT 
provenant des différentes centrifugeuses et publiés par Gui et al. (1999). Finalement, la courbe de 
résistance de pénétration de pointe en fonction de la profondeur a été approchée par une droite 
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) = 2,7𝑧𝑧 en MPa/m (z correspond à la profondeur du sol en m). 

Pour obtenir 𝑉𝑉𝑠𝑠,𝑙𝑙2 les équations (2-2) et (2-3) sont utilisées avec la valeur trouvée pour 𝛿𝛿. La limite 
d’intégration supérieure correspond à 𝑙𝑙2 et la limite inférieure est 𝑙𝑙1. Cela permet d’obtenir 𝑉𝑉𝑠𝑠 et 𝑉𝑉𝑏𝑏. 
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2.3.2.2 Pieux sous charge cyclique 

2.3.2.2.1 Programme expérimental 

Le Tableau 2-9 présente le programme expérimental mené pour étudier le comportement des 
pieux sous chargement axial cyclique. Les valeurs 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 sont exprimées en pourcentage des 
valeurs moyennes de la capacité portante en traction et compression (𝑅𝑅𝑡𝑡 et 𝑅𝑅𝑐𝑐), qui seront précisées 
ultérieurement. 

Tableau 2-9. Programme expérimental des pieux sous chargement cyclique 
Essai Type de chargement 𝑽𝑽𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 𝑹𝑹𝒄𝒄⁄   𝑽𝑽𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 𝑹𝑹𝒕𝒕⁄  

COW1 One-way (répété) 0 0.56 

COW2 One-way 0 0.84 

COW3 One-way 0 0.93 

CTW1 Two-way (alterné) 0.06 0.45 

CTW2 Two-way 0.32 0.22 

CTW3 Two-way 0.51 0.36 

Deux types d’essais sont réalisés : 

− Essai de type one-way (répété) en traction ou de traction pure : 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 ≤ 0 et 𝑅𝑅𝑡𝑡 < 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 < 0 
(COW1, COW2 et COW3) ; 

− Essai de type two-ways ou de chargement alterné de traction et compression : 0 < 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 <
𝑅𝑅𝑐𝑐 et 𝑅𝑅𝑡𝑡 < 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 < 0 (CTW1, CTW2 et CTW3). Ce type d’essai est plus représentatif des 
efforts auxquels est soumis un pieu d’une structure jacket en milieu offshore. Il est aussi le 
plus agressif en termes de dégradation de la capacité axiale des pieux. 

L’essai CTW1 correspond à un chargement d’un pieu estimé à partir de simulations d’une 
structure jacket offshore simulée numériquement, avec un modèle aéro-hydro-élastique d’une structure 
jacket réalisé par INNOSEA (2014). Le modèle a la même hauteur que la structure jacket utilisée pour 
la campagne expérimentale et la même distance entre les pieux, le tout en échelle prototype (hauteur 
de 67 m et une distance de 25 m entre les pieux). Les fondations sont considérées encastrées à la 
surface du sol et le mat avec une turbine de 5MW a été pris en compte. Des efforts de vent, de houle 
ainsi que des efforts dus à la turbine ont été considérés. Différentes combinaisons de charges ont été 
appliquées puis, l’enveloppe des efforts axiaux en tête des pieux a été identifiée. Les valeurs des efforts 
verticaux maximal et minimal obtenues correspondent aux valeurs 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 du cas de chargement 
CWT1. L’amplitude des efforts appliqués pendant les essais CWT2 et CWT3 est respectivement de 5 
et 8 fois supérieure au cas de chargement CWT1. 
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2.3.2.2.2 Méthode de traitement des données 

Diagramme de stabilité des pieux 

Les résultats obtenus lors des essais cycliques sont traités de la même façon que pour le cas des 
essais monotones (§2.3.2.1.2) à la différence près que la rupture peut être atteinte pour un nombre de 
cycles 𝑁𝑁 fini.  

La quantité des cycles appliqués sur le pieu permet de construire le diagramme de stabilité du 
pieu (Poulos 1988). Ce diagramme aide à analyser la réponse du pieu soumis à des actions cycliques 
axiales et d’en évaluer son comportement en fonction de la combinaison du chargement moyen et de 
l’amplitude et en fonction du nombre de cycles. 

Le projet SOLCYP (Delimi et Puech 2016; Khemakhem-Ben Amor et al. 2016) a montré que 
dans les sables, l’étendue de la zone stable était relativement faible (limitée à un domaine défini par un 
seuil correspondant à 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐/𝑅𝑅𝑐𝑐 < 0,15 environ). 

2.3.2.3 Structure jacket sous chargement latéral 

2.3.2.3.1 Programme expérimental 

Une structure jacket soumise à un effort latéral transfère cet effort aux pieux principalement sous 
la forme d’un chargement axial. Néanmoins, l’intensité de la charge sur le pieu dépend de l’orientation 
de la sollicitation par rapport à la configuration des pieux. Pour cela, deux configurations d’essai ont 
été expérimentées (Figure 2-15): a) essai à 0° (JC00) pour lequel la force horizontale 𝐻𝐻 (appliquée au 
sommet de la structure jacket) est transmise aux quatre pieux induisant d’une force axiale/verticale 𝑉𝑉 
et b) configuration à 45° (JC45) pour laquelle les pieux installés sur la diagonale de la plateforme (P1 
et P3) reprennent l’effort axial/vertical 𝑉𝑉 occasionné par l’effort horizontal 𝐻𝐻. 

 
Figure 2-15. Schéma de configuration d'essai de structure jacket: a) 0° et b) 45° 
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Tableau 2-10. Programme expérimental structure jacket 
Essai Type de chargement 𝑯𝑯𝒂𝒂/𝑹𝑹𝒄𝒄 𝑯𝑯𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄/𝑹𝑹𝒄𝒄 𝑯𝑯𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎/𝑹𝑹𝒄𝒄  𝑯𝑯𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎/𝑹𝑹𝒄𝒄 

JC00 Cyclique 0,027 0,027 0,053 0 
JC45(a) Cyclique 0,027 0,027 0,053 0 
JC45(b) Cyclique 0,053 0,053 0,106 0 

Les différents cas de chargements imposés sur la structure sont résumés dans le Tableau 2-10 : 
les efforts cycliques sont normalisés par la capacité portante en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 d’un pieu de jacket 
isolé. L’essai JC00 reproduit sur les pieux en traction (P1 et P2) le cas de chargement CTW1 étudié sur 
un pieu isolé. Le cas JC45 est divisé en deux phases, d’abord le chargement JC45(a) est appliqué puis 
la structure est soumise au cas de chargement JC45(b). La force horizontale appliquée pendant les 
essais JC45(a) et JC00 a la même amplitude. Elle a été doublée pour l’essai JC45(b).  

2.3.2.3.2 Méthode de traitement des données 

Force axiale en tête de pieu 

Pendant chaque test, les pieux sont soumis à une compression due au poids de la sous-structure 
(plateforme et treillis) puis un effort latéral est appliqué au sommet de la structure. La valeur des efforts 
horizontaux 𝐻𝐻 appliqués en tête du treillis a été choisie en fonction de la valeur de l’effort axial 𝑉𝑉 
transmis en tête de chaque pieu. Pour connaitre cette valeur, un modèle numérique 3D de la jacket a 
été réalisé sous SOLIDWORKS, dans la configuration à 1×g. 

 
Figure 2-16. Modèle numérique 3D de la structure jacket réalisé sur SOLIDWORKS 

Pour avoir une bonne représentation de la structure jacket, chacune des pièces a été modélisée 
(Figure 2-16). Cela permet de retrouver la bonne rigidité structurelle de l’ensemble. On rappelle que 
les pieux sont considérés comme encastrés à la surface de sol et la modélisation a été menée pour les 
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deux orientations (à 0 et 45 degrés). Pour obtenir le rapport entre la charge horizontale 𝐻𝐻 appliquée 
au sommet de la structure et la force axiale 𝑉𝑉 transférée à la tête de chaque pieu, une force horizontale 
unitaire est appliquée en haut du treillis et la force en tête de chaque pieu est calculée. Le Tableau 2-11 
résume les résultats de la modélisation qui prend en compte l’effet du poids propre de la sous-structure 
(2,12 et 2,18 kg pour l’étude respectivement à 0° et 45°). 

Tableau 2-11. Rapport entre la force horizontale appliquée sur le treillis et la force axiale transmise aux 
pieux (échelle modèle) 

Essai Pieu Force axiale 𝑽𝑽 [N] 

JC00 
P1 & P2 5,20 −  1,3𝐻𝐻 
P3 & P4 5,20 +  1,3𝐻𝐻 

JC45 
P1 7,80 −  1,9𝐻𝐻 
P2 & P4 2,90  
P3 7,80 +  1,9𝐻𝐻 

Les valeurs du Tableau 2-11 mettent en évidence que pour l’étude à 0° (Figure 2-15 (a)), l’effort 
horizontal 𝐻𝐻 est transféré aux pieux P1 et P2 comme une force de traction. L’effort de compression 
initialement dû au poids de la structure (5,20 N en échelle modèle) diminue avec l’augmentation de la 
force latérale. Les pieux P3 et P4 subissent une augmentation de l’effort de compression avec 
l’augmentation de 𝐻𝐻. Pour l’étude à 45° (Figure 2-15 (b)) seuls les pieux sur la diagonale reprennent la 
force horizontale appliquée. Elle est transmise comme un effort de traction pour P1 et de compression 
pour P3. L’effort vertical de compression dans les pieux P2 et P4 reste constant (il est égal à la partie 
de poids propre de la sous-structure qu’ils reprennent ; i.e. 2,9 N.) 

Avec la valeur de l’effort appliqué en tête de pieu 𝑉𝑉, chaque pieu de la structure jacket peut être 
étudié comme un pieu isolé. Cela permet de comparer les résultats de la jacket avec ceux obtenus pour 
les pieux isolés. Il est aussi possible d’introduire les caractéristiques de chargement de ces pieux dans 
le diagramme de stabilité construit à partir des résultats des essais sur pieu isolé. 

 Choix expérimentaux 
Des choix expérimentaux forts ont été effectués, il convient dans cette partie d’en discuter. Ce 

travail de thèse est une contribution à la compréhension du comportement et à la conception des 
fondations d’ouvrages offshore. Classiquement, les fondations de tels ouvrages consistent en des tubes 
métalliques ouverts à leur base et battus dans le substratum marin, en milieu a priori saturé.  

2.4.1 Conditions d’extrémité du pieu 

Des pieux modèles à extrémité fermée ont été utilisés. Ce choix relève de considérations 
purement pratiques (disponibilité, instrumentation et expérience du laboratoire avec ce type de pieu). 
La méthode ICP prédit des capacités différentes selon que le pieu soit ouvert ou fermé. Néanmoins, 
l’enfoncement d’un pieu ouvert s’accompagne parfois (selon les dimensions intérieures) de la 
formation d’un bouchon refermant l’extrémité inférieure du tube. 
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2.4.2 Conditions de saturation 

Les conditions marines et les conditions expérimentales tient dans les conditions de saturation 
du sable. Cependant, les essais ont été réalisés sur sable sec. Il convient donc de s’interroger sur 
l’extrapolation de ces résultats aux cas réels et en particulier si le chargement statique (monotone ou 
cyclique) s’apparente à un chargement en condition drainée (pas de génération de surpression 
interstitielle) ou non drainée (génération non homogène de surpression interstitielle et consolidation). 
De plus, la question des interactions physico-chimiques entre l’eau (salée), le pieu (en acier) et le sol ne 
sera pas discutée ici due à un manque d’information à ce sujet.  

L’effet de la vitesse de sollicitation est un problème complexe, qui ne peut être traité que de 
manière analogique. Ainsi, Rangeard (2002) a établi des domaines de comportement qualifié de drainé, 
non drainé ou partiellement drainé à partir de l’essai pressiométrique. Ces domaines dépendent du 
coefficient de perméabilité du sol, de la vitesse de sollicitation et de la dimension de la sonde 
pressiométrique. La frontière entre ces domaines de comportement a également été déterminée à partir 
de l’essai CPT ou au T-bar (Poulsen et al. 2011).  

Il est couramment admis qu’un essai de pénétration monotone est conduit en condition drainée 
lorsque le coefficient de perméabilité du sol est supérieur à 10-5 m/s (McNeilan et Bugno 1985). Ceci 
est le cas pour le sable de Fontainebleau utilisé au cours de cette étude, même dense. Néanmoins, le 
cas monotone n’est pas le plus critique. Il faut également s’intéresser aux situations cycliques pour 
lesquelles les vitesses de chargement (en force ou en déplacement) sont plus importantes. Ainsi, d’après 
Poulsen et al. (2011), le comportement d’un sol saturé soumis à un chargement de type pénétration 
dépend du coefficient de perméabilité 𝑘𝑘 du sol ou de son coefficient de consolidation 𝑐𝑐𝑣𝑣, des 
dimensions de l’objet pénétrant (diamètre du pieu) et de la vitesse de chargement. Typiquement, le 
comportement est complètement drainé pour des perméabilités élevées et des vitesses de chargement 
faibles et réciproquement, complètement non drainé pour des perméabilités faibles et des vitesses 
élevées. Entre les deux existe un domaine considéré comme partiellement drainé ou non drainé. Les 
frontières ont pu être identifiées expérimentalement à l’aide du CPT (Finnie et Randolph 1994; Lehane 
et al. 2009), au travers du paramètre adimensionné 𝑉𝑉𝑑𝑑 =  𝑣𝑣𝑟𝑟𝐵𝐵𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 / 𝑐𝑐𝑣𝑣 où 𝑣𝑣𝑟𝑟 est la vitesse de 
déplacement de la pointe, 𝐵𝐵𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 le diamètre de la pointe (120 mm en échelle modèle) et 𝑐𝑐𝑣𝑣 le coefficient 
de consolidation du sol.  

Pour des sables silteux, les conditions drainées sont obtenues pour 𝑉𝑉𝑑𝑑 < 0,01 et les conditions 
non drainées pour 𝑉𝑉𝑑𝑑 > 30. Pour vérifier la condition de comportement drainé, le 𝑐𝑐𝑣𝑣 du sable est 
choisi de manière conservative égal à 10-6 m²/s et la vitesse de déplacement de la pointe au cours du 
chargement estimé à partir des résultats d’essai piloté en force. Les conditions les plus défavorables se 
produisent au cours de l’essai COW3 pour lequel les amplitudes en termes de déplacement sont les 
plus importantes. Avec les hypothèses sous-jacentes, la valeur 𝑉𝑉𝑑𝑑 est de l’ordre de 0,6 : pour ces 
conditions d’essai, le comportement devrait être considéré comme partiellement drainé. Dans tous les 
autres cas, les valeurs de 𝑉𝑉𝑑𝑑 sont suffisamment faibles pour considérer une situation complètement 
drainée, justifiant a posteriori le choix d’un sable sec (même si ce choix a été fait là encore sur la base 
de considérations pratiques et de facilité de réalisation des essais). 
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2.4.3 Autres phénomènes 

Bien qu’encore mal compris, l’installation de pieux métalliques en acier dans des sables 
s’accompagne d’un phénomène d’« ageing », c’est-à-dire d’une augmentation de la capacité portante 
des pieux avec le temps liée à l’évolution du frottement latéral (Axelsson 2000). Ce phénomène n’est 
pas reproduit lors des essais en centrifugeuse (sable sec, pieu en aluminium). 

 Résumé des résultats 
Dans cette partie, la comparaison et l’interprétation des résultats sont réalisées. Les résultats sont 

présentés en échelle prototype. Pour rappel, des essais de pieux de 1,8 m de diamètre et 40 m de 
profondeur isolés et groupés (grâce à une structure jacket) ont été réalisés dans des massifs de sable de 
Fontainebleau dense et sec. Les résultats obtenus lors des essais sur pieux isolés sont d’abord présentés 
et l’influence de la méthode de mise en place sur la capacité portante est ensuite discutée. Avec les 
résultats des essais cycliques, le diagramme de stabilité de pieu est partiellement construit. Pour finir, 
les résultats obtenus pour les pieux de la structure jacket sont introduits dans le diagramme de stabilité 
de pieu. 

2.5.1 Pieux isolés  

2.5.1.1 Chargement monotone 

Un résumé des essais réalisés est présenté dans le Tableau 2-12. Dans ce tableau, les essais en 
compression DC1j, DC2j et DE1j correspondent à la phase de fonçage à 100×g de DC1, DC2 et DE1 
respectivement. 

Tableau 2-12. Résumé des essais monotones (échelle prototype) 

Essai Méthode 
d’installation  

Fiche de pré-
fonçage à 1×g [m] 

Fiche finale 
D[m] Chargement 

MC1 Pré-fonçage à 1×g 40 40 Compression 
MC2 Pré-fonçage à 1×g 40 40 Compression 
ME1 Pré-fonçage à 1×g 40 40 Traction 
DC1 Fonçage à 100×g 30 40 Compression 
DC2 Fonçage à 100×g 35 40 Compression 
DE1 Fonçage à 100×g 30 40 Traction 
DC1j Pré-fonçage à 1×g 30 30 Compression 
DC2j Pré-fonçage à 1×g 35 35 Compression 
DE1j Pré-fonçage à 1×g 30 30 Compression 

D’abord les résultats obtenus pour les pieux installés à 100×g sont présentés dans la Figure 2-17. 
La courbe force en tête de pieu/déplacement est présentée (force et déplacement sont mesurés au 
niveau du vérin hydraulique). A la fin de la phase de vérinage le pieu atteint sa fiche finale de 40 m et 
le déplacement devient nul. Cette phase d’installation est équivalente à un essai de compression de pieu 
pré-foncés à 1×g, ils seront donc étudiés comme tels. En utilisant les méthodes présentées dans la 
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section §2.3.2.1, la résistance à la compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 , l’angle de frottement d’interface 𝛿𝛿 et la distribution 
des efforts entre la résistance par frottement 𝑅𝑅𝑠𝑠 et de pointe 𝑅𝑅𝑏𝑏 sont déterminés. 

 
Figure 2-17.Phase de fonçage à 100×g (essai monotone) : a) force en tête de pieu ; b) force en capteur 
de pointe; c) résistance par frottement et d) résistance en pointe vs déplacement normalisé (échelle 
prototype) 

La résistance 𝑅𝑅𝑐𝑐 est obtenue à partir de la Figure 2-17(a). La Figure 2-17(b) montre l’évolution 
de la force mesurée proche de la pointe. Sa valeur initiale est non nulle due au tassement différentiel 
entre le pieu et le sol. Pendant la montée en g, le sol proche de la surface présente un tassement 
supérieur à celui du pieu, du frottement négatif est développé en surface et transmis à la pointe du 
pieu. La Figure 2-17(c) et (d) montrent l’évolution de la résistance du pieu reprise par frottement et 
par la pointe, séparée par les biais du calcul de l’angle d’interface sol-pieu (§2.3.2.1.2). 
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Tableau 2-13. Résultat des essais pour face de fonçage à 100×g (échelle prototype) 

Essai Fiche 𝑫𝑫 
[m] 

Capacité 𝑹𝑹𝒄𝒄 
[MN] 

Déplacement 
ultime de pieu 
𝒔𝒔𝒄𝒄 [m] 

Déplacement ultime 
normalisé 𝒔𝒔𝒄𝒄/𝑩𝑩 

Angle 
interface 𝜹𝜹 
[°] 

DC1j 30 69 0,14 0,08 21,2 
DC2j 35 93 0,14 0,08 22,3 
DE1j 30 69 0,22 0,12 26,3 

Le Tableau 2-13 présente les résultats des essais monotones pour la phase de fonçage. Le pieu 
dont la fiche initiale est plus importante (DC2j) a une valeur de 𝑅𝑅𝑐𝑐 35% supérieure (la capacité portante 
en compression est proportionnelle à la longueur de pieu). L’angle d’interface 𝛿𝛿 a le même ordre de 
grandeur pour les trois essais, ces valeurs correspondent aux valeurs proposées dans la 
littérature 2𝜑𝜑′ 3⁄ .  

Les résultats de capacité portante peuvent être confrontés aux résultats issus des méthodes 
proposées par les normes en vigueur. La capacité portante des pieux calculée à partir de la méthode 
API (2011) est présentée ci-dessous :  

𝑅𝑅𝑐𝑐 = 𝑅𝑅𝑠𝑠 + 𝑅𝑅𝑏𝑏 (2-4) 

Pour 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) < 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑠𝑠 = 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 𝛽𝛽� 𝜎𝜎𝑣𝑣0′  𝑑𝑑𝐴𝐴𝑠𝑠
𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙;𝐷𝐷

0
= 𝛽𝛽� 𝛾𝛾𝛾𝛾 𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋 = 0.5𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋(𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙;𝐷𝐷)2

𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙;𝐷𝐷

0
 

(2-5) 

Pour 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) ≥ 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 

𝑅𝑅𝑠𝑠 =  𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 𝐴𝐴𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 

(2-6) 

Pour 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ < 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ 𝐴𝐴𝑏𝑏 

(2-7) 

Pour 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ ≥ 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝐴𝐴𝑏𝑏 

(2-8) 

avec : 
𝑅𝑅𝑏𝑏 : résistance de pointe (MPa) ; 

𝑅𝑅𝑠𝑠 : résistance de frottement (MPa) ; 

𝐷𝐷 : fiche de pieu (m) ; 

𝛽𝛽 : coefficient fonction de la densité du sable égale à 0,7 ; 



Etude expérimentale des pieux sous charge axiale 

45 
 

𝐵𝐵 : diamètre de pieu (m) ; 

𝛾𝛾 : poids volumique du sol (MN/m3) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′  (𝑧𝑧): contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu (MPa) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′  : contrainte verticale effective du sol avant mise en place du pieu en pointe (MPa) ; 

𝑁𝑁𝑞𝑞 : facteur de capacité portant égal à 50 ; 

𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 : profondeur à partir laquelle 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ ≥ 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 égale à 9,92 m ;  

𝐴𝐴𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 : surface du fut du pieu dont 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ ≥ 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 égale à 56,09 (m2) ; 

𝐴𝐴𝑏𝑏 : surface de pointe du pieu égale à 2,54 m2 ; 

𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 : résistance de pointe unitaire limite égale à 12 MPa ; 

𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 : résistance de frottement unitaire limite égale à 115 MPa. 

Le Tableau 2-14 montre la capacité portante des pieux donnée par la norme (API 2011) pour les 
pieux en phase de fonçage à 100×g. La valeur obtenue pour les essais DC1j et DE1j est de 46 MPa 
soit 50% inférieure aux résultats expérimentaux. Pour l’essai DC2j la différence est de 89%. La capacité 
portante des pieux est sous-estimée par la méthode de calcul analytique utilisée. Cela s’explique par 
l’hypothèse d’augmentation linéaire de la contrainte radiale autour du pieu et par les limites de 
résistance en pointe de pieu faibles. 

Tableau 2-14. Résistance à la compression des pieux selon API (2011) 

Essai Fiche [m] 
𝑵𝑵𝒒𝒒𝝈𝝈𝒗𝒗𝒗𝒗,𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑

′  
[MPa] 𝑹𝑹𝒃𝒃 [MPa] 𝑹𝑹𝒔𝒔 [MPa] 𝑹𝑹𝒄𝒄 [MPa] 

DC1j 
DE1j 30 25 30 16 46 

DC2j 35 29 30 19 49 

La méthode expérimentale ICP-05 (Jardine et al. 2005) utilisée pour calculer l’angle de frottement 
entre le sol et le pieu peut être aussi utilisée pour déterminer la capacité portante. Pour comparer cela 
une hypothèse sur la valeur de l’angle d’interface sol-pieu est nécessaire, 𝛿𝛿 = 2𝜑𝜑′ 3⁄ . Les résultats des 
essais CPT linéarisés sont utilisés avec 𝑞𝑞𝑐𝑐 = 2,7𝑧𝑧. Cette méthode n’établit pas des limites pour les 
valeurs de résistance calculées, les résultats sont présentés dans le Tableau 2-15. La capacité portante 
en compression obtenue par cette méthode est supérieure à la valeur expérimentale. Cela peut 
s’expliquer par la méthode de mise en place des pieux ; l’installation des pieux à 1×g conduit à un 
comportement intermédiaire entre pieu moulés et pieu foncés (§2.5.1.1.2). Cette méthode est proposée 
pour des pieux foncés où les contraintes radiales sont supérieures à celles des pieux pré-foncés à 1×g. 

Tableau 2-15. Résistance à la compression des pieux selon la méthode ICP-05 (Jardine et al. 2005) 
Essai Fiche [m] 𝑹𝑹𝒃𝒃 [MPa] 𝑹𝑹𝒔𝒔 [MPa] 𝑹𝑹𝒄𝒄 [MPa] 
DC1j 
DE1j 30 94 47 141 

DC2j 35 109 63 172 
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La Figure 2-18 montre les résultats obtenus pour l’ensemble des essais monotones. Les résultats sont 
résumés dans le Tableau 2-16. 

Tableau 2-16. Résultat des essais monotones (échelle prototype) 

Essai Fiche 𝑫𝑫 
[m] 

Capacité 𝑹𝑹𝒄𝒄 & 
𝑹𝑹𝒕𝒕 [MN] 

Déplacement 
ultime de pieu 
𝒔𝒔𝒄𝒄& 𝒔𝒔𝒕𝒕 [m] 

Déplacement ultime 
normalisé (𝒔𝒔𝒄𝒄 𝒐𝒐𝒐𝒐 𝒔𝒔𝒕𝒕)/
𝑩𝑩 

Angle 
interface 𝜹𝜹 
[°] 

MC1 40 107 0,25 0,15 28,7 
MC2 40 96 0,25 0,15 23,5 
ME1 40 -43 -0,18 -0,10 19,9 
DC1 40 225 0,23 0,12 24,7 
DC2 40 190 0,21 0,11 26,8 
DE1 40 -42 -0,47 -0,26 16,2  
DC1j 30 69 0,14 0,08 21,2 
DC2j 35 93 0,14 0,08 22,3 
DE1j 30 69 0,22 0,12 26,3 
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Figure 2-18. Essais monotones : a) force en tête de pieu ; b) force en pointe ; c) résistance par frottement 
et d) résistance en pointe vs déplacement normalisé (échelle prototype) 

Les essais présentés sont ci-dessous analysés en observant globalement les pieux en traction en 
compression, puis en détaillant le comportement en pointe et l’évolution du frottement. 

2.5.1.1.1 Comportement des pieux en traction 

Les pieux ME1 et DE1 sont testés en traction. La capacité portante 𝑅𝑅𝑡𝑡 obtenue est 
respectivement de -43 et -42 MN. Cela met en évidence que la méthode de mise en place des pieux n’a 
pas d’effet sur la résistance ultime en traction. 

Ces résultats peuvent être comparés avec des calculs analytiques issus des normes en vigueur et 
des essais CPT présentés précédemment. La méthode (API 2011) prend comme hypothèse une 
augmentation de la contrainte radiale autour du pieu proportionnelle à la profondeur et limite sa valeur 
à 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙. La capacité portante obtenue pour un pieu de 40 m de fiche est de -23 MN (Annexe III). Le 
résultat analytique est deux fois inférieur au résultat expérimental.  
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La méthode ICP-05 (Jardine et al. 2005) donne une valeur de -65 MN soit 50% supérieure aux 
résultats expérimentaux. Les pieux foncés partiellement à 100×g se comportent comme des pieux 
foncés (§2.5.1.1.2), le résultat analytique obtenu à partir de l’essai CPT n’est pas satisfaisant. Il se peut 
qu’une hypothèse d’angle d’interface égal à 2𝜑𝜑′ 3⁄  ne soit pas correcte pour l’étude du pieu en traction.  

Les normes considèrent qu’un pieu en traction dans un sol sableux atteint sa capacité quand le 
déplacement ultime normalisé s/B est égal à -0,1. Pour les essais ME1 et DE1, la résistance maximale 
est atteinte quand le déplacement ultime normalisé 𝑠𝑠𝑡𝑡/𝐵𝐵 est respectivement à -0,10 et -0,26. Ces 
résultats montrent que le critère en déplacement proposé par les normes est plus approprié pour un 
pieu moulé (ME1). Un pieu moulé a besoin de 67% moins de déplacement qu’un pieu installé 
partiellement à 100×g pour développer sa résistance maximale par frottement. 

Sur la courbe force en tête de pieu/déplacement normalisé, la raideur initiale des deux essais est 
différente : DE1 est moins rigide que ME1. Cela peut être due à la méthode de mise en place. Le sol 
autour du pieu installé partiellement à 100×g a déjà été soumis aux efforts de frottement à l’interface 
sol-pieu. Cet effet est mis en évidence dans la Figure 2-18(c) où le frottement du pieu DE1 se 
développe plus lentement que pour le ME1. L’effort en pointe du pieu diminue au cours de l’essai 
jusqu’à atteindre sa valeur minimale, proche de zéro (légèrement positive pour ME1 et légèrement 
négative pour DE1). Dans les deux essais le plateau est atteint autour d’un déplacement normalisé de 
5%. 

2.5.1.1.2 Comportement des pieux en compression 

Les essais MC1 et MC2 ont été installés à 1×g dans le même conteneur et testés dans les mêmes 
conditions de chargement : la capacité portante en compression est 10% inférieure pour MC2. Cette 
différence peut être due à un défaut de verticalité des pieux pendant l’installation car cela n’a pas pu 
être vérifié pendant le pré-fonçage. La moyenne de 𝑅𝑅𝑐𝑐 de ces deux essais est utilisée comme référence 
pour les calculs ultérieurs, 𝑅𝑅𝑐𝑐 = 101,5 𝑀𝑀𝑀𝑀. 

Le Tableau 2-16 présente les résultats de l’ensemble des essais. La capacité portante en 
compression des pieux foncés à 100×g est supérieure à celle des pieux installés à 1×g. Elle augmente 
avec la longueur de fonçage à 100×g : la capacité portante est ainsi améliorée de 87% et 121% 
respectivement pour 5m (DC2) et 10m (DC1) de fonçage à 100×g. Même si la différence est très 
importante sur la capacité portante, elle est moindre sur le déplacement ultime. Les pieux foncés à 1×g 
ont besoin d’un déplacement supérieur de 26% par rapport aux pieux foncés à 100×g pour atteindre 
la rupture. Par ailleurs, les pieux foncés à 100×g montrent, sur la courbe effort-enfoncement, un 
changement de pente marqué, contrairement aux pieux installés à 1×g. 

La méthode analytique décrite par les équations (2-4) à (2-8) (API 2011) est utilisée pour calculer 
la capacité portante en compression des pieux d’une fiche de 40 m. Le résultat est 𝑅𝑅𝑐𝑐 = 53 𝑀𝑀𝑀𝑀 (𝑅𝑅𝑠𝑠 =
23 𝑀𝑀𝑀𝑀, 𝑅𝑅𝑏𝑏 = 30 𝑀𝑀𝑀𝑀), 50 et 432% inférieure aux essais MC1 et DC1. Cette méthode est plus 
représentative des pieux moulés que des pieux foncés. 
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L’utilisation de la méthode ICP-05 donne une capacité portante à la compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 =  191 𝑀𝑀𝑀𝑀 
(𝑅𝑅𝑠𝑠 =  66 𝑀𝑀𝑀𝑀, 𝑅𝑅𝑏𝑏 = 125 𝑀𝑀𝑀𝑀). Il a été mentionné précédemment que cette méthode permet 
d’étudier les pieux foncés : la valeur obtenue est presque égale au résultat de l’essai DC1, mais elle est 
17% inférieure au résultat de DC2. Ces essais ont également montré que 𝑅𝑅𝑐𝑐 augmente avec la longueur 
de fonçage à 100×g. La méthode ICP-05 est conservative pour déterminer la résistance ultime à la 
compression du pieu mais elle est aussi plus adaptée que la méthode API (2011). 

Le ratio entre la résistance en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 et en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 des pieux avec la même méthode 
de mise en place est calculé ci-dessous. Le ratio 𝑅𝑅𝑡𝑡 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄  des essais DE1 et DC1 est égal à -0,19. Pour 
les pieux installés à 1×g, le ratio est égal à -0,42. Dans Blanc & Nivoche (2014), il a été montré que ce 
ratio est de -0,2 pour un pieu foncé et de -0,65 pour un pieu moulé. Les pieux partiellement foncés ont 
donc un comportement intermédiaire entre celui d’un pieu moulé et un pieu foncé. 

2.5.1.1.3 Résistance de pointe et frottement 

Pour mieux expliquer les résultats présentés dans les sections §2.5.1.1.1 et §2.5.1.1.2, l’effort 
supporté par les pieux est décomposé en résistance de frottement 𝑅𝑅𝑠𝑠 et de pointe 𝑅𝑅𝑏𝑏. Les données 
fournies par le capteur de force positionné à 4,6 m de la pointe du pieu sont utilisées, ainsi que la 
méthode CPT ICP-05 (§2.3.2.2.2). 

Les efforts en pointe 𝑅𝑅𝑏𝑏 et de frottement 𝑅𝑅𝑠𝑠 sont représentés dans la Figure 2-17(c) et (d) et la 
Figure 2-18 (c) et (d). A cause du tassement différentiel entre le sol et le pieu, les valeurs initiales de 
pointe et de frottement ne sont pas négligeables (la résistance de pointe est positive et la résistance par 
frottement négative). 

Pendant les essais en traction, la résistance de pointe diminue rapidement jusqu’à sa valeur 
minimale, légèrement positive pour ME1 et légèrement négative pour DE1. Ces valeurs sont atteintes 
pour une valeur 𝑠𝑠/𝐵𝐵 de -0,03 pour ME1 et de -0,05 pour DE1. Quand la résistance arrive à sa valeur 
minimale, le frottement négatif occasionné par le tassement différentiel est équilibré par le frottement 
positif dû au chargement. Le frottement développé par les essais ME1 et DE1 est de -47 MN (fonçage 
1×g) et -38 MN (fonçage 100×g). 

La perte de résistance de frottement de l’essai DE1 peut s’expliquer par une dégradation du sol 
à l’interface sol-pieu, les grains s’arrondissent au fur et à mesure que des efforts axiaux sont appliqués 
sur le pieu. Cela a été vérifié dans le conteneur C6 : après la réalisation des essais, le conteneur a été 
humidifié pour pouvoir réaliser une coupe du sol et observer l’entourage du pieu. La Figure 2-19(a) 
montre la coupe réalisée pour le pieu testé lors de l’essai CTW3 (essais cyclique alterné). Les zones de 
sable clair correspondent à la partie du sol modifiée par le frottement. La Figure 2-19(b) présente un 
zoom de la pointe du pieu. Du sable coloré a été utilisé pendant la préparation du massif pour 
démarquer les profondeurs de 350, 400 et 450 mm. La pointe du pieu ne se retrouve pas à 400 mm à 
cause du déplacement atteint lors de la rupture en traction de l’essai. 
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Figure 2-19. Coupe du pieu après l'essai CTW3 : a) pieu complet et b) zoom sur la pointe de pieu (échelle 
model) 

Les pieux MC1 et MC2 se comportent comme des pieux moulés et ils sont soumis à un 
chargement axial de compression. Dans ce cas, la résistance du pieu se développe en deux phases. 
D’abord, le sol en pointe de pieu se densifie pendant que la résistance par frottement se développe 
jusqu’à atteindre un plateau d’environ 80 MN, puis la résistance de pointe est mobilisée. Autrement 
dit, au début du chargement, le frottement entre le sol et le pieu est mobilisé jusqu’à la limite de sa 
capacité puis l’augmentation de la résistance en compression est due à la résistance et à la densification 
de la pointe. La valeur 𝑅𝑅𝑠𝑠 est atteinte pour une valeur de déplacement normalisé d’environ 0,15, la 
pointe se mobilisant plus tard, son déplacement ultime normalisé est de 0,2 pour une valeur de 𝑅𝑅𝑏𝑏 de 
47 MN. Les déplacements ultime en pointe et par frottement sont inférieurs à ceux proposés par la 
norme (API 2011) (la résistance dans le deux cas est estimée se développer pour un déplacement égal 
à 0,1B). 

Pour les essais DC1 et DC2, le frottement 𝑉𝑉𝑠𝑠 augmente jusqu’à sa valeur maximale 𝑅𝑅𝑠𝑠. Elle est 
atteinte pour un déplacement normalisé d’environ 0,14 et devient ensuite constante. Le même 
déplacement est nécessaire pour développer la résistance en pointe dans ces deux essais. La méthode 
d’installation pour ces essais occasionne une forte densification du sol en pointe : pendant la phase de 
fonçage, le frottement et la pointe sont mobilisés. La résistance 𝑅𝑅𝑠𝑠 est d’environ 80 MN et l’effort en 
pointe de 150 MN pour DC1 et 115 MN pour DC2. Cette différence peut être expliquée par la 
différence de longueur de fonçage à 100×g entre les deux essais (DC1 et DC2). 
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Pendant la phase de fonçage à 100×g (DC1j, DC2j et DE1j), d’abord le frottement augmente 
rapidement jusqu’à environ 40 MN pour DC1j et DE1j et 50 MN pour DC2j. Après 𝑉𝑉𝑠𝑠 augmente 
lentement jusqu’à une valeur finale de 75 MN pour DC1j et DC2j et 60 MN pour DE1j. Dans la 
première phase, l’essai DE1j développe plus de résistance par frottement car il a une longueur de fiche 
supérieure au début d’essai. A la fin du fonçage, DC1j et DC2j développent la même résistance par 
frottement, alors qu’à la fin d’essai, la longueur de fiche initiale n’a plus d’influence. DE1j atteint une 
valeur finale inférieure, peut-être dû à un défaut de verticalité.  

2.5.1.1.4 Angle d’interface sol-pieu 

Pour déterminer l’angle d’interface 𝛿𝛿 développé entre le sol et le pieu, la méthode CPT ICP-05 
est utilisée. Cette méthode, basée sur des observations expérimentales in situ et en chambre de 
calibration, prédit une évolution des contraintes radiales différente selon le mode de mise en place de 
pieu. En particulier, la contrainte radiale effective est une fonction de la résistance de pointe obtenue 
lors de l’essai CPT. Les données du capteur de force situé à 4,6 m de la pointe sont utilisées, la force 
𝑉𝑉𝑐𝑐 mesurée correspond à la résistance de pointe plus le frottement développé entre le capteur et la 
pointe. Le calcul de l’angle de frottement permet de quantifier le frottement développé et obtenir ainsi 
𝑅𝑅𝑏𝑏. La section §2.3.2.1.2 présente des détails de la méthode utilisée. 

 
Figure 2-20. Evolution de l'angle d'interface vs déplacement normalisé a) fonçage 100×g et b) 
chargement monotone (échelle prototype) 

Figure 2-20(a) et (b) présentent l’évolution de l’angle de frottement en fonction du déplacement 
normalisé respectivement, pour la phase de fonçage de pieux à 100×g et pour les essais de chargement 
monotone. Les résultats sont résumés dans le Tableau 2-16. Pour le cas des pieux pré-foncés à 1×g 
(ME1, MC1 et MC2), l’angle de frottement calculé est respectivement de 19,9, 28,8 et 23,5 degrés. 
Pour le cas des pieux foncés partiellement à 100×g (DE1, DC1 et DC2), l’angle de frottement calculé 
est respectivement de 16,2, 24,8 et 26,8 degrés. 
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Des bons résultats sont obtenus à partir des essais sur les pieux en compression : les valeurs 
correspondent à celles utilisées dans la pratique courante. Généralement, l’angle de frottement 
d’interface est considéré égal à 2𝜑𝜑 3⁄  (26° pour cette étude). Par contre, les résultats en traction 
donnent des valeurs relativement faibles, ce qui peut s’expliquer par le coefficient 𝑎𝑎 (§2.3.2.1.2) utilisé 
pour calculer les contraintes radiales dans la méthode ICP-05. Ce coefficient a la valeur 0,8 pour un 
cas de traction et 1 pour un cas en compression. Il prend en compte la déformation radiale du pieu en 
fonction du type d’effort appliqué (réduction du diamètre pour la traction et augmentation du diamètre 
pour la compression par effet Poisson). 

Les valeurs présentées dans le Tableau 2-16 sont utilisées pour calculer la résistance par 
frottement développée sur toute la longueur du pieu. 

2.5.1.1.5 Condition de saturation 

Les pieux utilisés dans le domaine offshore sont installés dans des conditions de sol saturé. Dans 
ces conditions l’effet de la poussée d’Archimède et le poids propre de sol submergé sont considérés 
pour les calculs des capacités portantes. 

L’ensemble de résultats présentés ont été calculés avec la densité du sable sec utilisé pendant la 
campagne expérimentale. La méthode ICP-05 (Jardine et al. 2005) prend en compte le poids propre 
déjaugé du sol pour le calcul des contraintes radiales. Afin d’évaluer l’influence de la prise en compte 
de l’effet de l’eau, la capacité portante du pieu en traction a été évaluée en utilisant les valeurs de : 𝛿𝛿 =
2𝜑𝜑′ 3⁄  (valeur trouvée pendant les essais), 𝑞𝑞𝑐𝑐 = 2,7 𝑧𝑧 𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀 𝑚𝑚⁄  et 𝛾𝛾′ = 10 𝑘𝑘𝑘𝑘 𝑚𝑚3⁄ . Le résultat 
obtenu est de -61 MPa donc, 6.5% inférieure à la valeur trouvée pour le cas d’une de densité de sable 
sec. Les contraintes radiales effectives autour du pieu sont naturellement inférieures dans des 
conditions de sol saturé. 

Quant à l’effet de la poussée d’Archimède, il peut être négligé car la poussée a une valeur de 1 
MN soit 0.9% de la capacité portante en compression et 2% de la résistance à la traction.  

2.5.1.2 Chargement cyclique 

Les 6 essais cycliques ont été réalisés sur des pieux foncés à 1×g considérés comme moulés. Ils 
sont pilotés en force, c’est-à-dire que le même niveau de force est appliqué pour réaliser chacun des 
cycles. Ils permettent de situer, en fonction des caractéristiques des cycles, les essais dans le diagramme 
de stabilité. 

2.5.1.2.1 Effet des cycles de chargement 

Un chargement cyclique (Figure 2-21) est décrit par : a) sa valeur moyenne 𝑉𝑉𝑎𝑎 b) la demi-
amplitude du chargement 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐) la fréquence du chargement et d) le nombre des cycles. Dans cette 
étude, la fréquence de chargement est de 0.1Hz et les valeurs 𝑉𝑉𝑎𝑎 et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 sont présentées dans le Tableau 
2-17. 
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Tableau 2-17. Résumé des essais cycliques 
Test 𝑽𝑽𝒂𝒂/𝑹𝑹𝒕𝒕 𝑽𝑽𝒂𝒂/𝑹𝑹𝒄𝒄 𝑽𝑽𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄/𝑽𝑽𝒂𝒂 
COW1 -0,28  -  -1  
COW2 -0,42  -  -1  
COW3 -0,46  -  -1  
CTW1 -  0,02  1,8  
CTW3 -  0,11  1,8  
CTW3 -  0,18  1,8  

 
Figure 2-21. Schéma du chargement axial cyclique 

Pour les essais cycliques en traction pure (COW1, COW2 et COW3), 𝑉𝑉𝑎𝑎 et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 sont normalisées 
par la résistance à la traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 obtenue lors de l’essai ME1 (-43 MN). Pour les essais cycliques alternés 
(CTW1, CTW2 et CTW3), 𝑉𝑉𝑎𝑎 et 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 sont normalisées par la capacité portante moyenne des essais en 
compression MC1 et MC2, 𝑅𝑅𝑐𝑐=101,5 MN.  

Un exemple de résultat est présenté dans la Figure 2-22, le détail des essais est en  

Dans la Figure 2-22, 𝑁𝑁 est le nombre de cycles de chargement appliqués. Les essais COW1, 
CTW1 et CTW2 ont subi 1500 cycles sans atteindre la rupture. Le déplacement normalisé obtenu est 
respectivement de -0,14, -0.02 et 0,78. 𝑁𝑁𝑓𝑓 est le nombre des cycles appliqué au moment de la rupture. 
L’essai COW2 a atteint la rupture à 230 cycles, COW3 à 133 cycles et CTW3 à 33 cycles. Le 
déplacement ultime normalisé atteint pour chacun de ces essais est respectivement de -0,35, -0,35 et -
0,7. 

La Figure 2-22 montre des résultats typiques d’un essai cyclique en traction pure (COW2). La 
Figure 2-22(a) montre l’évolution du déplacement normalisé en fonction de l’effort appliqué en tête 
de pieu. Au début de l’essai, la vitesse de déplacement du pieu est constante puis, après l’application 
d’un certain nombre des cycles, elle augmente jusqu’au départ du pieu, même si l’effort minimal 
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appliqué est inférieur à la capacité portante du pieu en traction. Cette description correspond au 
mécanisme de rupture cyclique, la vitesse de déplacement moyenne reste constante puis elle augmente 
brusquement occasionnant la rupture. 

La Figure 2-22(c) montre l’évolution du déplacement normalisé avec le nombre des cycles : cela 
permet d’évaluer la vitesse de déplacement du pieu. Le comportement peut être divisé en trois parties, 
chacune approchée par une droite dont la pente correspond à la vitesse de déplacement du pieu. La 
première partie (entre 0 et -0,11 𝑠𝑠/𝐵𝐵) correspond à une phase de stabilisation (environs 35 cycles). La 
vitesse de déplacement diminue pour la deuxième phase (entre -0,11 et -0,30 𝑠𝑠/𝐵𝐵). Un nouveau 
changement de pente arrive à environ 215 cycles, la vitesse de déplacement augmente fortement et la 
rupture arrive à 230 cycles. 

 
Figure 2-22. Essais cyclique COW2 en traction pure (échelle prototype): a) force en tête de pieu, b) force 
de frottement, c) nombre des cycles et d) force en pointe vs déplacement normalisé 

Le déplacement ultime normalisé du pieu est de -0,35 : cette valeur est 1,3 fois supérieure à la 
valeur trouvée pour l’essai monotone. La rupture cyclique en traction est due à une dégradation des 
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contraintes radiales, ce changement peut être observé à travers l’évolution de l’angle de frottement 
entre le sol et le pieu, il s’agit d’une dégradation cumulée qui occasionne un déplacement du pieu 
cumulé supérieur à celui de la rupture monotone. Pendant les cycles de chargement il y a également 
une évolution probable des caractéristiques des grains (diminution de l’angularité) et certaine des 
contraintes radiales, comme le montre des essais de cisaillement d’interface à volume constant ou 
rigidité normale imposée (Silva 2014). 

La Figure 2-22(b) représente l’évolution de la résistance par frottement 𝑉𝑉𝑠𝑠. Cet effort se mobilise 
progressivement jusqu’à atteindre un plateau (-43 MN) : cette valeur est atteinte presque au moment 
où la vitesse de déplacement du pieu augmente fortement. A la fin de l’essai, l’effort de frottement est 
inférieur à la force appliquée en tête. Cela provient de la distribution de l’effort de pointe pendant 
l’essai. En effet, la résistance de pointe est positive et sa valeur augmente au cours du temps : lorsque 
le pieu se déplace vers le haut, du sable vient s’écouler sous la pointe du pieu provoquant une mise en 
butée. Par conséquent, lorsque le pieu redescend, une augmentation de 𝑉𝑉𝑏𝑏 est observée. Il semble donc 
que la rupture des pieux trouve son origine autour de la pointe. La Figure 2-19 montre une coupe des 
pieux après la réalisation d’un essai : la pointe du pieu se retrouve au-dessus du niveau de 400 mm. 

 
Figure 2-23. Essai cyclique COW2 : angle d'interface vs déplacement normalisé 

L’évolution de l’angle de frottement au cours de l’essai est présentée dans la Figure 2-23. La 
rupture arrive pour un angle de 18°, une valeur légèrement inférieure à l’essai monotone. Cela peut 
s’expliquer par une diminution de l’état de contraintes radiales effectives autour du pieu due à 
l’application des cycles de chargement (Silva 2014). 
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2.5.1.2.2 Diagramme de stabilité de pieu 

Le diagramme de stabilité d’un pieu pré-foncé à 1×g a été construit avec les résultats présentés 
dans les Tableau 2-16 et Tableau 2-17. Ce diagramme, proposé par Poulos (1988), comprend trois 
régions :  

i. Zone stable : petits cycles de chargement, 𝑁𝑁 ≥ 1500  
ii. Zone métastable : réduction de la capacité portante du pieu, 100 < 𝑁𝑁 < 1500  
iii. Zone instable : le pieu peut atteindre la rupture sous un faible nombre de cycles, 𝑁𝑁 < 100 

 

 
Figure 2-24. Diagramme de stabilité des pieux pré-foncés à 1×g et testés à 100×g (échelle prototype) 

Le diagramme de Poulos est construit (Figure 2-24) à partir de l’ensemble des essais sur pieux 
pré-foncé à 1×g. Le nombre des cycles appliqués et le déplacement normalisé à la fin de chaque essai 
sont indiqués entre parenthèses. Sur l’axe horizontal, la limite à droite correspond au ratio 𝑉𝑉𝑎𝑎 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = 1 
soit 𝑉𝑉𝑎𝑎 = 𝑅𝑅𝑐𝑐 , et à gauche au ratio 𝑅𝑅𝑡𝑡 𝑅𝑅𝑐𝑐⁄ = −0,42 soit, 𝑉𝑉𝑎𝑎 = 𝑅𝑅𝑡𝑡 , c’est-à-dire si 𝑉𝑉𝑎𝑎 = 𝑅𝑅𝑐𝑐 ou 𝑉𝑉𝑎𝑎 = 𝑅𝑅𝑡𝑡, 
𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 = 0 (essai monotone). 

Dans le diagramme, trois zones sont distinguées en fonction du type de chargement : traction 
pure, compression pure, chargement alterné traction/compression. Dans cette étude, seuls des essais 
en traction pure et chargement alterné ont été réalisés. Seuls les cas de chargement à l’intérieur de la 
zone stable ont un déplacement inférieur à 𝐵𝐵/10 (CTW1). 
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Les essais CTW1, CTW2 et CTW3 sont représentés par une droite de pente 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 𝑉𝑉𝑎𝑎⁄ = 1,8. 
N’importe quel chargement situé sur cette droite entre l’origine et l’essai CTW2 est dans la zone stable. 
Le test CTW3 arrive à la rupture en traction au bout de 33 cycles de chargement : il se trouve dans la 
zone instable avec un déplacement ultime normalisé de -0,70. Une campagne d’essais plus étendue 
permettrait d’affiner les 3 zones identifiées. 

2.5.2 Structure jacket 

Des essais cycliques ont été également réalisés sur une structure représentative d’une structure 
jacket offshore. La structure est composée de quatre pieux de 1,8m de diamètre distant de 25 m (pas 
d’effet de groupe de pieux) et de 40m de fiche, une plateforme carrée de 25×25 m² qui relie les pieux 
et une structure en treillis installée sur la plateforme. Les efforts horizontaux cycliques sont appliqués 
en haut de la structure à 67 m de hauteur, par rapport au niveau du sol. Les pieux sont installés à 1×g 
simultanément avec l’aide de la plateforme (pieux moulés). 

2.5.2.1 Chargement latéral cyclique 

Le Tableau 2-18 présente l’effort cyclique horizontal appliqué en tête de la structure jacket. Les 
efforts transférés en tête de pieux et les résultats des essais sont résumés dans le Tableau 2-19.  

Tableau 2-18. Efforts horizontaux cycliques appliqués en tête de jacket (échelle prototype) 

Test Pile 𝑯𝑯𝒂𝒂 [MN] Pile 𝑯𝑯𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄 [MN] Pile 𝑯𝑯𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 [MN] Pile 𝑯𝑯𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 
[MN] 

JC00 2,68 2,68 5,36 0,00 
JC45(a) 2,68 2,68 5,36 0,00 
JC45(b) 5,37 5,37 10,73 0,00 

 

Tableau 2-19. Résumé des résultats des pieux de la structure jacket (échelle prototype) 

Test Pile 
Pile 
𝑽𝑽𝒂𝒂 
[MN] 

Pile 𝑽𝑽𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄 
[MN] 

Pile 𝑽𝑽𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 
[MN] 

Pile 
𝑽𝑽𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 
[MN] 

Pile 
𝑽𝑽𝒂𝒂/𝑽𝑽𝒄𝒄 

Pile 
𝑽𝑽𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄/
𝑽𝑽𝒄𝒄 

𝑵𝑵 𝒔𝒔/𝑩𝑩 

JC00 
P1=P2 1,7 3,5 5,2 -1,8 0,017 0,035 1500 0,0014 

P3=P4 8,7 3,5 12,2 5,2 0,086 0,035 1500 0,0024 

JC45(a) 

P1 2,7 5,1 7,8 -2,4 0,027 0,050 1500 0,0038 

P2=P4 2,1 0,8 2,9 1,3 0,021 0,008 1500 0,0095 

P3 12,9 5,1 18,0 7,8 0,127 0,050 1500 0,0180 

JC45(b) 

P1 -2,4 10,2 7,8 -12,6 -0,023 0,100 100 -0,0259 

P2=P4 2,7 0,2 2,9 2,6 0,027 0,002 100 0,0089 

P3 18,0 10,2 28,2 7,8 0,178 0,100 100 0,0321 
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Le cas JC00 cherche à reproduire la valeur 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 de l’essai CTW1 dans les pieux en traction (P1 
et P2), mais en raison du poids propre de la structure, la valeur 𝑉𝑉𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 est supérieure à celle de CTW1. 
L’influence du poids propre fait que le déplacement final pour ce cas de chargement est positif, c’est-
à-dire que la rupture cyclique en traction est retardée par rapport au cas CTW1. Le déplacement ultime 
normalisé obtenu lors des essais monotones en compression est de l’ordre de 0,14 : cette valeur est 58 
fois supérieure au déplacement des pieux P3 et P4. 

 
Figure 2-25. Résultats d'essai JC45 (échelle prototype) 

La Figure 2-25 présente l’essai JC45, dans lequel le premier groupe de cycles correspond à l’essai 
JC45(a) et le deuxième à JC45(b). Le chargement cyclique horizontal appliqué pendant l’essai JC45(a) 
a la même valeur que JC00, les efforts sont distribués entre les pieux P1 et P3. Comme pour l’essai 
JC00, les déplacements restent faibles, les pieux sont loin de la rupture. Après l’application de 1500 
cycles, l’essai JC45(b) a lieu, le chargement a été dupliqué et 100 cycles sont appliqués. A la fin de l’essai 
JC45, le pieu en traction a subi un faible déplacement vertical vers le haut. La Figure 2-25(a) montre la 
courbe force vs déplacement en tête de la structure jacket. La première partie de l’essai a une rigidité 
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constante, par contre, la deuxième partie a un comportement plus souple : il se peut donc qu’un 
élément de la structure (liaison ou élément de la structure) soit plastifié légèrement. 

2.5.2.2 Diagramme de stabilité 

L’ensemble des résultats présentés dans la section précédente peut être reportés dans le 
diagramme de Poulos : le comportement de chacun des pieux se trouve dans la Figure 2-25.  

 
Figure 2-26.Diagramme des Poulos des pieux isolés et pieux de jacket (échelle prototype). 

Tous les pieux se trouvent dans la zone stable. Le chargement du pieu P1 pour l’essai JC45 se 
trouve très proche du cas CTW1, mais le déplacement est beaucoup plus petit. Cela peut être du aux 
moments transférés par la plateforme qui joue un rôle favorable (on pourrait parler d’un effet de 
structure). 

 Conclusion et perspectives 
Deux méthodes de mise en place des pieux ont été étudiées : des pieux pré-foncés à 1×g et foncés 

partiellement à 100×g. L’influence de ces méthodes sur la capacité portante d’un pieu sous charge 
axiale monotone est la suivante : 
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i. Pour un chargement en traction, les pieux foncés ont besoin d’un déplacement plus important 
pour développer leur capacité en traction 𝑅𝑅𝑠𝑠. La valeur de résistance atteinte pour les deux 
cas est très proche. 

ii. Pour un chargement en compression, la capacité portante augmente avec la longueur de 
fonçage. Le déplacement nécessaire pour mobiliser la force de pointe et de frottement a le 
même ordre de grandeur pour les deux méthodes. 

L’angle de frottement d’interface a été calculé avec la méthode CPT ICP-05. Cela a permis de 
décomposer l’effort total en tête en résistance par frottement et en pointe. L’influence de la mise en 
place sur la résistance par frottement et en pointe est la suivante : 

i. Pour les pieux en compression, les pieux développent la même résistance par frottement 
lorsqu’ils sont foncés ou moulés. Par contre, la résistance en pointe est fortement améliorée 
pour les pieux foncés. 

ii. Pour les pieux en traction, la résistance par frottement est supérieure pour le cas du pieu 
moulé. 

Pour les pieux pré-foncés à 1×g la répartition en fonction du chargement appliqué est la suivante : 

i. Pour une sollicitation en compression, le frottement autour du pieu est d’abord sollicité 
jusqu’à sa valeur maximale pendant que la résistance en pointe reste quasi-constante. Quand 
la pointe est mobilisée, seule la résistance de pointe augmente en raison de la densification 
du sol. 

ii. Pour une sollicitation en traction, le chargement en pointe diminue due au tassement 
différentiel pendant que la pointe est mobilisée jusqu’à la rupture. 

La résistance des pieux face aux effort axiaux a été calculée avec la norme API (2011) et la 
méthode ICP-05 basé sur l’essai CPT (Jardine et al. 2005). Ces résultats ont été confrontés avec les 
données expérimentales. Il est montré que : 

i. La méthode analytique API (2011) sous-estime la capacité du pieu en traction et en 
compression dû aux limites de résistance maximale imposées. En termes de déplacements 
ultimes, la méthode produit des résultats corrects uniquement pour le cas de pieux en traction 
foncés à 1×g. Pour les autres cas le déplacement est sous-estimé. 

ii. La méthode ICP-05 donne une bonne prédiction de la capacité portante en compression des 
pieux installés partiellement à 100×g et elle surestime celle des pieux installés à 1×g. La 
méthode est une bonne approche pour les pieux foncés. Pour le cas de la traction, la 
résistance calculée est surestimée pour les deux méthodes de mise en place : cela peut être dû 
à l’utilisation du même angle d’interface sol-pieu. En effet, un angle plus petit peut être utilisé 
pour la compression, pour refléter l’effet éventuel d’une diminution des contraintes latérales. 

iii. La méthode ICP-05 a été aussi appliquée en prenant en compte une hypothèse de sol saturé 
(𝛾𝛾 a été remplacé par 𝛾𝛾′). La capacité portante en traction a été calculée pour estimer 
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l’influence de la condition de sol saturé sur la distribution des contraintes radiales. Une 
réduction de 7% sur la résistance par frottement du pieu a été trouvée. 

Des pieux pré-foncés à 1×g ont été soumis aux chargements axiaux cycliques en traction pure et 
alternée. Ces résultats ont été représentés dans le diagramme de Poulos construit à partir des résultats 
d’essais monotones. Ils ont permis d’identifier les zones de comportement stable, métastable et instable 
de ce type de pieu. Un des chargements cycliques alterné correspond à des valeurs représentatives pour 
un pieu d’une structure jacket offshore soumise aux efforts environnementaux : le pieu a supporté 
1500 cycles sans atteindre la rupture, puis pour un chargement cinq fois supérieur la rupture non plus 
n’est pas atteinte. Finalement, un effort huit fois supérieur est testé. Dans ce cas, le pieu se trouve dans 
le domaine instable. Cela met en évidence que la zone métastable correspond à une petite zone du 
diagramme. 

La structure jacket composée de quatre pieux a été soumise à des efforts cycliques latéraux. 
Chacun des pieux a été étudié comme un pieu isolé sous chargement axial. Les résultats sont introduits 
dans le diagramme de Poulos des pieux isolés. Tous les pieux se trouvent dans la zone stable, le 
déplacement ultime normalisé maximal obtenu est de 0,032, trois fois inférieur au critère B/10 et plus 
de dix fois inférieur aux valeurs obtenues pour la rupture des pieux sous chargement cyclique. La 
différence de comportement est due à la présence de la plateforme et au transfert des moments en tête 
de pieu. La plateforme et les pieux se comportent comme une seule structure et c’est pour cette raison 
que le déplacement des pieux est plus petit et leur comportement plus rigide. 

Des cycles de chargement plus important doivent être appliqués pour ramener les pieux de la 
structure jacket à la rupture. Dans ce cas, une augmentation du chargement horizontal peut 
occasionner un comportement non-linéaire de la structure et une plastification. Pour pouvoir ramener 
la structure à la rupture par défaillance de la fondation il est nécessaire de mener la même étude avec 
des pieux ayant une fiche inférieure. 
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Chapitre 3  : Bibliographie numérique  

Un résumé bibliographique des outils adoptés dans ce manuscrit pour l’étude numérique des 
pieux sous chargement axial, monotone et cyclique est présenté dans ce chapitre. Dans un premier 
temps, la méthode des éléments finis est utilisée pour les calculs « raffinés » effectués avec le logiciel 
ABAQUS/Standard Analysis (2012). Ensuite, les calculs « simplifiés » sont faits avec le macro-élément 
pour pieu développé par Li (2014) et implémenté dans la « boîte à outils » FEDEASLAB de MATLAB 
(2012) (Filippou et Constandines 2004). 

 Calculs raffinés : contraintes initiales, lois de comportement 
La méthode des éléments finis est souvent adoptée pour reproduire numériquement le 

comportement des pieux. Parmi de nombreux auteurs, Zhan et al. (2012) et Wrana et al.(2013) ont 
étudié le comportement axial d’un pieu soumis à un chargement monotone en adoptant un 
comportement élastique-plastique parfait avec un critère de Mohr-Coulomb pour le sol et une 
modélisation 2D axisymétrique. Le comportement des pieux sous chargement axial cyclique a été 
étudié entre autres par Boulon et al. (1980), Puech et al (1982), Wichtmann (2005) et Cao (2010). Des 
modèles 3D sont également souvent adoptés pour étudier le comportement sous chargements 
combinés (axial et latéral), (Abdel-Rahman et Achmus, 2006, Achmus et al., 2009, Li, 2014, Li et al., 
2016).  

Les références mentionnées ci-dessus font l’hypothèse d’un pieu moulé, sans refoulement de sol, 
c’est-à-dire que les contraintes radiales autour du pieu sont fonction du poids propre du sol et du 
coefficient des terres au repos. Dans ce manuscrit, des contraintes initiales radiales issues de la méthode 
CPT ICP-05 (Jardine et al. 2005) sont imposées afin de mieux reproduire la distribution des contraintes 
issues du battage, avant l’application de l’effort axial (Isorna et al. 2015). L’objectif est de reproduire 
avec la méthode des éléments finis les essais sous chargement monotone en traction réalisés à la 
centrifugeuse géotechnique de l’IFSTTAR présentés précédemment. 

Dans un second temps, des lois de comportement basées sur la théorie de l’hypo-plasticité sont 
adoptées, théorie introduite par Kolymbas en 1991 et basée sur le concept d’hypo-élasticité (Kolymbas, 
1991). En effet, l’application de chargements cycliques sur un pieu provoque une accumulation des 
déplacements, une évolution des contraintes radiales et par conséquent un changement de la capacité 
portante (Andersen et al., 2013) nécessitant l’utilisation des lois de comportement avancées.  

Dans ce document nous considérons les contraintes de compression positives et les contraintes 
de traction négatives. 

3.1.1 Contraintes initiales 

Dans les modèles numériques, l’état de contraintes initiales dans un massif de sol autour du pieu 
est souvent considéré non modifié par la mise en place de pieu ; les contraintes radiales augmentent 
linéairement avec la profondeur et sont calculées à partir des contraintes verticales (issues du poids 



Bibliographie numérique 

63 
 

propre) et le coefficient des terres au repos 𝐾𝐾0. Cette hypothèse est réaliste pour le cas des pieux moulés 
et elle est conforme aux méthodes analytiques utilisées pour calculer la résistance au frottement des 
pieux (API 2011; DNV 1977, 2014; Meyerhof et al. 1983). 

La modélisation de la mise en place d’un pieu dans le sol est une tâche complexe (Berenguer 
Todo Bom 2014; Dijkstra et al. 2011; Pham 2009). En raison des similitudes entre la réalisation d’un 
essai pénétrométrique et la mise en place d’un pieu à embase fermée, des méthodes analytiques ont été 
développées, basées sur l’essai CPT. Ces différentes méthodes (Imperial College (ICP-05) (Jardine et 
al. 2005), Fugro (Fugro-05) (Kolk et al. 2005), Université de Western Australia (UWA-05) (Lehane et 
al. 2005b), Institute Norvégien de Géotechnique (NGI-05) (Clausen et al. 2005)) permettent de calculer 
la capacité portante des pieux à partir de la résistance de pointe obtenue lors de l’essai CPT. Elles sont 
présentées en détail dans l’ouvrage de Schneider et al. (2008).  

La méthode ICP-05 (Jardine et al. 2005) est adoptée ci-dessous pour calculer les contraintes 
radiales initiales à imposer dans le massif de sol autour du pieu, Isorna et al. (2015). Les contraintes 
sont calculées avec les formules (3-1) à (3-3) : 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 𝑎𝑎(𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) + 𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′ ) (3-1) 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) =
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)

34
�
ℎ′
𝐵𝐵 2⁄

�
−0,38

�
𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧)
𝑃𝑃𝑎𝑎

�
0,13

𝑒𝑒𝑒𝑒 𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′ =
2𝐺𝐺
𝐵𝐵 2⁄

𝛿𝛿ℎ  (3-2) 

𝐺𝐺 = 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)(0,0203 + 0,00125𝜂𝜂 − 1,21 × 10−5𝜂𝜂2)−1 𝑒𝑒𝑒𝑒 𝜂𝜂 =
𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧)

(𝜎𝜎𝑣𝑣0′ 𝑃𝑃𝑎𝑎)0,5 (3-3) 

Où 
𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) : contrainte radiale effective lors de l’arrachement (MPa) ; 

𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (z) : contrainte radiale effective après installation et consolidation (MPa) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (z) : contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu (MPa) ; 

𝛥𝛥𝛥𝛥𝑟𝑟𝑟𝑟′  : variation de la contrainte radiale effective due au chargement (MPa) ; 

𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) : résistance de pénétration de pointe (résultat de l’essai CPT) (MPa) ; 

𝑃𝑃𝑎𝑎  : pression atmosphérique (MPa) ; 

𝐺𝐺 : module de cisaillement du sol (MPa) ; 

𝐵𝐵 : diamètre de pieu (m) ; 

ℎ′ : distance depuis la pointe de pieu (m) ; 

𝛿𝛿ℎ : déplacement perpendiculaire au plan de cisaillement, estimé à 2×10-5(m) ; 
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𝑧𝑧 : profondeur (m) ; 

𝑎𝑎 ∶ coefficient fonction du type de chargement, compression=1 et traction=0,8. 

La contrainte radiale effective lors de l’arrachement est ainsi directement proportionnelle à la 
résistance de pointe 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) et au coefficient 𝑎𝑎. Ce dernier prend en compte l’effet Poisson sur le pieu 
(variation du diamètre du pieu en fonction de chargement appliqué), ainsi que la modification de 
l’orientation des contraintes principales entre le battage et l’arrachement. Lorsqu’un effort de traction 
est appliqué, le diamètre du pieu est légèrement réduit, le sol se relâche et ainsi les contraintes radiales 
se trouvent diminuées. 

3.1.2 Lois de comportement 

Reproduire le comportement non-linéaire du sol sous chargement monotone ou cyclique est une 
tâche assez complexe. Cette non-linéarité provient entre autres de la génération de déformations 
plastiques lorsque le critère de plasticité est atteint : un des modèles les plus utilisés dans les bureaux 
d’études est celui de Mohr-Coulomb, modèle bien adapté pour des chargements monotones. Une autre 
source de non-linéarité provient de la dépendance du module d’Young avec l’état des contraintes : des 
modèles hypo-plastiques peuvent alors être utilisés (Kolymbas et Wu, 1993; Wu et Bauer, 1994; 
Wolffersdorff, 1996). Couplés avec le concept d’«intergranular strain » (Niemunis et Herle 1997), ces 
modèles sont aptes à simuler de façon réaliste également le comportement cyclique.  

3.1.2.1 Loi de Mohr-Coulomb 

Le modèle de Mohr-Coulomb est une loi de comportement élastique-plastique parfaite qui décrit 
de manière approchée le comportement des sables (Mestat 1997). Il adopte le critère de rupture de 
Mohr-Coulomb qui est définie par la fonction de charge 𝐹𝐹, donnée par l’équation (3-4). Dans l’espace 
des contraintes principales, cette équation décrit les six plans d’une pyramide (Figure 3-1). 

𝐹𝐹 =
1
2

(𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′ − 𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′ ) +
1
2

(𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′ + 𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′ )𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝜑𝜑′ − 𝑐𝑐 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝜑𝜑′ = 0 (3-4) 

Avec 
  𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′  : contrainte principale effective majeure de compression ; 
  𝜎𝜎𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚′  : contrainte principale effective mineure de compression. 
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Figure 3-1. a) Critère de rupture de Mohr-Coulomb dans l’espace des contraintes principales et b) 
modélisation d'un essai triaxial de compression (Mestat 1997) 

Dans la Figure 3-1(b) 𝜑𝜑′ correspond à l’angle de frottement interne effectif du sol, 𝜓𝜓 est l’angle 
de dilatance, 𝜐𝜐 le coefficient de Poisson et 𝐸𝐸𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 le module de déformation sécant du sol déduit des 
modules élastiques en petites déformations à travers la méthode proposée par Delfosse-Ribay et al. 
(2004) : 

𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝐴𝐴
(𝐵𝐵 − 𝑒𝑒)2

(1 + 𝑒𝑒)
(𝜎𝜎3′)𝐶𝐶;  𝜎𝜎3′ =

𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (1 + 2𝐾𝐾0)
3

 (3-5) 

𝐸𝐸𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 2𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚(1 + 𝜐𝜐); 𝐸𝐸𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 = 𝐸𝐸𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 2⁄  (3-6) 

Avec : 

  𝐴𝐴,𝐵𝐵 𝑒𝑒𝑒𝑒 𝐶𝐶 des coefficients dont les valeurs pour le sable de Fontainebleau sont 200, 2,17 et 
0,47 respectivement ; 

𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 : module de cisaillement en petites déformations (Pa) ; 

𝑒𝑒 : indice des vides ; 

𝜎𝜎3′ : contrainte de confinement (Pa) ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′ : contrainte verticale effective (Pa) ; 

𝐸𝐸𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚: module de Young du sol (Pa) ; 

𝜈𝜈: coefficient de Poisson ; 

𝐾𝐾0: coefficient de poussée des terres au repos, 𝐾𝐾0 = 1 − sin𝜑𝜑′. 

𝐸𝐸𝑠𝑠𝑝𝑝𝑟𝑟

𝜎𝜎𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑′ − 𝜎𝜎𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑𝑑
′

1 − 2𝜐𝜐

a) b)
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3.1.2.2 Loi hypo-plastique de Wolffersdorf 

Les lois hypo-plastiques permettent de prendre en compte la déformation du sol due à la 
réorganisation du squelette granulaire suite à l’application des efforts et reproduisent ainsi d’une façon 
plus réaliste l’évolution du module. La formulation de ce type de loi ne requiert pas de potentiel 
plastique, ne décompose pas le taux des déformations en une partie élastique et une partie plastique et 
suit une non-linéarité incrémentale (Kolymbas et Wu 1993; Wu et Bauer 1994, Wolffersdorff 1996). 
Partant du premier modèle hypo-plastique proposé par Kolymbas (1991a), Bauer (1996) et Gudehus 
(1996) ont introduit l’influence de l’indice des vides en adoptant la formulation générale suivante (les 
lettres en gras correspondent aux tenseurs du deuxième ordre, aux matrices (pour la formulation du 
macroélément dans la section §3.2)) et aux vecteurs, les lettres calligraphiques aux tenseurs de 
quatrième ordre, le symbole ‖  ‖ représente la norme euclidienne et le symbole ( )̇ la dérivée par 
rapport au temps) :  

𝑻̇𝑻 = 𝑔𝑔(𝑻𝑻, 𝑒𝑒,𝑫𝑫) (3-7) 

Avec  
𝑔𝑔 : fonction qui définit le taux des contraintes ; 

𝑻̇𝑻 : taux de contraintes ; 

𝑒𝑒 : indice des vides ; 

𝑫𝑫 : taux de déformations. 

Ces premières versions de la loi ne permettaient pas de reproduire de façon réaliste le 
comportement sous chargement cyclique, car elles généraient une accumulation excessive des 
déformations ou des contraintes (« ratcheting ») pour des cycles de chargement de faible amplitude 
Niemunis et Herle (1997). Afin d’améliorer les performances de la loi sous chargement cyclique, les 
mêmes auteurs ont introduit le concept de « déformation intergranulaire » (intergranular strain) 
(Niemunis et Herle, 1997). La loi hypo-plastique proposée par Wolffersdorff (1996), avec la prise en 
compte des déformations intergranulaires (Gudehus et al. 2008) est succinctement présentée ci-
dessous. 

La loi hypo-plastique de Wolffersdorf est basée sur la loi élasto-plastique de Drucker-Prager avec 
le critère de Matsuoka-Nakai (Matsuoka et Nakai, 1977). Elle a été validée à partir d’essais triaxiaux sur 
du sable en compression et en extension sur du sable de Hochstetten (Wolffersdorff 1996). Le modèle 
est décrit par l’équation suivante : 

𝑻̇𝑻 =  ℒ:𝑫𝑫 + 𝑵𝑵‖𝑫𝑫‖ (3-8) 

La non-linéarité incrémentale, caractéristique des modèles hypo-plastiques, résulte de 
l’interaction entre ℒ et le vecteur 𝑵𝑵. La valeur initiale (domaine élastique) de ℒ dépend du module de 
compressibilité 𝐾𝐾 et du module de cisaillement maximal du sol 𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 . Pour des matériaux comme le 
sable, 𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 est fonction de la contrainte effective moyenne 𝑝𝑝𝑠𝑠 et de l’indice des vides 𝑒𝑒. Afin de le 
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calculer, la méthode suivante est adoptée, avec les paramètres A, B et C dépendant du sol, Delfosse-
Ribay et al. (2004) : 

𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 =  𝐴𝐴
(𝐵𝐵 − 𝑒𝑒)2

(1 + 𝑒𝑒) 𝑝𝑝𝑠𝑠𝐶𝐶 (3-9) 

Le modèle de Wolffersdorf adopte le critère de Matsuoka et Nakai (1977), fonction des invariants 
𝐼𝐼1 = 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑻𝑻, 𝐼𝐼2 = 1

2
[‖𝑻𝑻‖2 − (𝐼𝐼1)2] et 𝐼𝐼3 = det(𝑻𝑻), qui prend la forme suivante : 

𝑌𝑌(𝑻𝑻) = −
𝐼𝐼1𝐼𝐼2
𝐼𝐼3

−
9 − sin2 𝜑𝜑𝑐𝑐
1 − sin2 𝜑𝜑𝑐𝑐

 (3-10) 

Avec 𝜑𝜑𝑐𝑐 l’angle de frottement critique. 

Les expressions de ℒ et 𝑵𝑵 sont présentées ci-dessous : 

ℒ =  𝑓𝑓𝑏𝑏𝑓𝑓𝑒𝑒
1
𝑻𝑻�:𝑻𝑻�

�𝐹𝐹2𝒥𝒥 + 𝑎𝑎2𝑻𝑻�𝑻𝑻�� (3-11) 

𝑵𝑵 =  𝑓𝑓𝑑𝑑𝑓𝑓𝑏𝑏𝑓𝑓𝑒𝑒
𝐹𝐹 𝑎𝑎
𝑻𝑻�:𝑻𝑻�

�𝑻𝑻� + 𝑻𝑻�∗� (3-12) 

Avec 𝑻𝑻� = 𝑻𝑻 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑻𝑻⁄ , 𝑻𝑻�∗ = 𝑻𝑻� − 1
3
𝟏𝟏 le déviateur de 𝐓𝐓�, 𝒥𝒥 et 𝟏𝟏 les tenseurs unitaires (quatrième et 

deuxième ordre respectivement). 𝑎𝑎 est défini comme : 

𝑎𝑎 =
√3(3 − 𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 𝜑𝜑𝑐𝑐)

2√2 𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠 𝜑𝜑𝑐𝑐
 (3-13) 

Le facteur F est une fonction de 𝑻𝑻�∗ calculée comme : 

𝐹𝐹 = �
1
8
𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡2𝜉𝜉 +  

2 − 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡2𝜉𝜉
2 + √2 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 𝜉𝜉 𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 3𝜃𝜃

−
1

2√2
𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 𝜉𝜉 (3-14) 



Bibliographie numérique 

68 
 

𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 𝜉𝜉 = √3�𝑻𝑻�∗� ,  𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 3𝜃𝜃 =  −√6
𝑡𝑡𝑡𝑡�𝑻𝑻�∗ 𝑻𝑻� ∗ 𝑻𝑻� ∗�

�𝑻𝑻�∗: 𝑻𝑻�∗�
3 2⁄  (3-15) 

L’augmentation des contraintes dans le sol conduit à une augmentation de sa raideur et à une 
diminution de l’angle de dilatance. L’influence de la valeur de l’effort appliqué sur les caractéristiques 
de sol est prise en compte à travers les scalaires 𝑓𝑓𝑏𝑏 ,𝑓𝑓𝑒𝑒 et 𝑓𝑓𝑑𝑑 dépendant des trois indices de vides ci-
dessous: 

- 𝑒𝑒𝑖𝑖(𝑝𝑝𝑠𝑠) : indice des vides correspondant aux conditions les plus lâches possibles ; 
- 𝑒𝑒𝑐𝑐(𝑝𝑝𝑠𝑠) : indice des vides critique ; 
- 𝑒𝑒𝑑𝑑(𝑝𝑝𝑠𝑠) : indice des vides obtenu pour des conditions de densification maximale suite à 

l’application d’un chargement cyclique de petite amplitude. 

Leurs expressions sont données dans Herle et Gudehus (1999) et dans l’Annexe IV, fonction de 
la pression moyenne dans le squelette granulaire 𝑝𝑝𝑠𝑠:  

𝑝𝑝𝑠𝑠 = −𝑡𝑡𝑡𝑡 𝑻𝑻 3⁄   (3-16) 

Ces trois indices des vides diminuent avec l’augmentation de 𝑝𝑝𝑠𝑠 (Bauer 1996). Pour 𝑝𝑝𝑠𝑠 ≅ 0, ils 
correspondent aux constantes 𝑒𝑒𝑖𝑖0 >  𝑒𝑒𝑐𝑐0 > 𝑒𝑒𝑑𝑑,0 du matériau. Quand 𝑝𝑝𝑠𝑠 atteint des valeurs très 
importantes, ils tendent vers zéro. La relation ente 𝑝𝑝𝑠𝑠 et les indices des vides est donnée par: 

𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑒𝑒𝑖𝑖0

=
𝑒𝑒𝑐𝑐
𝑒𝑒𝑐𝑐0

=
𝑒𝑒𝑑𝑑
𝑒𝑒𝑑𝑑0

= 𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒 �−�
−𝑡𝑡𝑡𝑡𝑻𝑻
ℎ𝑠𝑠

�
𝑛𝑛

� (3-17) 

Avec ℎ𝑠𝑠 la dureté des grains (identifiée lors d’un essai de compression unidimensionnel comme 
la contrainte pour laquelle se produit un changement de courbure de la courbe contrainte-déformation 
volumique, aux fortes pressions) et 𝑛𝑛 une constante qui décrit la sensibilité du squelette granulaire face 
aux changements de pression (Herle et Gudehus 1999). 

La qualité des résultats obtenus avec la loi de Wolffersdorf dépend de la bonne indentification 
des huit paramètres ℎ𝑠𝑠 ,𝜑𝜑𝑐𝑐,𝑛𝑛, 𝑒𝑒𝑐𝑐0, 𝑒𝑒𝑑𝑑0, 𝑒𝑒𝑖𝑖0,𝛼𝛼 et 𝛽𝛽 à partir des essais expérimentaux (voir Tableau 3-1): 
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Tableau 3-1. Paramètres de la loi hypo-plastique de Wolffersdorf et essais nécessaires pour 
l’identification 

Paramètre Signification physique Méthode d’obtention 
𝜑𝜑𝑐𝑐 Angle de frottement critique Angle de repos 
𝑒𝑒𝑑𝑑0, 𝑒𝑒𝑖𝑖0, 𝑒𝑒𝑐𝑐0 Indices de vides maximal, minimal et critique Essais de caractérisation 
ℎ𝑠𝑠 Dureté des grains Essai œdométrique 

𝑛𝑛 
Exposant fonction de la sensibilité de 
squelette granulaire au changement de 
pression 

Essai œdométrique 

𝛼𝛼 
Exposant qui décrit la transition entre 
l’état au pic et l’état critique des contraintes 

Essai triaxial monotone 

𝛽𝛽 
Exposant représentant le changement de 
raideur à une densité donnée Essai œdométrique 

𝛼𝛼 et 𝛽𝛽 sont des exposants utilisés respectivement pour le calcul des scalaires 𝑓𝑓𝑑𝑑 et 𝑓𝑓𝑒𝑒. Les équations de 
𝑓𝑓𝑑𝑑 et 𝑓𝑓𝑒𝑒 et la méthode pour calibrer ces paramètres sont présentées dans Herle et Gudehus (1999) et 
dans l’Annexe IV.  

Herle et Gudehus (1999) ont calibré cette loi pour différents types de sable. Pour le sable de 
Karlsruhe, les auteurs ont obtenu 𝜑𝜑𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝=36,9° (angle de frottement au pic), 𝜑𝜑𝑐𝑐=31°, 
𝑒𝑒 =0,65, 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 =0,53 et 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 =0,84 (Wu et Kolymbas 1991). Les paramètres suivants ont été adoptés 
pour les simulations des essais triaxiaux (différentes valeurs de confinement) présentés ci-dessous pour 
le sable de Karlsruhe (Tableau 3-2, Figure 3-2): 

Tableau 3-2. Paramètres du modèle hypo-plastique pour le sable de Karlsruhe (Herle et Gudehus 1999) 

Matériaux 𝝋𝝋𝒄𝒄 [°] 𝒉𝒉𝒔𝒔 
[MPa] 𝒏𝒏 𝒆𝒆𝒅𝒅𝒅𝒅 𝒆𝒆𝒄𝒄𝒄𝒄 𝒆𝒆𝒊𝒊𝒊𝒊 𝜶𝜶 𝜷𝜷 

Sable du Karlsruhe 31 58000 0,28 0,53 0,84 1,00 0,13 1,0 
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Figure 3-2. Modélisation des essais triaxiaux pour différentes valeurs de confinement avec la loi hypo-
plastique de Wolffersdorf pour le sable de Karlsruhe (paramètres du Tableau 3-2, (Herle et Gudehus 
1999)) 

3.1.2.3 Déformation intergranulaire (intergranular strain) 

Le domaine élastique des sols se limite à des déformations inférieures à 10−5. Dans sa 
formulation initiale, la loi hypo-plastique proposée par Wolffersdorff (1996) prédit une accumulation 
excessive des déformations (des contraintes) quand des contraintes (des déformations) cycliques de 
petite amplitude sont appliquées (Figure 3-3). 

 
Figure 3-3. Cumulation excessive des a) contraintes et b) déformations (Niemunis et Herle, 1997) 

Pour améliorer les performances des modèles hypo-plastiques sous chargements cycliques, 
Niemunis et Herle (1997) ont introduit une nouvelle variable d’état appelée déformation intergranulaire, 𝒉𝒉. 
Il s’agit d’un tenseur qui prend en compte les déformations à l’interface intergranulaire et la 
réorganisation des grains de sol pendant l’application des petits efforts dans le domaine élastique. 𝒉𝒉 
peut être interprété comme la mesure de la micro-déformation à l’interface intergranulaire et sa valeur 
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ne peut pas être supérieure au rayon de déformation intergranulaire 𝑅𝑅. En effet, la norme euclidienne 
de 𝒉𝒉 vérifie la relation suivante : 

𝜌𝜌 =
‖𝒉𝒉‖
𝑅𝑅

 

avec 0 ≤ 𝜌𝜌 ≤ 1 et 𝑅𝑅 qui varie entre 10−7 pour des grains de grande taille et 10−3 pour des grains de 
petite taille (Kudella et Reul, 2002). 𝑅𝑅 peut être déterminé à partir des courbes contraintes-
déformations obtenues avec des essais dynamiques ou de « reversal strain ». Elle correspond à la taille 
de la zone où la raideur incrémentale reste approximativement constante (Figure 3-4). 

 
Figure 3-4. Détermination du paramètre R (Niemunis et Herle 1997) 

Le tenseur taux des déformations prend maintenant la forme suivante : 

𝒉̇𝒉 = �
�𝟏𝟏 − 𝒉𝒉�𝒉𝒉��𝜌𝜌𝛽𝛽𝑟𝑟  𝑫𝑫  � 𝒉𝒉� ∶ 𝑫𝑫 > 0�
  𝑫𝑫                         � 𝒉𝒉� ∶ 𝑫𝑫 ≤ 0�

 (3-18) 

Avec 𝛽𝛽𝑟𝑟 une constante et 𝒉𝒉� un vecteur unitaire qui correspond à la direction du vecteur 𝒉𝒉. 0 est 
le vecteur zéro : 

𝒉𝒉� = �𝒉𝒉 ‖𝒉𝒉‖⁄      (𝒉𝒉 ≠ 0)
𝟎𝟎                 (𝒉𝒉 = 0) (3-19) 

En considérant cette nouvelle variable l’équation générale de l’hypo-plasticité prend la forme 
suivante : 

𝑻̇𝑻 = ℳ:𝑫𝑫 (3-20) 
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Avec ℳ est un tenseur qui représente la raideur, obtenue à partir de ℒ(𝑻𝑻, 𝑒𝑒) et 𝑵𝑵(𝑻𝑻, 𝑒𝑒) modifiés 
par des coefficients multiplicateurs constants 𝑚𝑚𝑇𝑇, 𝑚𝑚𝑅𝑅 et 𝜒𝜒 : 

ℳ = [𝜌𝜌𝜒𝜒𝑚𝑚𝑇𝑇 + (1 − 𝜌𝜌𝜒𝜒)𝑚𝑚𝑅𝑅]ℒ + �
𝜌𝜌𝜒𝜒(1 −𝑚𝑚𝑇𝑇)ℒ ∶ 𝒉𝒉�𝒉𝒉� + 𝜌𝜌𝜒𝜒𝑵𝑵𝒉𝒉�    �𝒉𝒉� ∶ 𝑫𝑫 > 0�
𝜌𝜌𝜒𝜒(𝑚𝑚𝑅𝑅 −𝑚𝑚𝑇𝑇)ℒ ∶  𝒉𝒉�𝒉𝒉�                 �𝒉𝒉� ∶ 𝑫𝑫 ≤ 0�

 (3-21) 

Le tenseur ℒ est modifié tel que pour 𝜌𝜌 = 0 la raideur initiale est obtenue: 

ℳ = 𝑚𝑚𝑅𝑅ℒ (3-22) 

Les constantes 𝑚𝑚𝑅𝑅 et 𝑚𝑚𝑇𝑇 contrôlent la dégradation de la raideur lorsqu’on passe du régime des 
petites déformations aux moyennes déformations durant la phase de décharge et de chargement neutre. 
𝛽𝛽𝑟𝑟 contrôle le taux avec lequel ‖𝒉𝒉‖ tend vers 𝑅𝑅 et 𝜒𝜒 la transition du régime de petits déplacements à 
la réponse hypo-plastique.  

 Calculs simplifiés : Macro-élément 
Le macro-élément est un outil simplifié, robuste et rapide qui permet de décrire l’interaction sol-

fondation pour le cas où la fondation est soumise à des chargements statiques ou dynamiques bi ou 
tridimensionnels couplés. Le concept du macro-élément a été introduit en géotechnique par Nova et 
Montrasio (1991). Il consiste à considérer toutes les non-linéarités - matérielles (plasticité du sol) et/ou 
géométriques (soulèvement) - dans un domaine fini (« champ proche ») en les concentrant en un point 
représentatif et en formulant une loi 3D en variables généralisées (forces et déplacements). Le « champ 
lointain » correspond au reste du volume du sol, c’est-à-dire, la partie semi-infinie sous le macro-
élément. Ce volume de sol se comporte de manière élastique ou viscoélastique (pour prendre par 
exemple en compte l’amortissement radiatif en génie parasismique). La Figure 3-5 montre l’exemple 
d’un macro-élément pour une fondation superficielle (Grange 2008) et la décomposition de domaine 
en champs proche et lointain.  

Les premiers macro-éléments basés sur la théorie de la plasticité ont été développés pour l’étude 
du comportement des fondations superficielles sous chargements bidimensionnels ou tridimensionnels 
monotones statiques couplés (Nova et Montrasio, 1991; Cassidy et al., 2002), notamment pour 
l’industrie offshore (Martin 1994). Ils ont été ensuite étendus à des problèmes cycliques ou dynamiques 
(Crémer 2001; Crémer et al. 2001; Grange 2008; Grange et al. 2007, 2009; Montrasio et Nova 1997; 
Pedretti 1998; Di Prisco et al. 2002). Salciarini et Tamagnini (2009) ont proposé le premier macro-
élément pour des fondations superficielles basé sur la théorie de l’hypo-plasticité. Pour étudier la 
réponse des pieux sous chargements cycliques Li (2014) et Li et al. (2016) ont récemment proposé un 
macro-élément basé sur la théorie de l’hypo-plasticité. Ce dernier outil est développé ci-dessous. 
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Figure 3-5. Champ proche et champ lointain d’un macro-élément d’une fondation superficielle (Grange 
2008) 

3.2.1 Macro-élément pour pieu 

Le macro-élément pour pieux proposé par Li (2014) et Li et al. (2016) est inspiré du travail de 
Salciarini et Tamagnini (2009) sur un macro-élément pour des fondations superficielles développé dans 
le cadre de l’hypo-plasticité. Les auteurs ont adopté une nouvelle variable d’état appelé « déplacement 
interne » qui correspond au concept des « déformations intergranulaires » proposé par Niemunis et 
Herle (1997). Le nouveau macro-élément permet de reproduire le comportement d’un pieu sous 
chargements cycliques complexes dans un massif de sable de Fontainebleau (NE34) (Li 2014; Li et al. 
2016). La tête de pieu est considérée positionnée à la surface du sol et le comportement du pieu est 
élastique linéaire. Les phénomènes non-linéaires sont par conséquent limités au comportement du sol 
et l’interface.  

3.2.1.1 Surface de rupture 3D 

Les équations « constitutives » du macro-élément sont exprimées en termes de variables 
généralisées (forces, moments, déplacements et rotations). Elles sont obtenues à partir de la surface de 
rupture 3D d’un pieu isolé dans un massif de sable de Fontainebleau (NE34) déterminée 
numériquement avec un modèle aux éléments finis à partir des lois hypo-plastiques (Li 2014; Li et al. 
2014). 

Plus spécifiquement, un pieu isolé dans un massif de sable de Fontainebleau a été modélisé en 
3D (Li 2014; Li et al. 2014). Le pieu est considéré avoir un comportement élastique linéaire et le sol 
est modélisé à l’aide de la loi hypo-plastique de Wolffersdorf (voir section §3.1.2.2). L’hypothèse de 
grandes déformations est adoptée ainsi que la possibilité de procéder à un remaillage automatique. Le 
code ABAQUS a été adopté pour les calculs. Afin d’identifier la surface de rupture 3D, deux types 
d’essais sont numériquement réalisés : 

i. Swipe Test : un déplacement vertical est premièrement appliqué jusqu’à l’obtention d’un 
effort vertical donné. Ensuite, le déplacement vertical reste constant et le pieu est soumis à 
un déplacement soit horizontal, soit rotationnel, soit une combinaison des deux. 
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ii. Test de déplacement radial : test piloté en déplacements, où le rapport entre les déplacements 
imposés (dans différentes directions) reste constant. 

Les deux types d’essais ont donné des résultats similaires et les auteurs ont pu ainsi proposer une 
surface de rupture 3D dans l’espace V-H-M, où H et V correspondent respectivement à la force 
horizontale et verticale et M au moment fléchissant. Les résultats obtenus numériquement dans le plan 
H-V correspondent à la formule de cercle proposée par Meyerhof et Rajan (1973) : 

�
𝐻𝐻
𝑅𝑅𝐻𝐻
�
2

+ �
𝑉𝑉
𝑅𝑅𝑉𝑉
�
2

= 1 (3-23) 

Avec 𝑅𝑅𝐻𝐻  et 𝑅𝑅𝑉𝑉 les capacités portantes latérale et verticale du pieu respectivement.  

Dans le plan H-M les résultats ont donné une ellipse inclinée, similaire aux résultats de Gottardi 
et al. (1999) pour les fondations superficielles. Finalement Li (2014) et Li et al. (2014) proposent 
l’équation suivante pour décrire la surface de rupture 3D : 

𝑓𝑓 = 1.0�
𝐻𝐻

𝑁𝑁𝑝𝑝𝜇𝜇𝑝𝑝𝑅𝑅𝐻𝐻
�
2

+ 1.0�
𝑀𝑀

𝑁𝑁𝑝𝑝𝜇𝜇𝑝𝑝𝑅𝑅𝑀𝑀
�
2

− 1.5�
𝐻𝐻

𝑁𝑁𝑝𝑝𝜇𝜇𝑝𝑝𝑅𝑅𝐻𝐻
��

𝑀𝑀
𝑁𝑁𝑝𝑝𝜇𝜇𝑝𝑝𝑅𝑅𝑀𝑀

�

− �1 − �
𝑉𝑉

𝑁𝑁𝑝𝑝𝜇𝜇𝑝𝑝𝑅𝑅𝑉𝑉
�
2

� 
(3-24) 

Où 𝑅𝑅𝑀𝑀 est la résistance au moment fléchissant. Les auteurs ont également proposé de prendre 
en compte le nombre des pieux à travers le coefficient 𝑁𝑁𝑝𝑝 (nombre de pieux) et l’effet de groupe à 
travers le coefficient 𝜇𝜇𝑝𝑝 (𝜇𝜇𝑝𝑝 =1 pour un entraxe ≥ 8𝐵𝐵, 𝐵𝐵 étant le diamètre du pieu étudié). La Figure 
3-6 donne la forme 3D de la surface de rupture dans l’espace V-H-M. 
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Figure 3-6. Surface de rupture 3D du macro-élément pour pieu (Li 2014; Li et al. 2014) 

3.2.1.2 Formulation 

Le macro-élément est basé sur la théorie de l’hypo-plasticité et sa formulation suit le travail de 
Salciarini et Tamagnini (2009) pour des fondations superficielles. La réponse mécanique du pieu est 
exprimée en termes de vecteur force 𝒕𝒕 et de vecteur déplacement 𝒖𝒖 définis ci-dessous :  

𝒕𝒕 = {𝑉𝑉,𝐻𝐻,𝑀𝑀/𝐵𝐵}𝑻𝑻 (3-25) 

𝒖𝒖 = {𝑤𝑤,𝑢𝑢,𝑑𝑑𝑑𝑑}𝑻𝑻 (3-26) 

𝑉𝑉,𝐻𝐻 et 𝑀𝑀 qui correspondent aux efforts verticaux, horizontaux et les moments fléchissant 
appliqués en tête de pieu. 𝑤𝑤,ℎ et 𝜃𝜃 sont les déplacements et rotations respectives et 𝐵𝐵 le diamètre de 
pieu. Conformément à la théorie de l’hypo-plasticité et au travail de Salciarini et Tamagnini (2009), les 
équations générales du macro-élément prennent la forme suivante :  

𝒕̇𝒕 = 𝑲𝑲(𝒕𝒕,𝜼𝜼)𝒖̇𝒖 (3-27) 

𝑲𝑲 = 𝑳𝑳(𝒕𝒕) + 𝑵𝑵(𝒕𝒕)𝜼𝜼𝑇𝑇 (3-28) 

𝜼𝜼 =
𝒖̇𝒖
‖𝒖̇𝒖‖

 (3-29) 

Avec 𝑲𝑲 la matrice tangente, 𝜼𝜼 la direction de la vitesse généralisée 𝒖̇𝒖, 𝑳𝑳 une matrice et 𝑵𝑵 un 
vecteur « constitutifs » à calibrer à partir des résultats expérimentaux. La rigidité varie donc 
continuellement (non-linéarité incrémentale) et elle est composée d’une partie linéaire 𝑳𝑳(𝒕𝒕) et une 
partie non-linéaire 𝑵𝑵(𝒕𝒕) qui modifie la partie linéaire en fonction des contraintes appliquées.  
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Pour étudier le cas des chargements cycliques, une nouvelle variable 𝛅𝛅 est introduite. Cette 
variable représente le « déplacement interne », similaire à la « déformation intergranulaire » introduite 
par Niemunis et Herle (1997). Dans ce cas, l’équation du macro-élément hypo-plastique prend la forme 
suivante : 

𝒕̇𝒕 = 𝑲𝑲(𝒕𝒕,𝛅𝛅,𝜼𝜼)𝒖̇𝒖 (3-30) 

𝑲𝑲 = [𝜌𝜌𝜒𝜒𝑚𝑚𝑇𝑇 + (1 − 𝜌𝜌𝜒𝜒)𝑚𝑚𝑅𝑅]𝑳𝑳 + �
𝜌𝜌𝜒𝜒(1 −𝑚𝑚𝑇𝑇)(𝑳𝑳𝜼𝜼δ)𝜼𝜼δ𝑇𝑇 + 𝜌𝜌𝜒𝜒𝑵𝑵𝜼𝜼δ𝑇𝑇     (𝜼𝜼δ𝜼𝜼 > 0)
𝜌𝜌𝜒𝜒(𝑚𝑚𝑅𝑅 −𝑚𝑚𝑇𝑇)(𝑳𝑳𝜼𝜼δ)𝜼𝜼δ𝑇𝑇                      (𝜼𝜼δ𝜼𝜼 ≤ 0) 

 (3-31) 

L’équation (3-31) a la même forme que l’équation (3-21). Les paramètres 𝑚𝑚𝑇𝑇 ,𝑚𝑚𝑅𝑅 ,𝜒𝜒 sont des 
constantes du modèle hypo-plastique. L’évolution du taux de déplacement interne 𝛅̇𝛅 est définie par 
l’équation suivante  

𝛅̇𝛅 = ��𝑰𝑰 − 𝜌𝜌𝛽𝛽𝑟𝑟𝜼𝜼δ𝜼𝜼δ𝑇𝑇�𝒖̇𝒖       (𝜼𝜼δ𝜼𝜼 > 0) 
𝒖̇𝒖                                    (𝜼𝜼δ𝜼𝜼 ≤ 0)

 (3-32) 

𝜼𝜼δ = �𝛅𝛅 ‖𝛅𝛅‖ ⁄         (‖𝛅𝛅‖ > 0) 
𝟎𝟎                   (‖𝛅𝛅‖ = 0)  (3-33) 

𝜌𝜌 =
‖𝛅𝛅‖
𝑅𝑅

 (3-34) 

𝜼𝜼δ est un vecteur unitaire, 𝑰𝑰 la matrice d’identité, 𝜌𝜌 définit la direction du déplacement interne, 
𝛽𝛽𝑟𝑟 et 𝑅𝑅 sont des constantes du modèle. Le déplacement interne ne peut pas dépasser la valeur de 𝑅𝑅 
donc, 0 ≤ 𝜌𝜌 ≤ 1. Pour 𝜌𝜌 = 0 on retrouve la matrice de raideur initiale (domaine élastique) 𝑲𝑲𝑒𝑒 : 

𝑳𝑳 =
1
𝑚𝑚𝑅𝑅

𝑲𝑲𝑒𝑒 (3-35) 

𝑲𝑲𝑒𝑒 = �
𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 0 0
0  𝑘𝑘ℎℎ 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚
0 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚

� (3-36) 

𝜌𝜌 =
‖𝛅𝛅‖
𝑅𝑅

 (3-37) 

La matrice linéaire est définie par les différentes raideurs (verticale, horizontale, rotationnelle et 
leur couplages (horizontale-verticale), 𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣,  𝑘𝑘ℎℎ,𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 et 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚, respectivement). Des méthodes pour 
déterminer la valeur de ces paramètres sont présentées dans le Chapitre 4. 

La fonction non-linéaire du macro-élément 𝑵𝑵 s’exprime comme : 
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𝑵𝑵(𝒕𝒕) = −𝑌𝑌(𝒕𝒕)𝑳𝑳𝑳𝑳(𝒕𝒕)  (3-38) 

Le vecteur 𝒎𝒎(𝒕𝒕) est un vecteur unitaire qui indique la direction de la vitesse à la rupture (direction 
de l’écoulement plastique), il est obtenu en considérant un écoulement associé.  

𝒎𝒎 = �
𝒖̇𝒖
‖𝒖̇𝒖‖

�
𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟𝑟

 (3-39) 

La fonction scalaire 𝑌𝑌(𝒕𝒕) ∈ [0, 1] prend en compte le degré de non-linéarité, elle traduit la 
distance entre l’état de contraintes généralisées et la surface de rupture. Pour 𝑌𝑌(𝒕𝒕) = 1 le critère de 
rupture est atteint. Cette valeur diminue avec l’augmentation de la distance. Elle est définie par 
l’expression suivante :  

𝑌𝑌(𝒕𝒕) = 𝜉𝜉𝜅𝜅              𝜉𝜉 ∈ [0,1] (3-40) 

Pour 𝜉𝜉 = 1 la surface de charge et la surface de rupture coïncident. 𝜅𝜅 est une constante du 
matériau qui contrôle l’évolution de cette fonction scalaire. Pour calculer la valeur de 𝜉𝜉, la surface de 
charge est définie à partir de l’hypothèse que pour chaque cas de chargement 𝒕𝒕 à l’intérieur du critère 
de rupture, un état 𝒕𝒕∗ est défini sur la surface de rupture par projection depuis l’origine de l’espace des 
chargements, les deux surfaces étant homothétiques : 

𝒕𝒕∗ =
1
𝜉𝜉
𝒕𝒕       𝜉𝜉 ∈ (0, 1] (3-41) 

Une interprétation géométrique est présentée dans la Figure 3-7. Prenons le cas d’un chargement 
représenté par le point A (𝑉𝑉′,𝐻𝐻′,𝑀𝑀′, ) qui se trouve sur une surface de charge décrite par l’équation 
(3-42). Le point B (𝑉𝑉∗,𝐻𝐻∗,𝑀𝑀∗) se trouve sur la surface de rupture qui a la même forme mais une taille 
différente, (3-43). Le point B est obtenu par projection du point A depuis l’origine de l’espace des 
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Figure 3-7. Evolution de la surface de charge et critère de rupture du macro-élément pour pieu (Li 2014; 
Li et al. 2014) 

3.2.1.3 Paramètres du macro-élément 

Le macro-élément est implémenté dans FEDEASLab (Filippou et Constandines, 2004). Ses 
paramètres sont regroupés dans le tableau ci-dessous et les méthodes pour les calculer sont présentées 
dans le Chapitre 4. 

Tableau 3-3. Paramètres du macro-élément de Li (2014) et Li et al. (2016) 
Paramètre Description Fonction 
𝑅𝑅𝐻𝐻 Capacité portante (force horizontale) 

Surface de rupture 𝑅𝑅𝑀𝑀 Capacité portante (moment) 
𝑅𝑅𝑉𝑉 Capacité portante (force verticale) 
𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 Raideur verticale 

Raideur élastique 
𝑘𝑘ℎℎ Raideur horizontale 
𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 Raideur rotationnelle 
𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 Raideur rotationnelle-horizontale 
𝜅𝜅 Evolution de la surface de rupture Paramètre d’écrouissage  
𝑚𝑚𝑅𝑅 Coefficient de raideur pendant la décharge 

Chargements cycliques 

𝑚𝑚𝑇𝑇  
Coefficient de raideur pour une force 
neutre 

𝑅𝑅  Domaine de déformation linéaire 

𝛽𝛽𝑟𝑟  
Taux d’évolution de déformation 
intergranulaire 

𝜒𝜒  Coefficient de transition linéaire  

𝑅𝑅𝑟𝑟

𝑅𝑅𝑝𝑝

𝑅𝑅𝐿

𝑅𝑅𝑀𝑀

B: Critère de rupture
A: Surface de charge 
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𝑅𝑅𝐿
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B: Critère de rupture
A: Surface de charge 
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 Conclusion 
Dans ce chapitre la loi hypo-plastique avec déformation intergranulaire est présentée, le 

comportement du sol dépend de la variation des indices de vides (fonction de l’évolution de la pression 
moyenne dans le squelette granulaire). Le modèle est composé de quinze paramètres : dix d’entre eux 
contrôlent le comportement du sol sous chargement monotone et cinq contrôlent le comportement 
cyclique. Pour déterminer la valeur des chacun des variables de ce modèle dans le Chapitre 4 la 
calibration des paramètres à partir des essais triaxiaux réalisés en laboratoire est proposé, une étude de 
l’influence des paramètres est aussi proposée. 

Le macro-élément développé pour étudier le comportement des pieux dans du sable de 
Fontainebleau dense est aussi présenté, il utilisé la loi hypo-plastique avec déformation intergranulaire 
pour modéliser le comportement du sol. Dans cet outil la calibration des paramètres de la loi n’est pas 
nécessaire mais, des paramètres doivent être calibres à partir des caractéristiques du pieu pour 
déterminer sa surface de rupture. Différentes méthodes existent pour obtenir ces paramètres, ils sont 
développés dans le Chapitre 4 . 
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Chapitre 4  : Calibration du modèle numérique 

 Introduction 
Dans cette thèse, deux approches numériques sont adoptées pour simuler le comportement des 

pieux testés en centrifugeuse : la méthode des éléments finis et une méthode simplifiée basée sur le 
concept du macro-élément. La première partie de chapitre présente la calibration des paramètres de la 
loi hypo-plastique du modèle éléments finis à partir des essais triaxiaux. La deuxième partie présente 
la calibration des paramètres du macro-élément de Li (Li 2014; Li et al. 2016) à partir des formules de 
la littérature et des courbes force-déplacement obtenues lors des essais expérimentaux à la 
centrifugeuse de l’IFSTTAR Nantes.  

 Calibration des paramètres de la loi hypo-plastique 
La loi hypo-plastique de Wolffersdorff (1996), avec ou sans « déformation intergranulaire » 

(Niemunis et Herle 1997), est ci-dessous calibrée à partir des essais triaxiaux sur du sable de 
Fontainebleau de densité élevée. Les essais ont été effectués pour différents niveaux de confinement : 
50, 100, 200 et 400 kPa. Un modèle numérique composé d’un élément fini quadrilatéral avec quatre 
nœuds et un seul point d’intégration (C3D8R, Abaqus) est adopté pour les simulations, le déplacement 
vertical à la base de l’élément est empêché (Figure 4-1). Le chargement est appliqué en 2 parties, 
d’abord la pression de confinement sur les bords extérieurs de l’élément puis, un déplacement uniforme 
est appliqué sur la surface horizontale supérieure selon la direction de Z (Figure 4-1). 

 
Figure 4-1. Schéma de modélisation des essais triaxiaux 

Li et al. (2016) ont utilisé ce modèle hypo-plastique pour étudier le comportement des pieux sous 
chargement latéral dans un massif de sable de Fontainebleau dense. Les valeurs proposées pour les 

Déplacement 
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x
z
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paramètres de la loi dans leur étude sont utilisées ici pour simuler les essais triaxiaux. Le tableau ci-
dessous regroupe les quinze paramètres de la loi hypo-plastique. Les neuf premiers paramètres 
correspondent à la version du modèle sans « déformation intergranulaire ».  

Tableau 4-1. Paramètres du modèle hypo-plastique de Wolffersdorff (1996) avec ou sans déformation 
intergranulaire après calibration avec des essais triaxiaux 

Paramètre Symbole Valeur Unité 
Angle de frottement critique interne  𝜑𝜑𝑐𝑐 31,6 ° 
Cohésion artificielle 𝑐𝑐𝑎𝑎 0,001 Pa 
Dureté des grains ℎ𝑠𝑠 4,8×109 Pa 
Constante 𝑛𝑛 0,29  
Indice des vides minimum de référence 𝑒𝑒𝑑𝑑0 0,37  
Indice des vides critique de référence 𝑒𝑒𝑐𝑐0 0,88  
Indice des vides maximum de référence  𝑒𝑒𝑖𝑖0 0,99  
Constante 𝛼𝛼 0,24  
Constante 𝛽𝛽 1,97  
Coefficient de raideur pendant la décharge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5  
Coefficient de raideur pour une force neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇 2  
Domaine de déformation linéaire 𝑅𝑅 1×10-4 m 
Taux d’évolution de déformation intergranulaire 𝛽𝛽𝑟𝑟 0,8  
Coefficient de transition linéaire  𝜒𝜒 6  

Les figures ci-dessous présentent les résultats de l’essai triaxial pour une contrainte de 
confinement de 400 kPa pour les deux versions de la loi hypo-plastique (avec et sans « déformation 
intergranulaire », IS désigne l’« intergranular strain » sur la Figure 4-2). La prise en compte de la 
déformation intergranulaire permet de s’approcher plus des résultats expérimentaux : elle est donc 
retenue pour les simulations effectuées dans la suite du manuscrit. La Figure 4-3 présente la 
comparaison des résultats numériques (avec les paramètres de Tableau 4-1) et des résultats 
expérimentaux pour différentes valeurs de confinement. La capacité du modèle hypo-plastique avec « 
déformation intergranulaire » à reproduire les essais triaxiaux est satisfaisante. 
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Figure 4-2. Triaxial (400kPa), résultats numériques Vs. résultats expérimentaux : a) contrainte 
déviatorique en fonction de la déformation volumique et b) déformation volumique en fonction de la 
déformation verticale 

 
Figure 4-3. Résultats numériques Vs. résultats expérimentaux pour des essais triaxiaux à plusieurs 
niveaux de confinement : a) contrainte déviatorique en fonction de la déformation volumique et b) 
déformation volumique en fonction de la déformation verticale. 

4.2.1 Etude de l’influence des paramètres de loi hypo-plastique 

Bien que les paramètres de la loi hypo-plastique aient un sens physique clair, une étude de leur 
contribution sur la réponse mécanique est présentée ci-dessous. Cette étude nous a permis de mieux 
comprendre leur influence et a facilité la calibration par preuve-erreur des paramètres cycliques de la 
section §5.2.2. 
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Les paramètres utilisés pour représenter les essais triaxiaux de la section §4.2 (Tableau 4-1) sous 
une contrainte de confinement de 400 kPa sont ci-dessous augmentés de 30%, un paramètre à la fois 
et les calculs ont été relancé. Les résultats sont comparés avec ceux obtenus avec les paramètres 
initiaux. Le Tableau 4-2 présente les nouvelles valeurs des paramètres utilisées. 

Tableau 4-2. Valeurs des paramètres pour l'étude de sensibilité 

Paramètre Symbole Valeur 
originale 

Valeur 
+30% Unité 

Angle de frottement critique interne  𝜑𝜑𝑐𝑐 31,60 41,08 ° 
Cohésion artificielle 𝑐𝑐𝑎𝑎 1,00×10-3 1,30×10-3 Pa 
Dureté des grains ℎ𝑠𝑠 4,80×109 6,24×109 Pa 
Constante 𝑛𝑛 0,29 0,38  
Indice des vides minimum de référence 𝑒𝑒𝑑𝑑0 0,37 0,48  
Indice des vides critique de référence 𝑒𝑒𝑐𝑐0 0,88 1,14  
Indice des vides maximum de référence  𝑒𝑒𝑖𝑖0 0,99 1,28  
Indice des vides du sol  𝑒𝑒 0,58 0,75  
Constante 𝛼𝛼 0,24 0,31  
Constante 𝛽𝛽 1,97 2,56  
Coefficient de raideur pendant la décharge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5,00 6,5  
Coefficient de raideur pour une force 
neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇 2,00 2,6  

Domaine de déformation linéaire 𝑅𝑅 1,00×10-4 1,30×10-4 m 
Taux d’évolution de déformation 
intergranulaire 𝛽𝛽𝑟𝑟 0,80 1,04  

Coefficient de transition linéaire  𝜒𝜒 6,00 7,80  

Le premier paramètre étudié a été l’indice des vides du sol 𝑒𝑒, il a une influence très importante 
sur le comportement du sol. La Figure 4-4 montre qu’une augmentation de 𝑒𝑒 occasionne une réduction 
de la résistance au pic et de la raideur, le sol a alors un comportement majoritairement contractant. Ce 
comportement est opposé au cas pour lequel l’angle de frottement critique 𝜑𝜑𝑐𝑐 est augmenté (Figure 
4-5). 
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Figure 4-4. Influence de l'indice des vides 𝒆𝒆 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

 
Figure 4-5. Influence de 𝝋𝝋𝒄𝒄 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

Le paramètre 𝜑𝜑𝑐𝑐 a une forte influence sur la résistance au pic, son augmentation occasionne une 
augmentation de la raideur et de l’angle de dilatance du sol. 
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Figure 4-6. Influence de 𝒉𝒉𝒔𝒔 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

 
Figure 4-7. Influence de 𝒏𝒏 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

L’influence de la dureté des grains ℎ𝑠𝑠 et de la constante 𝑛𝑛 sont présentées dans les Figure 4-6 et 
Figure 4-7 respectivement. Les deux paramètres ont qualitativement des influences similaires : la 
raideur, l’angle de dilatance et la résistance au pic augmentent. La diminution de la constante 𝑛𝑛 retarde 
la phase de dilatance dans le sol. 

L’influence de l’indice des vides critique 𝑒𝑒𝑐𝑐0 est également étudiées ci-dessous : il en résulte 
naturellement une variation des paramètres 𝑒𝑒𝑑𝑑0 et 𝑒𝑒𝑖𝑖0 dans les mêmes proportions. L’indice des vides 
de sol utilisé 𝑒𝑒0 est égal à 0,58. La résistance au pic augmente avec l’augmentation de 𝑒𝑒𝑐𝑐0 du fait du 
comportement volumique dilatant plus marqué. 

0 2 4 6 8 10 12

0

1

2

3

Déformation verticale [%]

D
éf

or
m

at
io

n 
vo

lu
m

et
riq

ue
 [%

]

 

 

hs=4,80×109 Pa

hs=6,24×109 Pa

0 2 4 6 8 10 12
0

500

1000

1500

Déformation verticale [%]

C
on

tra
in

te
 d

év
ia

to
riq

ue
 [k

P
a]

0 2 4 6 8 10 12

0

1

2

3

4

5

Déformation verticale [%]

D
éf

or
m

at
io

n 
vo

lu
m

et
riq

ue
 [%

]

 

 

n=0,28
n=0,38

0 2 4 6 8 10 12
0

500

1000

1500

Déformation verticale [%]

C
on

tra
in

te
 d

év
ia

to
riq

ue
 [k

P
a]



Calibration du modèle numérique 

86 
 

 
Figure 4-8.Influence de 𝒆𝒆𝒄𝒄𝒄𝒄 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

Les exposants 𝛼𝛼 et 𝛽𝛽 ont des influences similaires : le module et la contrainte au pic se trouvent 
légèrement augmentés, l’angle de dilatance n’est pas modifié mais, le comportement dilatant se produit 
pour une valeur de déformation verticale inférieure à celle obtenue lors de l’étude avec les paramètres 
originaux. 

 
Figure 4-9. Influence de 𝜷𝜷 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 
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Figure 4-10. Influence de 𝜶𝜶 sur l'essai triaxial avec 400kPa de confinement 

Pour résumer, l’indice des vides 𝑒𝑒 controle le comportement car il a une influence importante, 
au même titre que le confinement, sur le module et la contrainte au pic.  

L’influence des paramètres utilisés pour prendre en compte la déformation intergranulaire est 
ensuite étudiée à travers un essai triaxial classique (piloté en déplacement) dont la contrainte 
déviatorique moyenne appliquée est de 100 kPa et un essai triaxial cyclique en compression dont la 
contrainte déviatorique cyclique est de 100 kPa, sous une contrainte de confinement de 400 kPa (Figure 
4-11). Pour la réalisation de l’essai numérique cyclique, la contrainte de confinement est d’abord 
appliquée et ensuite elle est gardée constante pendant l’application de cinq cycles de chargement. 

 
Figure 4-11. Chargement cyclique appliqué pendant l’essai triaxial cyclique 

La déformation intergranulaire est définie par cinq paramètres : 𝑚𝑚𝑅𝑅, 𝑚𝑚𝑇𝑇, 𝑅𝑅, 𝛽𝛽𝑟𝑟 et 𝜒𝜒. Les deux 
premiers paramètres contrôlent l’augmentation de la raideur dans le squelette granulaire pour des 
changements de direction du chargement de 90° et 180° respectivement. Dans la littérature, 𝑚𝑚𝑅𝑅 est 
pris égal à 2,00 et 𝑚𝑚𝑇𝑇 égal à 5,00 (« règle du pouce ») (Pham 2009). Le paramètre 𝑅𝑅 correspond à la 
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limite de comportement élastique : il varie entre 10-7 et 10-3, couramment la valeur 10-4 est utilisée. Dans 
cette section seule l’influence’ de 𝛽𝛽𝑟𝑟 et 𝜒𝜒 est étudiée (Figure 4-12 et Figure 4-13). 

 
Figure 4-12. Influence de 𝜷𝜷𝒓𝒓 sur l'essai triaxial monotone avec 400kPa de confinement 

 
Figure 4-13. Influence de 𝝌𝝌 sur l'essai triaxial monotone avec 400kPa de confinement 

La variable 𝛽𝛽𝑟𝑟 n’a pas une influence importante quand elle est supérieure à 0,8. Néanmoins, pour 
une valeur inférieure (𝛽𝛽𝑟𝑟 = 0,2), la raideur est beaucoup plus importante que pour le cas initial (𝛽𝛽𝑟𝑟 =
0,8). L’angle de dilatance est inversement proportionnel à la valeur de 𝛽𝛽𝑟𝑟. Pour 𝛽𝛽𝑟𝑟 = 0,2 le sol ne 
présente pas de comportement volumique contractant. Le paramètre 𝜒𝜒 n’a pas d’influence importante 
sur la raideur. Une variation de 30% n’occasionne pas de changement dans la déformation verticale et 
volumétrique. Pour 𝜒𝜒 = 2 une légère influence sur le comportement contractant est observée. 
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Figure 4-14. Influence de 𝜷𝜷𝒓𝒓 sur l'essai triaxial cyclique avec 400kPa de confinement 

 
Figure 4-15. Influence de 𝝌𝝌 sur l'essai triaxial cyclique avec 400kPa de confinement 

Les Figure 4-14 et Figure 4-15 montrent l’influence sur la réponse cyclique des paramètres 𝛽𝛽𝑟𝑟 et 
𝜒𝜒 respectivement. Une réduction de la raideur avec l’augmentation de 𝛽𝛽𝑟𝑟 est observée, ce qui 
occasionne une augmentation de la déformation. L’effet contraire est observé pour le paramètre 𝜒𝜒. 

L’étude de l’influence des paramètres cycliques permet de mieux les comprendre, cela facilitera 
la calibration par preuve-erreur des paramètres cycliques utilisés dans la section §5.2.2. 

 Calibration des paramètres du macro-élément 
Afin de calibrer les paramètres du macro-élément, le comportement d’un pieu sous chargements 

statiques (monotone et cyclique) est ci-dessous étudié avec le macro-élément développé par Li (2014), 
Li et al. (2016). Le modèle numérique est réalisé avec FEDEASLab (Filippou et Constandines 2004) 
pour un pieu qui a les mêmes caractéristiques que le pieu de la campagne expérimentale. Les efforts 
ou les déplacements appliqués en tête de pieu correspondent à ceux appliqués en centrifugeuse. 
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L’ensemble des paramètres du macro-élément sont obtenus de deux façons : a) à partir des formules 
proposées dans la littérature, Pender (1993) b) à partir des résultats expérimentaux. 

Plus spécifiquement, les paramètres du macro-élément sont divisés en quatre groupes, présentés 
dans le Tableau 4-3. Pour les deux premiers groupes, les paramètres sont déterminés à partir des 
formules proposées dans la littérature ou à travers des essais sous chargement monotone. Le paramètre 
d’écrouissage et ceux du comportement cyclique sont calibrés à partir des essais cycliques en traction 
pure. 

Tableau 4-3. Paramètres du macro-élément 
Paramètre Définition Fonction 
𝑅𝑅𝐻𝐻 Capacité portante horizontale 

Limites de la surface de 
rupture 

𝑅𝑅𝑀𝑀 Capacité portante à la flexion 
𝑅𝑅𝑐𝑐 Capacité portante en compression 
𝑅𝑅𝑡𝑡 Capacité portante en traction 
𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 Raideur verticale 

Matrice de raideur initiale 𝑘𝑘ℎℎ Raideur horizontale 
𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 Raideur rotationnelle 
𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 Raideur de rotation-translation 
𝜅𝜅 Evolution du critère de plasticité  Paramètre d’écrouissage 

𝑚𝑚𝑅𝑅 
Coefficient de raideur pendant la 
décharge 

Comportement cyclique de la 
loi hypo-plastique du modèle 
avec déformation 
intergranulaire  

𝑚𝑚𝑇𝑇 
Coefficient de raideur pour une force 
neutre 

𝑅𝑅 Domaine de déformation linéaire 

𝛽𝛽𝑟𝑟 
Taux d’évolution de déformation 
intergranulaire 

𝜒𝜒 Coefficient de transition linéaire  

Pour les deux premiers groupes, les paramètres sont ci-dessous déterminés à partir des formules 
proposées dans la littérature ou à travers des essais sous chargement monotone. Le paramètre 
d’écrouissage et ceux du comportement cyclique sont calibrés à partir des essais cycliques en traction 
pure. 

4.3.1 Calibration avec des formules de la littérature 

La matrice d’impédance ainsi que la capacité portante dépendent des caractéristiques du pieu. Le 
pieu étudié numériquement correspond au pieu testé à la centrifugeuse : 1,8 m de diamètre et 40 m de 
fiche (en échelle prototype). Le pieu est creux sur les 36,4 mètres supérieurs avec un diamètre interne 
de 0,5 m. Due à la présence d’un capteur de force, les derniers 4,6 m sont pleins et le tube est donc à 
embase fermée. Les modules de Young équivalents (traction/compression, flexion) d’un pieu tubulaire 
sont calculés comme : 
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- En axial (compression/extension) : 

𝐸𝐸𝑝𝑝,𝐴𝐴 =
𝐸𝐸𝑝𝑝𝐼𝐼𝑝𝑝
𝜋𝜋𝐵𝐵4
64

 
(4-1) 

- En flexion : 

𝐸𝐸𝑝𝑝,𝐹𝐹 =
𝐸𝐸𝑝𝑝𝐼𝐼𝑝𝑝
𝜋𝜋𝐵𝐵2

4

 (4-2) 

Tableau 4-4. Caractéristiques de pieu et modules de Young équivalents 
Paramètre Symbole Valeur Unités 
Module de Young  𝐸𝐸𝑝𝑝 7,10×104 MPa 
Moment quadratique de la section  𝐼𝐼𝑝𝑝 0,51 m4 
Diamètre externe  𝐵𝐵 1,80 m 
Module de Young équivalent (axial)  𝐸𝐸𝑝𝑝,𝐴𝐴 7,06×104 MPa 
Module de Young équivalent (flexion)  𝐸𝐸𝑝𝑝,𝐹𝐹 6,55×104 MPa 

Il existe différentes méthodes pour calculer la matrice d’impédance d’un pieu isolé (Eurocode 8; 
Pender 1993). Dans la suite, les équations correspondant à un milieu continu viscoélastique sont 
utilisées Gazetas (1991), Pender (1993) : 

𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 = 1.9𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐷𝐷𝐵𝐵𝑙𝑙0.6𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐷𝐷
−𝑏𝑏 (4-3) 

𝑘𝑘ℎℎ = 0.8𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐵𝐵𝐵𝐵𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐵𝐵
0.29 (4-4) 

𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 = 0.15𝐸𝐸𝑠𝑠𝑠𝑠𝐵𝐵3𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐵𝐵
0.77 (4-5) 

𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 = −0.24𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐵𝐵𝐵𝐵2𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐵𝐵
0.53 (4-6) 

Avec 

𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐷𝐷 =
𝐸𝐸𝑝𝑝
𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐷𝐷

;𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐵𝐵 =
𝐸𝐸𝑝𝑝
𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐵𝐵

; 𝑙𝑙 =
𝐷𝐷
𝐵𝐵

 ; 𝑏𝑏 =
𝑙𝑙

𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐷𝐷
 (4-7) 

La description des paramètres et leurs valeurs sont données dans le Tableau 4-5. 𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐷𝐷 et 𝐾𝐾𝑝𝑝,𝐵𝐵 
sont des ratios des modules du pieu et du sol à différentes profondeurs. 
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Tableau 4-5. Paramètres pour le calcul de la matrice d'impédance 
Paramètre Symbole Valeur Unités 
Raideur verticale 𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 3,2×103 MN/m 
Raideur horizontale 𝑘𝑘ℎℎ 5,9×102 MN/m 
Raideur rotationnelle 𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 1,1×104 MNm/rad 
Raideur de rotation et translation 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 -1,8×103 MNm/m 
Fiche du pieu D 40,0 m 
Module de déformation sécant du sol à une profondeur 
B  𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐵𝐵 51,2 MPa 

Module de déformation sécant du sol à une profondeur 
D 𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐷𝐷 219,7 MPa 

Le module de déformation sécant du sol est calculé à partir de la méthode proposée par Delfosse-
Ribay et al. (2004), présentée dans la section §3.1.2.1 Les paramètres nécessaires pour délimiter la 
surface de rupture sont calculés avec les formules proposées par Meyerhof et al. (1983) et Meyerhof & 
Ghosh (1989): 

𝑅𝑅𝐻𝐻 = 0.12𝛾𝛾𝛾𝛾𝐿𝐿𝑒𝑒2𝐾𝐾𝑏𝑏 (4-8) 

𝑅𝑅𝑀𝑀 = 0.09𝛾𝛾𝛾𝛾𝐿𝐿𝑒𝑒3𝐾𝐾𝑏𝑏 (4-9) 

𝑅𝑅𝑐𝑐 = �𝛾𝛾𝛾𝛾𝑁𝑁𝑞𝑞�𝐴𝐴𝑏𝑏 + (0.5𝛾𝛾𝛾𝛾𝐾𝐾0𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡)𝐴𝐴𝑠𝑠;         𝑅𝑅𝑡𝑡 = (0.5𝛾𝛾𝛾𝛾𝐾𝐾0𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡)𝐴𝐴𝑠𝑠 (4-10) 

Avec 

𝐿𝐿𝑒𝑒 = 𝑓𝑓𝑢𝑢𝐷𝐷 �
𝐸𝐸𝑝𝑝,𝐹𝐹𝐼𝐼𝑝𝑝
𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐷𝐷/2𝐵𝐵4

�
0.12

;  𝐾𝐾0 = (1 − 𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠𝑠′); 𝑁𝑁𝑞𝑞 = 𝑒𝑒(𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜑𝜑′)𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡 �
𝜋𝜋
4

+
𝜑𝜑′
2
�
2

;  (4-11) 

𝐾𝐾𝑏𝑏 = 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡2 �45° +
𝜑𝜑
2
� − 𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡𝑡2 �45° −

𝜑𝜑
2
� ; (4-12) 

𝛿𝛿 =
2
3
𝜑𝜑′;  𝐴𝐴𝑠𝑠 = 𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋;  𝐴𝐴𝑏𝑏 =

𝜋𝜋𝐵𝐵2

4
 

(4-13) 

La description des paramètres et leurs valeurs sont présentées dans le Tableau 4-6 : 
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Tableau 4-6. Capacités portantes et caractéristiques de la fondation 
Paramètre Symbole Valeur Unités 
Capacité portante latérale 𝑅𝑅𝐻𝐻 6,3 MN 
Capacité portante de flexion 𝑅𝑅𝑀𝑀 96,3 MNm 
Capacité portante en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 107,9 MN 
Capacité portante en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 13,5 MN 
Poids volumique du sol 𝛾𝛾 16,5 kN/m3 
Module de déformation sécant du sol à une profondeur 
D/2 

𝐸𝐸𝑠𝑠,𝐷𝐷/2 158,6 MPa 

Facteur du sol 𝑓𝑓𝑢𝑢 1,6  
Coefficient de poussée des terres net 𝐾𝐾𝑏𝑏 4,2  
Coefficient de poussée des terres au repos 𝐾𝐾0 0,37  
Facteur de capacité portante 𝑁𝑁𝑞𝑞 55,9  
Angle de frottement interne effectif du sol 𝜑𝜑′ 39,0 ° 
Surface du fût du pieu 𝐴𝐴𝑠𝑠 226,2 m2 
Surface en pointe du pieu 𝐴𝐴𝑏𝑏 2,5 m2 
Angle de frottement d’interface sol-pieu 𝛿𝛿 26,0 ° 

Les paramètres présentés dans cette section sont utilisés pour les calculs réalisés dans le Chapitre 
5 avec le macro-élément. 

4.3.2 Calibration avec des résultats expérimentaux 

4.3.2.1 Raideur verticale et capacité portante 

Il est possible de calibrer la raideur verticale du pieu et de déterminer sa capacité portante, en 
traction et compression, à partir des résultats des essais réalisés à la centrifugeuse. Les essais monotones 
MC1 (compression) et ME1(traction) (§2.5.1) sont utilisés pour cette tâche. 
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Figure 4-16. Calibration des paramètres du macro-élément à partir des essais monotones en 
compression (MC1) et en traction (ME1) 

La Figure 4-16 montre les résultats des essais monotones réalisés pendant la campagne 
expérimentale (MC1 et ME1). Pour déterminer la capacité portante du pieu en compression la méthode 
de la double pente, présentée dans §2.3.2.1, est utilisée et le résultat obtenu est 101,5 MN (valeur 
moyenne des résultats obtenus pour MC1 et MC2). Pour l’essai en traction (ME1) la méthode donne 
une valeur de -43 MN. Les capacités portantes en compression et en traction représentent 0,94 et 3,14 
fois celles obtenues analytiquement respectivement. La raideur verticale de pieu est calibrée par 
« fitting » (preuve et erreur) avec les essais. La valeur trouvée ést 3,3 × 103 𝑀𝑀𝑀𝑀 𝑚𝑚⁄  soit 1,5% 
supérieure à la valeur obtenue analytiquement (3,2 × 103 𝑀𝑀𝑀𝑀 𝑚𝑚⁄ ). 

 Conclusion 
Dans ce chapitre, la calibration des paramètres de la loi hypo-plastique est présentée à partir des 

essais triaxiaux, monotones et cycliques. Ensuite, la calibration des paramètres du macro-élément est 
effectuée de deux façons : d’abord à partir des équations proposées dans la littérature et puis à partir 
des résultats des essais expérimentaux en centrifugeuse. Le comportement des pieux sera étudié 
numériquement avec la méthode des éléments finis et le macro-élément, avec les deux groupes de 
paramètres, dans le chapitre suivant. 
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Chapitre 5  : Résultats numériques vs résultats 
expérimentaux 

 Résultats obtenus avec la méthode des éléments finis 
Les essais expérimentaux sur un pieu soumis à un chargement axial en traction présentés 

précédemment sont simulés ci-dessous premièrement avec un modèle aux éléments finis. L’objectif ici 
est de comparer les résultats numériques et les résultats expérimentaux afin de déterminer les avantages 
et les limitations de la modélisation. 

5.1.1 Maillage et conditions limites 

Le comportement d’un pieu soumis à la traction est étudié numériquement avec un modèle 2D 
axisymétrique aux éléments finis (code ABAQUS/Standard Analysis (2012)). Le pieu a un rayon 
externe de 0,9 m et 40 m de fiche. Pour éviter les effets de bord, les dimensions du domaine discrétisé 
sont prises égales à 18 m (largeur) x 72 m (hauteur). La hauteur correspond à la hauteur de conteneur 
utilisé lors de la campagne expérimentale (720 mm) pour une accélération centrifuge de 100×g. Le pieu 
se trouve par conséquent à une distance des bords supérieure à 8 fois son diamètre. Le pieu est 
modélisé comme un pieu creux sur les premiers 36,4 m avec un rayon externe de 0,9 m et un rayon 
interne de 0,25 m. Les derniers 3,6 m du pieu sont modélisés fermés comme pour le pieu modèle. Le 
maillage est raffiné au voisinage du pieu, du fût et de la pointe (voir Figure 5-1). Les éléments utilisés 
sont des éléments axisymétriques bilinéaires à 4 nœuds, à intégration complète (CAX4). Le massif de 
à 4 nœuds (CAX4) respectivement, Figure 5-1. La Figure 5-1 montre les conditions aux limites 
adoptées. Les déplacements radiaux en X et le déplacement en vertical Y sont bloqués selon la Figure 
5-1. Un déplacement axial est appliqué en tête de pieu pour les essais monotones et une force imposée 
pour les essais cycliques. 

Le comportement d’un pieu en traction est gouverné par l’état de contraintes radiales autour du 
pieu et l’angle de frottement à l’interface entre le sol et le pieu. L’interface entre le pieu et le sol est 
prise en compte numériquement par une condition de contact entre les deux surfaces (section §5.1.2). 
Plusieurs lois de comportement sont considérées pour le sol : élastique linéaire, élastique linéaire-
parfaitement plastique (Mohr-Coulomb) et hypo-plastique. Le pieu est considéré élastique linéaire et 
le module de déformation sécant du sol évolue avec la profondeur (le domaine est divisé en 14 couches, 
Figure 5-1 et Figure 5-3). L’état de contraintes radiales initiales autour du pieux est étudié dans la 
section §5.1.4. 
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Figure 5-1. Modèle éléments finis : Maillage 2D axisymétrique 

5.1.2 Loi d’interface sol-pieu 

L’utilisation des conditions de contact permet de représenter le frottement entre le pieu et le sol. 
Le logiciel ABAQUS adopte des « contact pairs » (Figure 5-2) pour représenter l’interaction sol-pieu, 
composés de deux types de degrés de liberté (DOF) : des degrés de liberté « esclave » et « maître ». Les 
éléments du pieu étant plus rigides que ceux du sol, leurs degrés de libertés sont définis comme 
« maître ». 
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Figure 5-2. Conditions de contact en ABAQUS (Wrana et al. 2013) 

Le comportement d’interface entre les deux surfaces de contact est déterminé par une loi de 
friction de type Coulomb : la contrainte de cisaillement entre deux éléments est proportionnelle à la 
composante normale : 

𝜏𝜏𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 = 𝜇𝜇𝜎𝜎𝑁𝑁 (5-1) 

Avec : 
𝜏𝜏𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 : contrainte de cisaillement critique à l’interface ; 

𝜇𝜇 : coefficient de frottement ; 

𝜎𝜎𝑁𝑁 : contrainte normale. 

Dans cette étude, le coefficient de frottement 𝜇𝜇 est pris égal à la tangente de l’angle d’interface 
sol-pieu 𝛿𝛿. Ce paramètre peut être obtenu à partir des essais de cisaillement d’interface. Dans les 
bureaux d’études, 𝛿𝛿 est souvent pris égale à 2𝜑𝜑′ 3⁄  (Mestat et Prat 1999) pour une interface rugueuse 
quand il n’est pas connu avec plus de précision. Les conditions de contact sont appliquées dès le début 
du calcul numérique. 

5.1.3 Lois de comportement 

Les paramètres des différentes lois de comportement adoptées sont explicités ci-dessous. 

5.1.3.1 Loi élastique-linéaire 

Le pieu est considéré avoir un comportement élastique linéaire avec un module de Young de 
2,7×1010 Pa, un coefficient de Poisson 0,3 et une masse volumique de 2700 kg/m3. 

Le module de déformation sécant du sol est fonction de son état de contraintes. Pour cela, le 
massif est divisé en quatorze couches, illustrées dans la Figure 5-1, la Figure 5-3 et le Tableau 5-1. La 
masse volumique sèche du sol est prise égale à 1688 kg/m3 et le coefficient de Poisson à 0,3. Ce dernier 
est considéré constant sur toute la profondeur du massif, sa variation n’a pas d’influence importante 
(Mattes et Poulos 1969). 

Pieu Sol

Interface

Pieu
Sol
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Figure 5-3. Stratigraphie du sol dans le modèle numérique 

Tableau 5-1. Module de déformation sécant par couche de sol 

Couche de sol Module sécant 𝑬𝑬𝒔𝒔𝒔𝒔𝒔𝒔 [Pa] 
Sol_1 8,4 × 107 
Sol_2 11,6 × 107 
Sol_3 14,0 × 107 
Sol_4 16,1 × 107 
Sol_5 17,9 × 107 
Sol_6 19,5 × 107 
Sol_7 20,9 × 107 
Sol_8 22,3 × 107 
Sol_9 23,5 × 107 
Sol_10 24,7 × 107 
Sol_11 26,0 × 107 
Sol_12 27,1 × 107 
Sol_13 28,0 × 107 
Soil_14 29,1 × 107 
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Le module de déformation du sol est calculé avec la méthode proposée par Delfosse-Ribay et al. 
(2004). Cette méthode permet dans un premier temps de calculer le module de cisaillement maximum 
𝐺𝐺𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et ensuite le module de Young maximum. L’hypothèse que le module de déformation sécant 
correspond à la moitié du module de Young maximum est adoptée. 

5.1.3.2 Loi de Mohr-Coulomb 

Une loi élastique linéaire-parfaitement plastique avec une surface de Mohr-Coulomb est utilisée. 
Les paramètres du modèle utilisés sont : 𝜑𝜑′ = 39°,𝜓𝜓 = 10° et 𝑐𝑐 = 0𝑃𝑃𝑃𝑃 avec 𝜑𝜑′ l’angle de frottement 
interne effectif du sol, 𝜓𝜓 l’angle de dilatance et 𝑐𝑐 la cohésion. 

5.1.3.3 Loi hypo-plastique 

La loi hypo-plastique de Wolffersdorff (Wolffersdorff 1996) avec prise en compte des 
déformations intergranulaires (Niemunis et Herle 1997) est adoptée. Les paramètres présentés dans le 
Tableau 4-1 sont adoptés pour les calculs. Afin de faciliter la lecture, le Tableau 4-1 est reproduit ci-
dessous : 

Tableau 5-2. Paramètres du modèle hypo-plastique de Wolffersdorff (1996) avec ou sans déformation 
intergranulaire après calibration avec des essais triaxiaux 

Paramètre Symbole Valeur Unité 
Angle de frottement critique interne  𝜑𝜑𝑐𝑐 31,6 ° 
Cohésion artificielle 𝑐𝑐𝑎𝑎 0,001 Pa 
Dureté des grains ℎ𝑠𝑠 4,8×109 Pa 
Constante 𝑛𝑛 0,29  
Indice de vides minimum de référence 𝑒𝑒𝑑𝑑0 0,37  
Indice de vides critique de référence 𝑒𝑒𝑐𝑐0 0,88  
Indice de vides maximum de référence  𝑒𝑒𝑖𝑖0 0,99  
Constante 𝛼𝛼 0,24  
Constante 𝛽𝛽 1,97  
Coefficient de raideur pendant la décharge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5  
Coefficient de raideur pour une force neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇 2  
Domaine de déformation linéaire 𝑅𝑅 1×10-4 m 
Taux d’évolution de déformation intergranulaire 𝛽𝛽𝑟𝑟 0,8  
Coefficient de transition linéaire  𝜒𝜒 6  

5.1.4 Contraintes initiales autour du pieu 

La capacité portante à la traction dépend fortement de l’état de contraintes initiales dans le sol 
autour du pieu. Cet état de contraintes dépend de la méthode de mise en place du pieu. Plus 
spécifiquement, avant l’installation du pieu le sol se trouve dans un état de repos. La mise en place d’un 
pieu fermé en pointe par fonçage occasionne une densification du sol en pointe et autour du pieu. Les 
caractéristiques du sol se trouvent donc modifiées ainsi que l’état de contraintes initiales. 
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Trois méthodes sont étudiées ci-dessous pour imposer un état de contraintes initiales (radiales) 
dans le modèle numérique: a) utilisation du coefficient de poussée des terres au repos 𝐾𝐾0 ; b) la méthode 
API qui introduit une contrainte radiale qui augmente linéairement avec la profondeur (hypothèse des 
contraintes géostatiques) jusqu’à atteindre une limite maximale imposée par des normes (API 2011) ; 
et c) la méthode CPT, ICP-05 (Jardine et al. 2005).  

La section qui suit, décrit avec plus de détails la procédure adoptée pour l’introduction des 
contraintes initiales CPT avec le code ABAQUS. 

5.1.4.1 Introduction des contraintes initiales CPT avec ABAQUS 

La contrainte radiale 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) est calculée à partir de la méthode CPT, ICP-05 (Jardine et al. 2005) 
présentée dans la section §1.2. La valeur de la résistance à la pointe est considérée égale à 𝑞𝑞𝑐𝑐(𝑧𝑧) =
2,7 ∙ 𝑧𝑧 𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀 𝑚𝑚⁄  (§2.2.1.3). La contrainte radiale 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) est imposée comme contrainte initiale dans le 
modèle axisymétrique. Pour cela, un fichier utilisateur est créé avec un programme en Fortran pour le 
calcul de 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧). Pour des profondeurs au-delà de 40 m, des conditions géostatiques sont considérées 
et 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 0,3 𝛾𝛾 𝑧𝑧 avec 𝛾𝛾 le poids propre du sol et 𝑧𝑧 la profondeur. La valeur 0,3 correspond à la 
valeur du coefficient de poussée des terres au repos 𝐾𝐾0.  

Les contraintes initiales à appliquer sont calculées avec la méthode CPT. Ensuite, et afin d’éviter 
des problèmes de convergence, le sol est considéré dans cette première phase comme suivant une loi 
élastique linéaire. Une pression de 50 kPa est appliquée sur la surface supérieure du massif 
simultanément avec le poids propre pour éviter l’apparition de zones de traction autour de la tête du 
pieu, cet effet est dû au frottement développé pendant le tassement. L’état de contraintes résultant est 
ensuite imposé au modèle numérique en considérant cette fois un comportement non-linéaire pour le 
sol. La Figure 5-4 présente les différentes étapes adoptées pour introduire les contraintes initiales dans 
le massif de sol avant l’application du chargement (déplacements ou forces) en tête de pieu. 
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Figure 5-4. Procédure adoptée pour l’introduction des contraintes initiales CPT avec ABAQUS 

La Figure 5-5 présente la répartition des contraintes initiales dans le modèle numérique et la 
comparaison avec des résultats CPT, ICP-05. Les deux courbes sont très proches, ce qui prouve la 
performance de l’approche choisie. 
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1er Cas de chargement: 
- Gravité sur tout le modèle
- 50 kPa  de pression en surface du massif de sol

Importation de l’état de contraintes finales du 
modèle elastique-linéaire

1er Cas de chargement: 
-Gravité sur tout le modèle

2ème Cas de chargement: 
-Application d’un déplacement  ou force 
en tête de pieu

Modèle numérique avec 
un comportement de sol 
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Figure 5-5.Contraintes initiales : a) répartition et b) comparaison de valeurs numériques et des valeurs 
CPT autour du pieu 

La Figure 5-6 présente les contraintes initiales issues des trois méthodes 𝐾𝐾0, API et CPT, ICP-
05. La méthode CPT, ICP-05 conduit à des valeurs de contraintes bien supérieures. Cette dernière 
méthode est également plus adaptée pour les essais à la centrifugeuse. 

La formulation proposée par la norme API (API 2011) pour déterminer la capacité portante d’un 
pieu sous charge axiale ne permet pas de calculer l’état de contraintes radiales initiales dans le sol. Le 
produit entre 𝛽𝛽 et 𝜎𝜎𝑣𝑣0′  donne la résistance de frottement unitaire 𝑞𝑞𝑠𝑠. Quant au paramètre 𝛽𝛽, il prend 
en compte le coefficient de poussée des terres au repos et l’angle de frottement d’interface entre le sol 
el le pieu (𝛿𝛿) donc : 

𝛽𝛽 = 𝐾𝐾0,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴 tan 𝛿𝛿 
(5-2) 

avec 𝐾𝐾0,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴 coefficient de poussée des terres au repos pour la méthode API. 

Maintenant la contrainte radiale peut être calculée par : 𝜎𝜎𝑟𝑟𝑟𝑟′ (𝑧𝑧) = 𝐾𝐾0,𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) tan 𝛿𝛿, avec 𝛿𝛿 =
2𝜑𝜑′ 3⁄ . Elle atteint son maximum pour 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 tan 𝛿𝛿⁄  (Figure 5-6). 
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Figure 5-6. Contraintes initiales : calculées à partir des méthodes K0, API et CPT 

5.1.5 Chargement monotone 

Les essais monotones réalisés en centrifugeuse ont été pilotés en déplacement. La même 
démarche est choisie pour les calculs numériques avec la méthode des éléments finis. Le Tableau 5-3 
présente les caractéristiques des quatre modèles numériques utilisés (loi élastique avec la méthode 𝐾𝐾0 
pour le calcul des contraintes initiales nommé « Elas-𝐾𝐾0 », loi élastique avec la méthode API « Elas-
API », loi élastique avec la méthode CPT, ICP-05 « Elas-ICP », loi Mohr-Coulomb avec la méthode 
CPT, ICP-05 « MC-ICP », loi hypo-plastique avec la méthode CPT, ICP-05 « Hypo-ICP »). Les 
courbes force axiale vs déplacement axial en tête de pieu pour les quatre modèles ainsi que pour l’essai 
en traction ME1 (« Test ME1 ») se trouvent dans la Figure 5-7. Les conclusions principales sont 
résumées ci-dessous : 
Tableau 5-3. Caractéristiques des essais monotones numériques (méthode des éléments finis) 

Test/modèles 
numériques 

Méthode adoptée pour 
l’introduction des 
contraintes initiales 

Angle 
d’interface 
sol-pieu 𝜹𝜹 [°] 

Loi de 
comportement 
du sol 

Résistance 
à la traction 
𝑹𝑹𝒕𝒕 [𝑴𝑴𝑴𝑴]  

Test ME1 ICP-05 18° - -43 
Elas-𝐾𝐾0  𝐾𝐾0 = 0,3 2𝜑𝜑′ 3⁄ = 26° Elastique linéaire -13 
Elas-API 𝐾𝐾0 = 𝛽𝛽 tan 𝛿𝛿⁄  𝑧𝑧 > 𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 2𝜑𝜑′ 3⁄ = 26° Elastique linéaire -26 
Elas-ICP ICP-05 18° Elastique linéaire -47 
MC-ICP ICP-05 18° Mohr-Coulomb -47 
Hypo-ICP ICP-05 + 50 kPa 

(contrainte de 
consolidation) 

18° Hypoplastique -42 
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Figure 5-7. Résultats numériques (méthode des éléments finis) vs résultats expérimentaux (Test ME1), 
chargement monotone (déplacement imposé, traction) : force axial en tête de pieu vs déplacement axial 
pour les cinq modèles 

− Le modèle Elas-𝐾𝐾0 adopte les hypothèses couramment utilisées dans les bureaux d’études, 
des contraintes radiales proportionnelles à la profondeur et un angle d’interface sol-pieu égal 
à 2𝜑𝜑′ 3⁄ . Ce modèle reproduit bien le début de l’essai mais la capacité ultime en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 
est fortement sous-estimée (70% inférieure aux résultats expérimentaux). Le résultat de ce 
calcul numérique correspond à la valeur de capacité portante obtenue avec l’équation (4-10). 

− Le modèle Elas-𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴𝐴 adopte les hypothèses de la norme API. Les résultats sous-estiment 
également 𝑅𝑅𝑡𝑡 par rapport à la valeur exérimentale. La valeur numérique de la capacité portante 
résulte cette fois-ci 13% supérieure à celle obtenue analytiquement (§2.5.1.1.1). 

− Les résultats sont similaires pour les méthodes Elas-ICP et MC-ICP. Les deux approches 
prédisent un 𝑅𝑅𝑡𝑡 9% supérieur à la valeur expérimentale. 

− La combinaison du modèle hypo-plastique avec la méthode CPT, ICP-05 pour l’introduction 
des contraintes initiales Hypo-ICP fournit les meilleurs résultats (1% seulement de 
différence). 

 Ces résultats mettent en évidence le fait que la réponse du modèle numérique d’un pieu soumis 
à la traction dépend fortement de la prise en compte de l’état de contraintes initiales et de condition 
de contact (valeur de l’angle d’interface (Isorna et al. 2015)). L’application d’un état de contraintes 
initiales issu du coefficient de poussée des terres au repos 𝐾𝐾0 sous-estime largement la capacité portante 
alors que l’utilisation de la méthode CPT permet d’obtenir des résultats plus réalistes. Le choix de la 
loi de comportement du sol semble avoir un effet moindre. 
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Les modèles présentés dans le Tableau 5-3 sont ci-dessous utilisés pour étudier la réponse du 
pieu soumis à un déplacement dans l’autre sens (compression). La Figure 5-8 montre les courbes force-
déplacement en tête de pieu (résultats numériques vs résultats expérimentaux Test MC1). La méthode 
de double pente présentée dans la section §2.3.2.1.2 est utilisée pour comparer les résultats. Il est 
évident que le modèle Hypo-ICP fournit encore une fois les meilleurs résultats. Pour le cas de 
compression, le choix de la loi de comportement semble avoir une influence considérable. 

 
Figure 5-8. Résultats numériques (méthode des éléments finis) vs résultats expérimentaux (Test MC1), 
chargement monotone (déplacement imposé, compression): force axial en tête de pieu vs déplacement 
axial pour les cinq modèles 

5.1.6 Chargement cyclique 

Le modèle Hypo-ICP est utilisé ci-dessous pour simuler l’essai cyclique en traction pure COW2. 
L’essai a été piloté en force avec une force verticale moyenne 𝑉𝑉𝑎𝑎 égale à −18𝑀𝑀𝑀𝑀 et une amplitude des 
cycles 𝑉𝑉𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐𝑐 de ±18𝑀𝑀𝑀𝑀. La Figure 5-9 montre les résultats numériques vs. les résultats expérimentaux 
pour les premiers 10 cycles de chargement.  
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Figure 5-9. Résultats numériques (méthode des éléments finis, modèle Hypo-ICP-Cyc) vs résultats 
expérimentaux (Test COW2), chargement cyclique (forces imposées, traction): force axial en tête de pieu 
vs déplacement axial 

Le modèle Hypo-ICP-Cyc n’est pas capable de reproduire de façon satisfaisante les essais de 
chargement cyclique en traction. En effet, il sous-estime fortement le déplacement axial et ceci dès le 
premier cycle de chargement. Pour améliorer cela il faudra certainement mieux calibrer les paramètres 
de la loi hypo-plastique. En effet, les paramètres ont été calibrés à partir des essais triaxiaux monotones. 
Des essais cycliques permettraient sans doute de calibrer mieux ces paramètres. 

 Résultats obtenus avec le macro-élément 

5.2.1 Chargement monotone 

Le macro-élément a été calibré à partir des formules issues de la littérature (§4.3.1) et des résultats 
des essais expérimentaux monotones (§4.3.2). L’objectif était de reproduire les essais ME1 (essai 
monotone en traction) et MC1 (essai monotone de compression) présentés dans la section §2.5.1.1. 
Un déplacement positif et négatif est appliqué en tête de pieu pour l’étude du pieu en compression et 
en traction respectivement. 

Le Tableau 5-4 regroupe les paramètres du macro-élément calculés à partir des méthodes 
analytiques. Dans ce tableau, les paramètres relatifs à la capacité portante ont été calculés avec les 
équations (4-8) à (4-10) et les paramètres de raideur avec les équations (4-3) à (4-7). La calibration des 
paramètres à partir des résultats expérimentaux ont donné les valeurs suivantes : 𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 = 3,3 ×
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103 𝑀𝑀𝑀𝑀 𝑚𝑚⁄ , 𝑅𝑅𝑡𝑡 = −43 𝑀𝑀𝑀𝑀 et 𝑅𝑅𝑐𝑐 = 101,5 𝑀𝑀𝑀𝑀. Le reste des paramètres ont les valeurs présentées 
dans le Tableau 5-3. 

Tableau 5-4. Paramètres du macro-élément calculés à partir des méthodes analytiques 
Paramètre Symbole Valeur Unités 
Capacité portante latérale 𝑅𝑅𝐻𝐻 6,3 MN 
Capacité portante de flexion 𝑅𝑅𝑀𝑀 96,3 MNm 
Capacité portante en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 107,9 MN 
Capacité portante en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 -13,5 MN 
Raideur verticale 𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 3,2×103 MN/m 
Raideur horizontale 𝑘𝑘ℎℎ 5,9×102 MN/m 
Raideur rotationnelle 𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 1,1×104 MNm/rad 
Raideur de rotation et translation 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 -1,8×103 MNm/m 
Evolution de la surface de rupture 𝜅𝜅 1,2 - 
Raideur au point d’inversion de charge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5 - 
Raideur au chargement neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇  2 - 
Zone de comportement linéaire 𝑅𝑅  6,0×10-3 m 
Taux d’évolution de « déplacement interne » 𝛽𝛽𝑟𝑟  0,5 - 
Transition de raideur 𝜒𝜒  0,5 m 

Les deux essais ME1 (traction) et MC1 (compression) sont reproduits numériquement. Les calculs 
sont pilotés en déplacement. Les résultats obtenus pour les deux cas d’étude (calibration analytique à 
gauche et expérimentale à droite) sont exposés dans la Figure 5-10.  

 
Figure 5-10. Résultats numériques (macro-élément) vs résultats expérimentaux, chargement monotone 
(déplacement imposé): force axial en tête de pieu vs déplacement axial normalisé a) calibration 
analytique et b) calibration expérimentale 
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Dans les deux cas, le début des essais est bien représenté. Des écarts plus significatifs apparaissent 
pour le calcul des valeurs ultimes. Plus spécifiquement et quand les paramètres sont calibrés 
analytiquement, les résultats numériques sous-estiment les valeurs ultimes en traction et en 
compression. Pour le cas où les paramètres sont calibrés expérimentalement, la raideur initiale est bien 
représentée ainsi que les résistances ultimes en compression et en traction. 

Dans le Chapitre 2, la capacité portante à la traction a été calculée avec la méthode CPT ICP-05 
(Jardine et al. 2005) et elle a été trouvée égale à 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 65 𝑀𝑀𝑀𝑀 (§2.5.1.1.1). Dans le cas où cette méthode 
est utilisée pour dimensionner un pieu, un facteur de sécurité doit être appliqué. Ce facteur est souvent 
imposé par les normes, pour le cas de l’Eurocode 7 (NF P 94-262, 2012) par exemple, le coefficient de 
sécurité est égal à 1,6. L’application de ce facteur donne une valeur de résistance à la traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 1,6⁄ =
−40 𝑀𝑀𝑀𝑀. Cette nouvelle valeur est très proche des résultats expérimentaux. En utilisant cette nouvelle 
valeur de capacité portante à la place de la valeur proposée dans le Tableau 5-3, la courbe de la Figure 
5-11 est obtenue, qui reproduit mieux les résultats expérimentaux. 

 
Figure 5-11. Résultats numériques (macro-élément) vs résultats expérimentaux, chargement monotone 
(déplacement imposé): force axial en tête de pieu vs déplacement axial normalisé, calibration analytique 
avec les formules de la méthode CPT ICP-05 et de l’Eurocode 7 

5.2.1.1 Courbes « t-Z »  

Un pieu soumis à la traction résiste grâce au frottement entre le sol et le fût. Le déplacement 
occasionné par ce type de chargement est souvent étudié à travers des courbes de transfert « t-Z » où t 
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est le frottement unitaire développé et Z le déplacement du pieu. Les courbes « t-Z » sont couramment 
utilisées dans le domaine de l’ingénierie et plusieurs méthodes basées sur ces courbes sont adoptées 
dans les différentes normes en vigueur (API 2011; DNV 1977, 2014).  

La courbe force-déplacement de l’essai en traction ME1 ainsi que les résultats numériques 
obtenus à partir du macro-élément calibré analytiquement en utilisant les formules proposées par 
Pender (1993) (calcul de la raideur) et (Meyerhof et Ghosh (1989) et Meyerhof et Rajan (1973) (calcul 
de la capacité portante) sont ci-dessous utilisées pour réaliser les courbes « t-Z » expérimentale et 
numérique du pieu. Dans la Figure 5-12, la courbe « t-Z » du pieu est calculée avec la méthode API et 
à partir des résultats obtenus avec le macro-élément calibré analytiquement. La méthode proposée par 
la norme est détaillée dans l’Annexe III. La capacité portante du pieu est alors égale à -23 MN 
(§2.5.1.1.1) donc 60% supérieure à la valeur utilisée pour la calibration du macro-élément. La norme 
API suggère également un déplacement nécessaire pour mobiliser la totalité de frottement autour du 
pieu 𝑍𝑍𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 égal à 0,01B (B étant le diamètre du pieu), cette valeur pouvant même atteindre 0,02B. Les 
deux cas sont étudiés ci-dessous. 

La comparaison des résultats numériques avec les paramètres du macro-élément calibrés 
analytiquement et la norme API est présentée dans la Figure 5-12. Le plateau des courbes issues de la 
norme API est 1,25 fois supérieur à celui du calcul numérique, dû à la différence de résistance par 
frottement. Pour le cas où la mobilisation nécessaire pour atteindre la résistance par frottement est de 
18 mm (0,01B), la raideur initiale coïncide avec celle du macro-élément. Pour le cas où le déplacement 
est de 36 mm (0,02B) la rigidité initiale est sous-estimée mais le déplacement ultime est très proche de 
celui obtenu numériquement. 

 
Figure 5-12. Résultats numériques (macro-élément) : courbes de transfert t-Z obtenues par calibration 
analytique et avec la méthode API (API 2011) pour deux valeurs de déplacement nécessaire 𝒁𝒁𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑 
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Si les paramètres du macro-élément sont calibrés analytiquement par les méthodes de Pender 
(1993) pour la raideur et API (2011) pour la capacité portante, les résultats s’améliorent 
significativement Figure 5-13. 

 
Figure 5-13. Résultats numériques (macro-élément): courbes de transfert t-Z obtenues avec le macro-
élément et la méthode API (API, 2011) pour deux valeurs de déplacement nécessaire 𝒁𝒁𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑. La capacité 
portante en traction est obtenue avec la méthode API (2011) 

En conclusion, le macro-élément fourni des résultats satisfaisants. La calibration analytique a 
prédit initialement une résistance ultime inférieure aux résultats expérimentaux, même si la raideur 
initiale était bien prédite. Ces prédictions ont cependant pu être améliorées à l’aide des résultats CPT. 
Si les résultats expérimentaux force-déplacement sont de plus fournis, la calibration des paramètres du 
macro-élément est très aisée. Enfin, l’utilisation du macro-élément calibré à partir des valeurs de 
résistance ultime données par les normes de dimensionnement permet d’obtenir des courbes t-Z 
réalistes. 

5.2.2 Chargement cyclique 

Les essais cycliques en traction pure COW1 et COW2 (§2.5.1.2) sont reproduits ci-dessous avec 
le macro-élément. Les calculs sont pilotés en force. Les paramètres qui contrôlent la réponse du macro-
élément sous chargement cyclique sont : 𝑚𝑚𝑅𝑅, 𝑚𝑚𝑇𝑇, 𝑅𝑅, 𝛽𝛽𝑟𝑟 et 𝜒𝜒. Dans un premier temps, ces paramètres 
prennent les valeurs proposées par Li et al. (2015), Tableau 5-5.  
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Tableau 5-5. Paramètres du macro-élément pour des calculs cycliques, à partir de Li et al. (2015) 
Paramètre Symbole Valeur Unités 

Capacité portante latérale 𝑅𝑅𝐻𝐻 6,3 MN 
Capacité portante de flexion 𝑅𝑅𝑀𝑀 96,3 MNm 
Capacité portante en compression 𝑅𝑅𝑐𝑐 101,5 MN 
Capacité portante en traction 𝑅𝑅𝑡𝑡 -43,0 MN 
Raideur verticale 𝑘𝑘𝑣𝑣𝑣𝑣 3,3×103 MN/m 
Raideur horizontale 𝑘𝑘ℎℎ 5,9×102 MN/m 
Raideur rotationnelle 𝑘𝑘𝑚𝑚𝑚𝑚 1,1×104 MNm/rad 
Raideur de rotation et translation 𝑘𝑘ℎ𝑚𝑚 -1,8×103 MNm/m 
Evolution de la surface de rupture 𝜅𝜅 1,2 - 
Raideur au point d’inversion de charge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5 - 
Raideur au chargement neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇  2 - 
Zone de comportement linéaire 𝑅𝑅  6,0×10-3 m 
Taux d’évolution de « déplacement interne » 𝛽𝛽𝑟𝑟  0,5 - 
Transition de raideur 𝜒𝜒  0,5 m 

La Figure 5-14 montre la comparaison des résultats expérimentaux et des résultats numériques 
pour les deux essais COW1 et COW2 pour les premiers 16 cycles de chargement. Très vite et pour les 
deux essais, les résultats numériques s’éloignent des résultats expérimentaux. Une autre calibration 
s’avère donc nécessaire si on veut reproduire un grand nombre de cycles. 
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Figure 5-14. Résultats numériques (macro-élément) vs résultats expérimentaux, chargement cyclique 
(16 premiers cycles, pilotage en force) : a) essai COW1 et b) essai COW2 

Dans la suite, les paramètres du macro-élément qui contrôlent le comportement cyclique sont 
calibrés afin de mieux reproduire l’essai cyclique en traction pure COW1. 1500 cycles de chargement 
sont considérés. Pour ce niveau de chargement, le pieu se trouve dans la zone stable du diagramme de 
Poulos (§2.5.1.2.2). Les valeurs calibrées sont regroupées dans le Tableau 5-6. 
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Tableau 5-6. Paramètres du macro-élément pour des calculs cycliques, calibrés à partir de l’essai COW1 
(zone stable) 

Paramètre Symbole Valeur Unités 
Coefficient de raideur pendant la décharge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5 - 
Coefficient de raideur pour une force neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇 2 - 
Domaine de déformation linéaire 𝑅𝑅 6×10-3 m 
Taux d’évolution de déformation intergranulaire 𝛽𝛽𝑟𝑟 0,2 - 
Coefficient de transition linéaire  𝜒𝜒 1 - 

La Figure 5-15 compare les résultats expérimentaux et les résultats numériques. Le macro-
élément reproduit de façon satisfaisante les déplacements de pieu et ceci pour toute la durée de 
chargement.  

 
Figure 5-15. Résultats numériques (macro-élément) vs résultats expérimentaux, essai cyclique COW1 
(pilotage en force). Paramètres calibrés à partir des résultats expérimentaux : a) force axiale en tête de 
pieu vs déplacement axial b) nombre de cycles vs déplacement axial 
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Pour l’essai cyclique COW2, le pieu se trouve dans la zone métastable du diagramme de Poulos 
(§2.5.1.2.2) ; en effet 230 cycles de chargement sont appliqués avant d’atteindre la rupture. Les calculs 
numériques avec des paramètres du Tableau 5-6 ne donnent pas des résultats satisfaisants. Afin de 
reproduire correctement le déplacement ultime (environ -2,5m), les paramètres du macro-élément sont 
calibrés comme présenté dans le Tableau 5-7. 

Tableau 5-7. Paramètres du macroélément pour des calculs cycliques, calibrés pour obtenir le 
déplacement ultime de l’essai COW2 (zone métastable) 

Paramètre Symbole Valeur Unités 
Coefficient de raideur pendant la décharge 𝑚𝑚𝑅𝑅 5 - 
Coefficient de raideur pour une force neutre 𝑚𝑚𝑇𝑇 2 - 
Domaine de déformation linéaire 𝑅𝑅 6×10-3 m 
Taux d’évolution de déformation intergranulaire 𝛽𝛽𝑟𝑟 0,4 - 
Coefficient de transition linéaire  𝜒𝜒 0,49 - 

La Figure 5-16 compare les résultats obtenus avec le macro-élément, avec ses paramètres calibrés 
pour reproduire le déplacement ultime et ceux obtenus expérimentalement. Le macro-élément simule 
correctement seulement les premiers cycles de chargement. Expérimentalement, trois phases sont 
identifiées : la première, phase de stabilisation, se situe entre l’application de la force moyenne et la 
stabilisation des cycles de chargement ; la deuxième correspond aux cycles de chargement stabilisés et 
la dernière à la rupture (voir Figure 2-22). Le macro-élément garde toujours la même cinétique et 
n’arrive pas à reproduire ses trois phases. Ceci est dû au fait que sa surface de rupture reste constante 
indépendamment du nombre de cycles. 

Le macro-élément, une fois bien calibré, est capable de fournir des résultats satisfaisants pour le 
cas des pieux restants dans le domaine stable. Cependant, dans sa formulation actuelle, le macro-
élément n’est pas apte à reproduire la perte de capacité portante en fonction de cycles de chargement. 
Ceci est dû au fait que sa surface de rupture reste constante. La méthode analytique de « Diagramme 
d’interaction a-b-c » (Kirsch et al. 2012; Kirsch et Richter 2011) peut être introduit dans la formulation 
actuelle du macro-élément pour améliorer sa performance. Ce type de diagramme permet d’estimer la 
perte de résistance par frottement en fonction de la valeur du chargement et du nombre des cycles 
appliqués. 
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Figure 5-16. Résultats numériques (macro-élément) vs résultats expérimentaux, essai cyclique COW2 
(pilotage en force). Paramètres calibrés afin de reproduire le déplacement ultime : a) force axiale en 
tête de pieu vs déplacement axial et b) nombre des cycles vs déplacement axial 

 

 Conclusion 
Dans ce chapitre, deux approches ont été proposées pour modéliser les pieux sous chargement 

axial (chargement monotone et cyclique) : la méthode des éléments finis et le macro-élément. La 
méthode des éléments finis, plus performante mais très couteuse en termes de temps de calcul a besoin 
de données expérimentales (chargements monotones et cycliques) pour la calibration des paramètres 
des lois de comportement et nécessite une grande expérience de la part de l’ingénieur. Le macro-
élément est un outil rapide, simple d’utilisation qui peut être calibré, sous certaines conditions, à partir 
des formules issues de la littérature. 
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Conclusion et perspectives générales 

L’objectif de cette thèse a été d’améliorer les connaissances sur le comportement des pieux pour 
des applications dans le domaine des éoliennes offshore sous chargement axial monotone et cyclique 
ainsi que d’évaluer les outils numériques existants pour étudier leur comportement, tout en s’appuyant 
sur des résultats expérimentaux obtenus sur modèles réduits centrifugés. 

La campagne expérimentale réalisée en centrifugeuse géotechnique (Chapitre 2) à 100×g a permis 
d’étudier le comportement de pieux prototypes de 1,8 m de diamètre et 40 m de profondeur dans un 
massif de sable de Fontainebleau dense. Des chargements monotones et cycliques ont été appliqués 
sur des pieux isolés puis, sur une structure de type jacket avec quatre pieux.  

D’abord la capacité portante du pieu en traction et en compression a été étudiée. L’angle 
d’interface sol-pieu, la résistance de pointe et de frottement ont été calculés grâce à des hypothèses 
faites sur l’état de contraintes initiales autour du pieu : les contraintes ont été déterminées à partir de 
la méthode CPT, ICP-05 (Jardine et al. 2005). Deux méthodes d’installation de pieux ont été utilisées : 
i) pieux moulés : installés à 1×g et ii) pieux battus : partiellement installés à 100×g. L’influence de la 
méthode d’installation utilisée sur la capacité portante du pieu a été analysée. La résistance des pieux 
moulés à la traction et en compression est de -43 MN et 101,5 MN respectivement. L’installation 
partielle des pieux à 100×g améliore la capacité portante à la compression mais, elle n’a pas d’influence 
sur la résistance à la traction. Un déplacement supérieur est nécessaire pour développer la résistance à 
la traction des pieux foncés à 100×g. 

Des essais cycliques en traction pure et alternée ont été réalisés sur des pieux installés à 1×g. Le 
diagramme de stabilité du pieu (Poulos 1981) a été tracé, les zones de comportement stable, métastable 
et instable ont été identifiées. Les efforts appliqués lors des essais cycliques alternés sont estimés à 
partir de simulation des chargements pour une éolienne offshore. Ces résultats nous ont permis 
d’estimer des efforts cycliques maximal et minimal à appliquer sur un pieu d’une structure jacket (avec 
quatre pieux).  

La structure jacket a été soumise à des efforts cycliques latéraux appliqués au sommet de la 
structure. Ces efforts sont transmis aux pieux principalement comme des efforts de traction et 
compression. La fondation jacket a été étudiée sous un chargement à 0° (les quatre pieux reprennent 
le chargement) et à 45° (la structure est positionnée sur la diagonale ; seuls les deux pieux dans la 
diagonale sont actifs). Dans les deux cas, le même effort cyclique latéral a été appliqué, le cas à 45° 
permet de reproduire un cas de chargement appliqué lors d’un essai sur pieu isolé. Chacun des pieux 
de la fondation jacket a été étudié comme un pieu isolé, il a été positionné sur le diagramme de stabilité 
réalisé à partir des essais des pieux isolés. La structure jacket fait que les pieux se sont montrés plus 
résistants que les pieux isolés en raison de la raideur apportée par la plateforme qui les relie.  

Afin d’étudier l’applicabilité des méthodes existantes pour évaluer le comportement d’un pieu, la 
modélisation d’un pieu isolé sous chargement axial monotone et cyclique a été réalisée avec un modèle 
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aux éléments finis et le macro-élément développé par Li (2014) et Li et al. (2015). L’ensemble des 
résultats ont été comparés aux résultats expérimentaux et analytiques issus de la norme API. 

Lors de la modélisation avec des éléments finis, nous avons tenté de reproduire l’état des 
contraintes initiales autour du pieu obtenu pendant la campagne expérimentale. Des hypothèses d’état 
de contraintes initiales géostatiques, calculées à partir du coefficient de poussée des terres au repos, ou 
par analogie avec l’essai CPT, calculées avec la méthode ICP-05 (Jardine et al. 2005) ont été étudiées. 
L’utilisation de la méthode ICP-05 a permis d’obtenir la même capacité portante du pieu à la traction 
que lors des essais expérimentaux. Cependant, la méthode sous-estime la résistance du pieu à la 
compression car la raideur initiale est supérieure à celle obtenue expérimentalement. Pendant l’étude 
numérique des pieux en traction, différents modèles de comportement de sol ont été utilisés. Les 
résultats obtenus permettent de souligner l’importance du choix de paramètres nécessaires pour définir 
le comportement à l’interface : angle de frottement et contraintes radiales autour du pieu.  

La loi hypo-plastique avec déformation intergranulaire a été utilisée pour étudier un cas de 
chargement cyclique en traction pure. Cette loi a été calibrée à partir des résultats des essais triaxiaux 
menés en laboratoire sur des échantillons de sable de Fontainebleau de densité élevée. Le modèle utilisé 
est capable de reproduire l’essai en traction monotone mais, lors de l’application d’un chargement 
cyclique les résultats ne sont pas satisfaisants : le modèle est trop rigide. Cette réponse peut être due à 
une calibration inappropriée, la problématique des pieux soumis à la traction cyclique étant mieux 
représentée par des essais de cisaillement d’interface que par des essais triaxiaux (un essai triaxial 
représente mieux le comportement du sol en pointe qu’à l’interface). 

Le macro-élément utilise une loi hypo-plastique avec prise en compte de la déformation 
intergranulaire pour représenter le comportement du sol. Pour caler la surface de rupture du pieu, les 
paramètres peuvent être calculés à partir des formules issues de la littérature ou à partir des résultats 
expérimentaux. La calibration analytique donne des résultats satisfaisants en termes de raideur mais la 
capacité portante prédite est sous-estimée, en compression et en traction. La calibration réalisée avec 
la capacité portante obtenue lors des essais monotones, permet de reproduire très correctement la 
courbe force-déplacement expérimentale en compression et en traction. Des chargements cycliques en 
traction pure ont été étudiés, des re-calibrations des paramètres pour chaque cas ont été nécessaires 
car, le macro-élément ne prend pas en compte la perte de résistance par frottement due à la nature 
cyclique du chargement, c’est-à-dire, il ne peut pas prédire la rupture du pieu.  

L’ensemble des résultats numériques et expérimentaux ont été confrontés aux résultats 
analytiques obtenus à partir de la norme issue du domaine de l’éolienne offshore API (API 2011). Il a 
été démontré que la norme sous-estime la capacité portante en traction et en compression, ce qui va 
dans le sens de la sécurité. Elle considère un état de contraintes radiales autour du pieu qui augmente 
linéairement avec la profondeur et cela résulte en une capacité inférieure à celle prédite par la méthode 
ICP-05 (Jardine et al. 2005) . La norme indique qu’un déplacement entre 10 et 20% du diamètre du 
pieu est nécessaire pour développer la résistance ultime : cette valeur est inférieure aux valeurs obtenues 
lors d’essais, surtout dans le cas des pieux foncés partiellement à 100×g soumis à la traction. 
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Couramment les pieux offshores sont installés par battage donc, les pieux foncés partiellement à 
100×g sont plus représentatifs que les pieux installés à 1×g. Pour mieux comprendre l’interaction entre 
le sol et la structure pour ce type de fondation, des essais monotones et cycliques sur pieux foncés 
entièrement à 100×g devront être réalisés, le diagramme de stabilité de ce type de pieu pourrait être 
réalisé et comparé avec ceux effectués avec des pieux installés à 1×g. 

Le modèle par éléments finis a montré des difficultés à bien représenter les résultats des essais 
expérimentaux surtout pour des chargements cycliques. Il a mis en valeur l’importance des hypothèses 
posées sur l’état de contraintes radiales autour du pieu et les méthodes de calibration des lois de 
comportement. Il serait intéressant d’explorer les résultats qui peuvent être obtenus en utilisant 
différents types d’essais de caractérisation de sol pour calibrer les paramètres de sa loi de 
comportement. 

La structure jacket n’a pas été étudiée numériquement car les résultats expérimentaux donnent 
des déplacements verticaux très faibles qui restent dans le domaine élastique du sol. Pour approfondir 
l’étude sur ce type de fondation, il serait intéressant de mener une campagne expérimentale similaire à 
celle présentée dans ce manuscrit avec des pieux d’une longueur inférieure ou des conditions de sol 
moins dense, pour pouvoir caractériser le comportement à la rupture de l’ensemble de la fondation.  

L’étude numérique des pieux à travers le macro-élément a montré des limites lors de l’application 
des chargements cycliques de traction : cet outil ne considère pas la perte de capacité portante en 
traction due aux cycles de chargement. Kirsch et Richter (2011) ont proposé une méthode simple avec 
laquelle la perte de capacité portante après l’application de N cycles de chargement peut être calculée 
à partir du ratio entre l’amplitude des cycles appliqués et la capacité portante. Cette méthode peut être 
incorporée au macro-élément. 
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Annexe I : Modélisation physique  

Les particularités de la simulation en centrifugeuse sont présentées dans cette annexe, la 
centrifugeuse de l’IFSTTAR de Nantes sera détaillée et les lois de similitude régissant la modélisation 
en centrifugeuse sont présentées. 

I.1 La centrifugeuse de l’IFSTTAR 
La centrifugeuse géotechnique de l’IFSTTAR a été installée en 1985, elle est utilisée pour étudier 

des ouvrages géotechniques, tels que des fondations, des remblais ou encore des ancrages offshore, en 
modèles réduits. La Figure AI-1(a) montre le schéma de la centrifugeuse, elle a une nacelle pivotante 
fixée, par l’intermédiaire d’un bras, à un arbre d’entrainement, qui met en rotation la nacelle dans 
laquelle se trouve le modèle. Un contre poids est installé pour compenser le poids de ce dernier. 

Cette installation fait partie du parc de machines les plus importantes du monde en termes de 
dimensions et de capacité d’emport. Avec un rayon de 5,5 m de l’axe à la plateforme de la nacelle, elle 
atteint une accélération maximale de 200×g. Elle emporte des dispositifs expérimentaux de 2000 kg à 
100×g. La masse embarquable et l’accélération sont dépendants l’un de l’autre (Figure AI-1(b)). La 
plateforme de la nacelle a une surface de 1,40 × 1,15 m permettant d’embarquer des dispositifs 
expérimentaux dont l’encombrement dépasse 2 m3. 

 

 

 

Figure AI-1. a) Représentation schématique et b) domaine d’utilisation de la centrifugeuse de l’IFSTTAR 

I.2 Modélisation physique 
La modélisation physique est une méthode qui permet d’étudier expérimentalement un problème 

physique. Un modèle réduit est construit afin que les mesures sur ce dernier puissent être transposées 

a) 
b) 
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sur l’ouvrage réel (prototype). Dans le domaine de la modélisation physique, les lois de similitude font 
le lien entre les grandeurs de l’ouvrage réel (modèle prototype) et les grandeurs du modèle utilisé en 
centrifugeuse. Le modèle réduit ne peut pas reproduire toutes les caractéristiques d’un prototype. Il est 
nécessaire d’analyser les principales caractéristiques du comportement qui sera étudié, pour bien les 
reproduire à l’échelle du modèle. 

La modélisation physique joue un rôle important dans le dimensionnement des fondations 
profondes (Retolph et House 2001), car elle permet de prendre en compte le caractère tridimensionnel 
des problèmes de fondations, de tenir compte du comportement non-linéaire du sol sans avoir les 
problèmes inhérents aux modèles numériques, et aussi d’étudier l’effet du chargement cyclique sur les 
fondations. 

I.2.1 Modélisation physique 

L’expérimentation sous macrogravité nécessite de concevoir un modèle réduit d’un ouvrage réel, 
appelé prototype, en introduisant entre les paramètres mécaniques et géométriques des facteurs 
d’échelle.  

Pour un prototype étudié, caractérisé par un certain nombre de variables ap de différentes 
dimensions (longueur, masse, temps, température…), le modèle sera lui aussi caractérisé par différentes 
variables de dimensions am. On appellera facteur d’échelle a*, le rapport entre les valeurs ap du 
prototype et am du modèle. 

𝑎𝑎∗ =
𝑎𝑎𝑚𝑚

𝑎𝑎𝑝𝑝
 (AI-1) 

Par exemple, pour un modèle réduit à l’échelle 1/𝑁𝑁𝑎𝑎, le facteur d’échelle sur les longueurs par 
exemple sera : 

𝑙𝑙∗ =
𝑙𝑙𝑚𝑚

𝑙𝑙𝑝𝑝
=

1
𝑁𝑁𝑎𝑎

 (AI-2) 

Les conditions permettant la similitude du comportement mécanique du modèle au prototype 
peuvent être formulées par des relations entre les facteurs d’échelle a* (Corté 1989; Garnier 1995; 
Metel 1962; Phillips 1869). 

Les conditions de similitude constituent l’ensemble des règles à satisfaire afin que l’ouvrage 
prototype et son modèle à l’échelle réduite présentent le même comportement. Si on connaît les 
relations entre les variables décrivant le comportement du système, les facteurs d’échelle peuvent être 
déterminés en utilisant la méthode des équations de départ. 
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Les équations d’équilibre des solides de la mécanique des milieux continus sont de la forme : 

�
𝜕𝜕𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖
𝜕𝜕𝑥𝑥𝑗𝑗

+ 𝜌𝜌 �𝑔𝑔𝑖𝑖 −
𝑑𝑑2𝜉𝜉𝑖𝑖
𝑑𝑑𝑑𝑑2

� = 0
𝑗𝑗

 (AI-3) 

Avec 
𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖 la composante du tenseur des contraintes ; 

𝑥𝑥𝑗𝑗 les coordonnées ; 

𝜉𝜉𝑖𝑖 la composante du vecteur des déplacements ; 

𝜌𝜌 la masse volumique ; 

𝑔𝑔𝑖𝑖 la composante du champ d’accélération de la pesanteur ; 

𝑡𝑡 le temps. 

On peut écrire les différents facteurs d’échelle sous la forme : 

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗ =
𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖𝑚𝑚

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝 ;  𝑙𝑙𝑚𝑚∗ =

𝑥𝑥𝑗𝑗𝑚𝑚

𝑥𝑥𝑗𝑗
𝑝𝑝 ;  𝜉𝜉∗ =

𝜉𝜉𝑗𝑗𝑚𝑚

𝜉𝜉𝑗𝑗
𝑝𝑝 ;  𝜌𝜌∗ =

𝜌𝜌𝑗𝑗𝑚𝑚

𝜌𝜌𝑗𝑗
𝑝𝑝 ;  𝑔𝑔∗ =

𝑔𝑔𝑗𝑗𝑚𝑚

𝑔𝑔𝑗𝑗
𝑝𝑝 ;  𝑡𝑡∗ =

𝑡𝑡𝑗𝑗𝑚𝑚

𝑡𝑡𝑗𝑗
𝑝𝑝  (AI-4) 

En remplaçant dans l’équation (AI-3) les variables « a » par leurs valeurs a*ap déduits de (AI-4) : 

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗

𝑙𝑙𝑚𝑚∗
�

𝜕𝜕𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝

𝜕𝜕𝑥𝑥𝑗𝑗
𝑝𝑝 + 𝜌𝜌∗𝜌𝜌𝑝𝑝 �𝑔𝑔∗𝑔𝑔𝑖𝑖

𝑝𝑝 −
𝜉𝜉∗

𝑡𝑡∗2
𝑑𝑑2𝜉𝜉𝑖𝑖∗

𝑑𝑑𝑑𝑑∗2
� = 0

𝑗𝑗

 (AI-5) 

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗

𝑙𝑙𝑚𝑚∗
�

𝜕𝜕𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝

𝜕𝜕𝑥𝑥𝑗𝑗
𝑝𝑝 + 𝜌𝜌∗𝑔𝑔∗𝜌𝜌𝑝𝑝 �𝑔𝑔𝑖𝑖

𝑝𝑝 −
𝜉𝜉∗

𝑔𝑔∗𝑡𝑡∗2
𝑑𝑑2𝜉𝜉𝑖𝑖∗

𝑑𝑑𝑑𝑑∗2
� = 0

𝑗𝑗

 (AI-6) 

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗

𝑙𝑙𝑚𝑚∗
��

𝜕𝜕𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖
𝑝𝑝

𝜕𝜕𝑥𝑥𝑗𝑗
𝑝𝑝 +

𝜌𝜌∗𝑔𝑔∗𝑙𝑙∗

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗
𝜌𝜌𝑝𝑝 �𝑔𝑔𝑖𝑖

𝑝𝑝 −
𝜉𝜉∗

𝑔𝑔∗𝑡𝑡∗2
𝑑𝑑2𝜉𝜉𝑖𝑖∗

𝑑𝑑𝑑𝑑∗2
�

𝑗𝑗

� = 0 (AI-7) 

Pour que le modèle soit semblable du point de vue mécanique au prototype, les équations (AI-3) 
et (AI-5) doivent être identiques. Par conséquent, les conditions de similitude suivantes doivent être 
respectées : 

𝜌𝜌∗𝑔𝑔∗𝑙𝑙𝑚𝑚∗

𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗
= 1 →  𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗ = 𝜌𝜌∗𝑔𝑔∗𝑙𝑙𝑚𝑚∗  (AI-8) 

et 
𝜉𝜉∗

𝑔𝑔∗𝑡𝑡∗2
= 1 →  𝜉𝜉∗ =  𝑔𝑔∗𝑡𝑡∗2 

 
(AI-9) 

Le comportement d’un sol est non linéaire et fortement dépendant de son état de contrainte. 
L’état de contrainte entre le prototype et le modèle réduit doit être le même donc, 𝜎𝜎𝑖𝑖𝑖𝑖∗ = 1. Sous réserve 
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que le facteur d’échelle sur les déplacements soit identique à celui des longueurs (Metel 1962) 𝜉𝜉∗ =
𝑙𝑙𝑚𝑚∗ = 1 𝑁𝑁𝑎𝑎⁄ , cette condition entraine pour les déformations 𝜀𝜀∗ = 𝜉𝜉∗

𝑙𝑙𝑚𝑚∗
= 1. 

D’après l’équation (AI-8) on obtient 𝑡𝑡∗ = 1 𝑁𝑁𝑎𝑎⁄ , le facteur d’échelle sur le temps concernant les 
phénomènes dynamiques. Dans les cas de chargements quasi-statiques, où l’équilibre statique est vérifié 
à tout instant, le respect de ce facteur d’échelle n’est pas primordial.  

L’étude de modèles réduits impose le coefficient de réduction 𝑁𝑁𝑎𝑎 sur les longueurs. La gamme 
de densité des matériaux est très limitée. Le matériau le plus dense, l’Iridium n’a qu’une masse 
volumique de 22,65 kg/m3. Il est considéré que le sol utilisé dans le prototype et le modèle est le même 
donc, 𝜌𝜌∗=1. Finalement, le facteur d’échelle relatif aux longueurs est 𝑙𝑙𝑚𝑚∗ = 1 𝑁𝑁𝑎𝑎⁄  et avec l’équation 
(AI-8) 𝑔𝑔∗ = 𝑁𝑁𝑎𝑎 . L’accélération de la centrifugeuse est inversement proportionnelle à l’échelle de 
réduction, si 𝑁𝑁𝑎𝑎 = 100 le champ de macrogravité est de 100×g et le modèle sera 100 fois plus petit 
que le prototype. 

I.2.2 Similitudes 

Pour respecter les conditions de similitude, il est nécessaire de travailler en microgravité. Le 
Tableau AI-1 résume les différents facteurs d’échelle nécessaires lors d’essais en macrogravité. 

 

Tableau AI-1. Facteurs d'échelle 
Grandeur Facteur d'échelle 

Longueur, déplacement [m] 𝑙𝑙𝑚𝑚∗ =  1/𝑁𝑁𝑎𝑎 
Masse volumique [kg/m3] 𝜌𝜌∗ = 1 
Accélération [m/s²]  𝑁𝑁𝑎𝑎 
Contrainte, pression [Pa] 𝜎𝜎∗ =  1 
Force [N] 𝐹𝐹∗ =  1/𝑁𝑁𝑎𝑎2 
Masse [kg] 𝑚𝑚∗ =  1/𝑁𝑁𝑎𝑎3 

Surface [m²] 𝐴𝐴𝑚𝑚∗ =  1/𝑁𝑁𝑎𝑎2 
Déformation [-] 𝜀𝜀 =  1 
Energie [J] 𝐸𝐸∗ =  1/𝑁𝑁𝑎𝑎3 

La gravité s’appliquant dans le modèle est égale à 𝑁𝑁𝑎𝑎 fois l’accélération de la pesanteur. 

𝐺𝐺𝑚𝑚 = 𝑁𝑁𝑎𝑎.𝑔𝑔 (AI-10) 

L’accélération est fonction de deux paramètres lors de la centrifugation : la vitesse de rotation ω 
[rad.s-1] et le rayon R entre l’axe de rotation de la centrifugeuse et le centre de gravité du modèle [m]. 

𝐺𝐺𝑚𝑚 = 𝑅𝑅.ω² (AI-11) 
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Pour augmenter la gravité d’un facteur N, il faut alors imposer au modèle une vitesse de rotation 
égale à : 

ω =  �
𝑁𝑁𝑎𝑎 .𝑔𝑔
𝑅𝑅

 
(AI-12) 

I.2.3 Effet d’échelle et effet de taille 

L’effet de la taille des grains par rapport à la taille de l’ouvrage étudié, ou « effet d’échelle », peut 
engendrer un non-respect des similitudes aux interfaces et dans les bandes de cisaillement, surtout lors 
des phénomènes de localisation des déformations. 

Pour illustrer simplement ces phénomènes, il faut s’appuyer sur les travaux de Ovensen (1979) 
pour les fondations superficielles. Le diamètre modèle d’une fondation circulaire 𝐵𝐵𝑚𝑚 varie avec 𝑁𝑁𝑎𝑎 
selon la relation 𝐵𝐵𝑚𝑚 = 𝐵𝐵𝑝𝑝 𝑁𝑁𝑎𝑎⁄ , ou encore 𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿 𝐵𝐵𝑚𝑚  =  𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 𝐵𝐵𝑝𝑝 –  𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿𝐿 𝑁𝑁𝑎𝑎. Sur le graphe de la Figure 
AI-2, il est possible de distinguer la droite regroupant des géomatrices de modèles correspondant au 
même prototype. Pour un même sol, sur chaque droite on peut étudier la présence éventuelle d’effet 
d’échelle (scale effect). D’une droite à l’autre, l’effet de taille est étudié. 

 

Figure AI-2. Effet de taille et effet d’échelle selon Ovesen (1979) modifié par Thorel (2013) 

I.2.3.1 Pieu sous chargement axial 

L’effet de la taille des grains par rapport à la taille de l’ouvrage étudié, ou « effet d’échelle », peut 
engendrer un non-respect des similitudes aux interfaces et dans les bandess de cisaillement, surtout 
lors des phénomènes de localisation des déformations. Or cette localisation des contraintes accentue 
les problèmes d’effet d’échelle. 

Lors des essais en centrifugeuse, du sol naturel est utilisé. La taille des grains diminue fortement, 
donc il résulte une diminution importante du rapport entre la taille des grains et la taille de la fondation, 
pouvant provoquer un « effet d’échelle ». Il a été reconnu que l’effet d’échelle existe (Garnier 1995; 
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Foray et al. 1998), mais il n’existe pas jusqu’à présent de consensus sur le rapport minimal entre le 
diamètre minimum du pieu et la taille moyenne des grains (Garnier et al. 2007). 

Pour les fondations profondes, il existe deux types d’effet d’échelle : 

− sur le frottement latéral ; 
− sur la résistance en pointe. 

Pour étudier l’effet d’échelle sur le frottement latéral, la technique de la modélisation à différentes 
échelles, ou « modeling of models » (Dano 1996; Sartoris et al. 1998) et des essais d’arrachement ou 
torsion. Pour la pointe, l’effet d’échelle est étudié à l’aide des résultats des essais CPT. 

Pour obtenir le rapport minimal entre le diamètre du modèle et le diamètre moyen 𝑑𝑑50 des grains 
(Balachowski 1995; Garnier 1997) au-delà duquel il n’y a plus d’effet d’échelle, plusieurs essais 
d’arrachement de pieux enfoncés dans du sable ont été réalisés en centrifugeuse avec des pieux de 
différents diamètres, mais modélisant le même prototype. 

Il est généralement admis que le frottement latéral moyen ultime qui peut être mobilisé sur un 
pieu modèle diminue avec l’augmentation du diamètre du pieu. Des essais réalisés par Balachowski 
(1995) et Garnier (1997) montrent cette tendance. Lorsque le diamètre du modèle diminue, la résistance 
mobilisée augmente jusqu’à être 3 fois plus importante 

 
Figure AI-3. Influence du diamètre du pieu sur le frottement moyen mobilisé lors d'essais 
d'arrachements de pieux dans différents sables (Garnier et Konig 1998) 

Dans le Figure AI-3, 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄  est le rapport entre le diamètre du pieu et le diamètre moyen des 
grains ; 𝜏𝜏𝑝𝑝(𝐵𝐵) correspond au frottement moyen mobilisé le long du pieu pour un diamètre 𝐵𝐵 ; et 
𝜏𝜏𝑝𝑝(𝐵𝐵𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚) correspond au frottement moyen mobilisé le long du pieu pour un diamètre maximal du 
pieu étudié pendant les essais de « modeling of models ». Ces essais ont été réalisés dans des massifs 
de sable de Fontainebleau dense. 

𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄

𝜏𝜏 𝑝𝑝
𝐵𝐵

𝜏𝜏 𝑝𝑝
𝐵𝐵 𝑑𝑑

𝑑𝑑𝑑𝑑
⁄
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Les résultats de Robinsky & Morrison (1964) et Lehane et al. (2005a) montrent des tendances 
similaires et suggèrent une dépendance du cisaillement mobilisé par rapport au diamètre beaucoup plus 
faible lorsque le sable est lâche et le fut lisse. La dilatance du sable à l’interface est le mécanisme 
principal de la résistance cisaillement (Boulon et Foray 1986). Pour des massifs similaires (mêmes 
caractéristiques), le diamètre du pieu est le paramètre principal qui gouverne l’accroissement de la 
contrainte latérale et, par conséquent, le cisaillement maximal mobilisable. La zone de dilatance y varie 
entre 2 et 10 fois le diamètre moyen 𝑑𝑑50.  

Il a été démontré par Foray et al. (1998) que le cisaillement maximal mobilisé devient plus faible 
quand le diamètre du pieu modèle augmente (par rapport à un même sol). Pour un même pieu dont le 
diamètre des grains de sable augmente, l’épaisseur de la bandes de cisaillement est plus importante, 
l’effet d’échelle n’est que fonction du rapport 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄ . Foray et al. (1998) ont proposé un rapport 
minimal de 100 et Balachowski (1995) de 250. Fioravante (2002) a pris en compte le sol dans la bandes 
de cisaillement, il propose qu’à partir d’un rapport 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄  supérieur à 50 les effets d’échelle par des 
modèles réduits peuvent être négligés. 

Des essais CPT permettent d’étudier l’effet d’échelle en pointe, l’effet du rapport entre le diamètre 
de la sonde et le diamètre moyen des grains 𝑑𝑑50 a été étudié par Gui & Bolton (1998) et Bolton et al. 
(1999). Les résultats des essais ont montré que la taille des particules n’affecte pas les résultats des 
efforts mesurés en pointe tant que 𝐵𝐵 𝑑𝑑50⁄ > 20. 

I.2.3.2 Influence de la rugosité 

Des essais d’arrachement de pieux ont été réalisés par Garnier (1997) et Garnier & Konig (1998) 
pour étudier l’influence de la rugosité du pieu sur le cisaillement maximal mobilisé par frottement. Pour 
une rugosité normalisée 𝑅𝑅𝑛𝑛 égale ou supérieur à 1 (surface rugueuse) le cisaillement mobilisé est 
constant.  

Pour une rugosité inférieure à 1, le cisaillement maximal mobilisé est plus faible. Lorsque la 
rugosité normalisée du pieu est située entre 0 et 1 (zone intermédiaire), il est très difficile de déterminer 
la résistance au cisaillement maximale. Pour cette raison, il convient d’utiliser des pieux complètement 
rugueux afin d’obtenir le cisaillement maximal, et pas des pieux avec une rugosité intermédiaire qui 
pourraient rendre l’interprétation des résultats plus difficile. 
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Annexe II : Résultats des essais 

L’ensemble des résultats obtenus lors de la campagne expérimentale réalisée à IFSTTAR sont 
présentés dans cette section.  

Tout d’abord, le Tableau AII-1 affiche les caractéristiques de chacun des essais (date, numéro de 
conteneur, densité de sable, type de chargement appliqué, etc.), ensuite, des résultats pour chaque un 
des tests sont exposés en échelle modèle. 
Tableau AII-1. Campagne expérimentale (échelle modèle) 

Massif: 
date 

Structure Force 
Effort 

appliqué 
Essai 

𝝆𝝆𝒅𝒅 
(𝒌𝒌𝒌𝒌 𝒎𝒎𝟑𝟑⁄ ) 

𝑽𝑽𝒂𝒂  
𝒐𝒐𝒐𝒐 
 𝑯𝑯𝒂𝒂 

(daN) 

𝑽𝑽𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄 
𝒐𝒐𝒐𝒐  
𝑯𝑯𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄𝒄 
(daN) 

𝑵𝑵 Obs. 

C1: 
21/01/14 

pieu 

monotone comp. MC1 -     

monotone comp. C1P2 -    (1) 
monotone comp. MC2 -     

monotone traction C1P4 -    (1) 
one-way 
(repeté) 

traction 
pure 

C1P5 - -120 120 0 (2) 

one-way 
traction 

pure 
COW1 - -120.0 120 

1500 + 
5000 

 

monotone traction C1P7 -    (3) 

one-way 
traction 

pure 
COW2 - -180 180 230  

C2: 
10/02/14 

jacket 
monotone latérale C2J1 -    (4) 
monotone latérale C2J2 -    (4) 

C3: 
03/03/14 

pieu 

monotone traction ME1 -    (5) 

one-way 
traction 

pure 
C3P2 - -250 250 0 (6) 

one-way 
traction 

pure 
COW3 - -200 200 133  

C4: 
12/05/14 

jacket one-way latérale JC00 16,88 27 27 1500  

C5: 
02/06/14 

jacket 
one-way latérale JC45(a) 16,89 27 27 1500  

one-way latérale JC45(b) 16,89 54 54 100 (7) 

C6: 
23/07/14 

pieu 

two-way 
(alterné) 

traction-
comp. 

CTW1 16,88 22 42 1500 (8) 

two-way 
traction-

comp. 
CTW2 16,88 110 210 1500  

two-way 
traction-

comp. 
CTW3 16,88 180 337 33  

C7: 
13/01/15 

pieu 

monotone traction C7P1 -    (9) 
monotone traction DE1 -    (10) 
monotone comp. DC1 -    (10) 
monotone comp. DC2 -    (11) 
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(1) Problème de capteur de pointe 
(2) Problème vérin 
(3) Capteur de pointe inversé 
(4) Flambement local de la structure jacket 
(5) Problème d'acquisition des données 
(6) Pieu en domaine instable 
(7) Suite de l'essai JC45(a) 
(8) Cas de chargement représentatif d'un pieu de structure jacket 
(9) Limite du capteur de vérin (25kN) 
(10) Fonçage sur 10 cm 
(11) Fonçage sur 5 cm 

Sept conteneurs ont été testés, dans les conteneurs C1, C3, C6 et C7 des essais sur pieu sous 
charge monotone et cyclique ont été réalisés. Les conteneurs C2, C4 et C5 ont été utilisés pour faire 
des tests sur jacket. La densité des massifs a été contrôlée grâce aux réglages de la trémie avant la 
préparation du massif, de plus des boites de densité ont été positionnées au fond des conteneurs C4, 
C5 et C6 pour vérifier la densité du massif à la fin de l’essai. 

A continuation des résultats en échelle modèle seront présentés pour les essais décrits dans le Tableau 
AII-2. Les essais en gris présentés dans le Tableau AII-1 ne sont pas présentés car, ils ont été 
défectueux  

Tableau AII-2. Description des essais (échelle modèle) 

Test 
Méthode de mise en 
place 

Profondeur 
installé à 100×g 
[mm] 

Cas de chargement 

MC1 Pré-fonçage à 1×g - Compression monotone 
MC2 Pré-fonçage à 1×g - Compression monotone 
ME1 Pré-fonçage à 1×g - Traction monotone 
DC1 Fonçage à 100×g 300 à 400 Compression monotone 
DC2 Fonçage à 100×g 350 à 400 Compression monotone 
DE1 Fonçage à 100×g 300 à 400 Traction monotone 
COW1 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique Tension pure 
COW2 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique Tension pure 
COW3 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique Tension pure 
CTW1 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique alterné 
CTW2 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique alterné 
CTW3 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique alterné 
JC00 Pré-fonçage à 1×g - Cyclique horizontal (jacket à 0°) 
JC45(a) Pré-fonçage à 1×g - Cyclique horizontal (jacket à 45°) 
JC45(b) Pré-fonçage à 1×g - Cyclique horizontal (jacket à 45°) 
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Annexe III : Méthode analytiques, normes API et DNV 

III.1 Capacité portante d’un pieu isolé 
La méthode proposée par les normes API (2011) et (DNV 2014) pour calculer la capacité 

portante d’un pieu isolé dans un milieu sableux, ces deux méthodes sont relativement similaires, est 
présentée dans cette section. 

III.1.1 Résistance de frottement – capacité portante en traction 

La résistance développée par frottement à l’interface entre le sol et le pieu est calculée à partir de 
l’équation suivante : 

𝑞𝑞𝑠𝑠(𝑧𝑧) = 𝛽𝛽𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) (AIII-1) 

Avec  
𝑞𝑞𝑠𝑠(𝑧𝑧) : résistance de frottement unitaire à une profondeur donnée ; 

𝛽𝛽 : coefficient fonction de la densité de sable ; 

𝜎𝜎𝑣𝑣0′  : contrainte verticale effective du sol avant la mise en place du pieu 𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) = 𝛾𝛾′ ∙ 𝑧𝑧 ; 

𝛾𝛾 ′: poids volumique déjaugé du sol; 

𝑧𝑧 : profondeur. 

Le facteur 𝛽𝛽 est une fonction de l’indice de densité du sable. Il prend la valeur donnée par la 
Figure AIII-1 quand il s’agit d’un pieu ouvert en pointe et pour lequel aucun bouchon ne se forme. 
Pour le cas des pieux fermés en pointe ou ouverts en pointe mais pour lesquels un bouchon se forme 
au cours de la mise en place, il faut prendre en compte la valeur donnée par le tableau avec une 
majoration de 25%. Ce même tableau donne la valeur maximale du frottement unitaire admissible 
𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙. 
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Figure AIII-1. Paramètres pour le dimensionnement des pieux 

Pour calculer la résistance mobilisable par frottement des pieux prototypes étudiés dans cette 
thèse, il faut prendre en compte les caractéristiques présentées dans le Tableau AIII-1. Comme il s’agit 
d’une étude avec du sable sec, la valeur du poids volumique déjaugé corresponde à celui du poids 
volumique du sol. 

Tableau AIII-1. Paramètres de sol et du pieu 
Paramètre Symbole Valeur Unités 
Fiche de pieu D 40 m 
Diamètre du pieu B 1,8 m 
Poids volumique déjaugé 𝛾𝛾′ 16,5 𝑘𝑘𝑘𝑘 𝑚𝑚3⁄  
Indice de densité relative 𝐼𝐼𝐷𝐷 97,2 % 

A partir des paramètres présentés dans le Tableau AIII-1, on identifie les valeurs des paramètres : 
β = 0,56 majoré de 25 %, soit β = 0,7 et 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 = 115 𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘. La capacité portante en traction est 
obtenue en intégrant la contrainte de cisaillement sur la fiche du pieu. La contrainte de cisaillement est 
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calculée par le biais de l’équation (AIII-1) tant qu’elle n’atteint pas la valeur limite 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙, autrement dit 
sur une profondeur comprise entre 0 et la profondeur limite 𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 (Eq. (AIII-2)). Pour une profondeur 
supérieure à 𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙,le frottement unitaire est égal à 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 (Eq. (AIII-3)). 

 
Figure AIII-2. Evolution du frottement latéral unitaire avec la profondeur  

 

Pour 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) < 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑠𝑠 = 𝑅𝑅𝑡𝑡 = 𝛽𝛽� 𝜎𝜎𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) 𝑑𝑑𝐴𝐴𝑠𝑠
𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙; 𝐷𝐷

0
= 𝛽𝛽� 𝛾𝛾′𝑧𝑧 𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋 = 0.5𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋′𝛽𝛽(𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙;𝐷𝐷)2

𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙; 𝐷𝐷

0
 

(AIII-2) 

 

Pour 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ (𝑧𝑧) ≥ 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 
𝑅𝑅𝑠𝑠 =  𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 𝐴𝐴𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 

(AIII-3) 

Dans notre cas, en pointe de pieu : 

𝑞𝑞𝑠𝑠(𝐷𝐷) = 𝛽𝛽𝛽𝛽𝑣𝑣0′ = 𝛽𝛽𝛽𝛽′𝐷𝐷 = 463 𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘 > 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 

Le frottement unitaire est donc supérieur à la limite imposée par les normes. Il est nécessaire de 
déterminer 𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 : 

𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 =
𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙

𝛽𝛽 𝛾𝛾′
= 9,92 𝑚𝑚 

La capacité portante est la suivante : 

𝑅𝑅𝑠𝑠 = 0.5𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋𝜋′𝛽𝛽(𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙)2 + 𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝜋𝜋𝜋𝜋(𝐷𝐷 − 𝑧𝑧𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙) = 22,78 𝑀𝑀𝑀𝑀 

La capacité portante en traction obtenue lors des essais est de 42,5 MN soit une valeur 54% 
supérieure à la valeur obtenue analytiquement. Il faut cependant noter que cette méthode est 
conservative puisqu’elle ne tient pas compte de la possible modification de l’état des contraintes au 
droit de l’interface sol-pieu lors de la mise en place de la fondation (surtout lorsque le pieu est battu 
ou foncé sous gravité). 

𝑞𝑞𝑠𝑠

𝑧𝑧

𝑧𝑧𝑣𝑣𝑑𝑑𝑑𝑑

𝑞𝑞𝑠𝑠,𝑣𝑣𝑑𝑑𝑑𝑑
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III.1.2 Résistance de pointe 

La résistance à la compression d’un pieu correspond à la somme de la résistance mobilisée par 
frottement et de la résistance en pointe. Les normes (API 2011; DNV 2014) proposent une formule 
pour la capacité portante unitaire en pointe 𝑞𝑞𝑏𝑏 , qui est une fonction de la contrainte verticale à la 
pointe du pieu 𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝

′  et du facteur de capacité portante 𝑁𝑁𝑞𝑞(Figure AIII-1). Cette valeur ne doit pas 
excéder la limite proposée par les normes 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙. 

Pour 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ < 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ 𝐴𝐴𝑏𝑏 

(AIII-4) 

Pour 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ ≥ 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝐴𝐴𝑏𝑏 
 
(AIII-5) 

Dans notre cas d’étude 𝑁𝑁𝑞𝑞 = 50 et 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 = 12 𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀.  

𝑞𝑞𝑏𝑏 = 𝑁𝑁𝑞𝑞𝜎𝜎𝑣𝑣0,𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝
′ = 𝑁𝑁𝑞𝑞(𝛾𝛾′𝐷𝐷) = 31,12 𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀𝑀 >  𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙 

Donc  

𝑅𝑅𝑏𝑏 = 𝑞𝑞𝑏𝑏,𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝑙𝐴𝐴𝑏𝑏 = 30,53 𝑀𝑀𝑀𝑀 

La capacité portante en pointe est de 30,53 MN. La résistance à la compression non pondérée du 
pieu (aucun facteur de sécurité n’est considéré) est égale à 22,78 + 30,53 = 53,31 MN soit 52% de 
moins que la valeur obtenue lors de la campagne expérimentale. 

III.1.3 Courbes transfert : t-Z et Q-Z 

Pour étudier le déplacement des pieux en compression, la norme API (2011) préconise 
l’utilisation de la méthode des courbes de transfert. Cette méthode consiste à diviser le pieu en plusieurs 
tronçons considérés comme des colonnes compressibles et à modéliser le sol par un jeu de ressorts 
non-linéaires qui soutiennent le pieu à mi-hauteur de chaque tronçon. Les ressorts sont considérés 
indépendants les uns des autres. Le comportement de chaque ressort le long du fût du pieu est 
représenté par une courbe t-Z (Figure AIII-3) et par une courbe Q-Z en pointe. 
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Figure AIII-3. Courbe t-Z API (2011) 

La Figure AIII-3 montre la courbe t-Z normalisée avec : 
𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 : résistance de frottement unitaire maximale calculée dans l’élément étudié; 
𝑡𝑡: frottement mobilisé ; 
𝑍𝑍: déplacement axial; 
𝑍𝑍𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝: déplacement axial maximal. 

Le Tableau AIII-2 permet de déterminer la courbe t-Z à partir des valeurs de 𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚  et 𝑧𝑧𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝. La 
norme recommande une valeur 𝑍𝑍𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 = 0,01𝐵𝐵. Cette valeur est un peu incertaine et elle peut osciller 
entre 0,0025B et 0,02B.  

Tableau AIII-2. Courbe t-Z (API 2011) 
𝒁𝒁 𝒁𝒁𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑𝒑⁄  𝒕𝒕 𝒕𝒕𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎⁄  

0,16 0,30 
0,31 0,50 
0,57 0,75 
0,80 0,90 
1,0 1,00 
2,0 1,00 
∞ 1,00 

Dans notre cas d’étude, nous allons modéliser le pieu entier comme un seul élément. Cela 
permettra de comparer la courbe t-Z analytique avec la courbe expérimentale (évolution de la résistance 
de frottement 𝑅𝑅𝑠𝑠 avec le déplacement du pieu). Pour déterminer la valeur représentative de 𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 il 

𝑍𝑍 𝑍𝑍𝑝𝑝𝑝𝑝𝑑𝑑𝑝𝑝⁄

𝑡𝑡
𝑡𝑡 𝑑𝑑

𝑑𝑑𝑑𝑑
⁄
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faut trouver la valeur de frottement unitaire moyenne qui se développe uniformément pour mobiliser 
la résistance à la traction ultime : 𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 = 𝑅𝑅𝑠𝑠 𝐴𝐴𝑠𝑠⁄ = 100 𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘𝑘 et 𝑍𝑍𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝𝑝 est considéré ici comme 0,01B. 

 
Figure AIII-4. Courbe t-Z analytique vs expérimentale (essai MC1) 

La Figure AIII-4 présente la courbe t-Z obtenue par le biais de la norme API et celle obtenue 
expérimentalement pour l’essai MC1 (en compression). La raideur initiale des deux courbes est proche 
mais la différence de résistance unitaire développée est assez importante, expérimentalement la valeur 
de 𝑡𝑡𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 n’est pas limitée. Le déplacement nécessaire pour mobiliser la totalité du frottement est de 
0,018 m (Z/B = 0,01) pour l’étude analytique et 0,28 m (Z/B = 0,16) pour l’étude expérimentale. 

La courbe de transfert d’effort en pointe Q-Z a la forme indiquée sur la Figure AIII-5. Le Tableau 
AIII-3 permet de calculer les valeurs nécessaires à l’obtention de la courbe. 
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Figure AIII-5. Courbe Q-Z (API 2011) 

Avec : 
𝑄𝑄 résistance de pointe mobilisée ; 

𝑅𝑅𝑏𝑏 résistance de pointe. 
 

Tableau AIII-3. Courbe Q-Z (API 2011) 
𝒁𝒁 𝑩𝑩⁄  𝒒𝒒 𝑹𝑹𝒃𝒃⁄  

0 0 
0,002 0,25 
0,013 0,50 
0,042 0,75 
0,073 0,90 
0,10 1,00 
∞ 1,00 

La Figure AIII-6 montre la courbe Q-Z analytique et la courbe d’évolution de la résistance en 
pointe en fonction du déplacement du pieu obtenue pour l’essai MC1. Les deux courbes ont des formes 
différentes, la courbe expérimentale n’atteint pas un plafond car à la différence de la résistance par 
frottement latéral, la résistance de pointe n’est pas entièrement mobilisée. Malgré cela, les deux courbes 
atteignent des valeurs similaires, ce qui veut dire que la capacité en pointe prédite par la méthode 
analytique est représentative de celle obtenue lors des essais pour ce niveau de déplacement. 

Dans les résultats expérimentaux, il faut noter que la valeur initiale en pointe est liée à la montée 
en g, lors des essais en centrifugeuse. Les résultats expérimentaux mettent en évidence que la résistance 
de pointe d’un pieu se mobilise après que la résistance par frottement ait été entièrement développée. 
Ce comportement n’est pas pris en compte par la méthode analytique.  

𝑍𝑍 𝐵𝐵⁄

𝑄𝑄 𝑅𝑅𝑏𝑏⁄

1

0,1
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Figure AIII-6. Courbe Q-Z analytique vs expérimental (essai MC1) 
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Annexe IV : Loi hypo-plastique 

IV.1 Fonction scalaires du modèle hypo-plastique de Wolffersdorf 

Les fonctions scalaires 𝑓𝑓𝑏𝑏 ,𝑓𝑓𝑒𝑒et 𝑓𝑓𝑑𝑑 permettent d’obtenir le tenseur constitutive 𝑵𝑵 du modèle hypo-
plastique développé par Wolffersdorf : 

  

𝑓𝑓𝑏𝑏 = �
𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑒𝑒𝑐𝑐
�
𝛽𝛽 ℎ𝑠𝑠
𝑛𝑛

 
1 + 𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑒𝑒𝑖𝑖

�
−𝑡𝑡𝑡𝑡𝑻𝑻
ℎ𝑠𝑠

�
1−𝑛𝑛

�3 + 𝑎𝑎2 − 𝑎𝑎√3 �
𝑒𝑒𝑖𝑖0 − 𝑒𝑒𝑑𝑑0
𝑒𝑒𝑐𝑐0 −  𝑒𝑒𝑑𝑑0

�
𝛼𝛼
�
−1

 
(AIV-1) 

𝑓𝑓𝑒𝑒 = �
𝑒𝑒𝑐𝑐
𝑒𝑒
�
𝛽𝛽

 
(AIV-2) 

𝑓𝑓𝑑𝑑 = �
𝑒𝑒 − 𝑒𝑒𝑑𝑑
𝑒𝑒𝑐𝑐 − 𝑒𝑒𝑑𝑑

�
𝛼𝛼

 
(AIV-3) 

 𝑓𝑓𝑏𝑏 est tel que la simulation d’un état isotropique parfait en compression donne la même relation 
exponentielle entre le taux d’indice des vides et la pression moyenne. 𝑓𝑓𝑒𝑒 et 𝑓𝑓𝑑𝑑  prennent en compte 
l’effet des changements de densité (pycnotropie). Dans les cas dont 𝑒𝑒𝑐𝑐 > 𝑒𝑒 > 𝑒𝑒𝑑𝑑 le facteur 𝑓𝑓𝑑𝑑 contrôle 
le rapport des contraintes 𝑻𝑻� maximales pour un état critique (angle de frottement critique) ainsi que la 
dilatance associée à ce rapport. 𝑓𝑓𝑒𝑒 contrôle l’influence de l’inde des vides 𝑒𝑒 sur l’incrément de raideur. 

IV.1.1 Caractérisation des paramètres 

La qualité des résultats dépend de la calibration des paramètres. La loi présentée dans le Chapitre 
3 section §3.1.2.2 contient huit paramètres dont : ℎ𝑠𝑠 ,𝜑𝜑𝑐𝑐,𝑛𝑛, 𝑒𝑒𝑐𝑐0, 𝑒𝑒𝑑𝑑0, 𝑒𝑒𝑖𝑖0,𝛼𝛼 et 𝛽𝛽. Un résumé des 
méthodes de calibration de ces paramètres proposé par Herle et Gudehus (1999) est présenté ci-
dessous, la méthode a été développée à partir d’un cas de chargement axial symétrique de compression 
(|𝑇𝑇1| > |𝑇𝑇2| = |𝑇𝑇3| dont, 1 corresponde à la direction axial et 2 et 3 radiale). Dans ce cas l’équation 
tensorielle est réduite à une équation scalaire : 

𝑇̇𝑇𝑠𝑠1 = 𝑓𝑓𝑠𝑠
(𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2)
𝑇𝑇𝑠𝑠12 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠22

�𝐷𝐷1 + 𝑎𝑎2
𝑇𝑇𝑠𝑠1𝐷𝐷1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2𝐷𝐷2
(𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2)2 𝑇𝑇𝑠𝑠1

+ 𝑓𝑓𝑑𝑑
𝑎𝑎
3

5𝑇𝑇𝑠𝑠1 − 2𝑇𝑇𝑠𝑠2
𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2

�𝐷𝐷12 + 2𝐷𝐷22� (AIV-4) 

𝑇̇𝑇𝑠𝑠2 = 𝑓𝑓𝑠𝑠
(𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2)
𝑇𝑇𝑠𝑠12 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠22

�𝐷𝐷2 + 𝑎𝑎2
𝑇𝑇𝑠𝑠1𝐷𝐷1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2𝐷𝐷2
(𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2)2 𝑇𝑇𝑠𝑠2 + 𝑓𝑓𝑑𝑑

𝑎𝑎
3

4𝑇𝑇𝑠𝑠2 − 𝑇𝑇𝑠𝑠1
𝑇𝑇𝑠𝑠1 + 2𝑇𝑇𝑠𝑠2

�𝐷𝐷12 + 2𝐷𝐷22� 
(AIV-5) 

Le facteur 𝑓𝑓𝑠𝑠 est défini comme la multiplication des 𝑓𝑓𝑒𝑒 et 𝑓𝑓𝑠𝑠.  
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𝑓𝑓𝑠𝑠 = �
𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑒𝑒
�
𝛽𝛽 ℎ𝑠𝑠
𝑒𝑒

1 + 𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑒𝑒𝑖𝑖

�
3𝑝𝑝𝑠𝑠
ℎ𝑠𝑠
�
1−𝑛𝑛

�3 + 𝑎𝑎2 − 𝑎𝑎√3 �
𝑒𝑒𝑖𝑖0 − 𝑒𝑒𝑑𝑑0
𝑒𝑒𝑐𝑐0 − 𝑒𝑒𝑑𝑑0

�
𝛼𝛼
�
−1

 (AIV- 6) 

 Les méthodes proposées pour obtenir chaque paramètre sont résumés ci-dessous.  

Tableau AIV-1. Description des paramètres de la loi hypo-plastique 
Paramètre Signification physique Méthode d’obtention 
𝜑𝜑𝑐𝑐 Angle de frottement critique Angle de repos 

𝑒𝑒𝑑𝑑0, 𝑒𝑒𝑖𝑖0, 𝑒𝑒𝑐𝑐0 
Indice des vides maximal, minimal et 
critique Essais de caractérisation 

ℎ𝑠𝑠 Dureté des grains Essais œdométrique de 
compression 

𝑛𝑛 
Exposant fonction de la sensibilité de 
l’squelette granulaire au changement de 
pression 

Essais œdométrique de 
compression 

𝛼𝛼 
Exposant qui décrit la transition entre 
l’état pique et l’état critique des 
contraintes 

Essai triaxial monotone 

𝛽𝛽 
Exposant représentant le changement de 
raideur à une densité donnée 

Essais œdométrique de 
compression 

 

IV.1.1.1 Angle de frottement critique 𝝋𝝋𝒄𝒄 

L’état critique dans le sol est atteint lors des chargements monotones de cisaillement importants : 
le ratio entre la contrainte et la déformation volumétrique est proche de zéro (Schofield et Wroth, 
1968). 

𝑇̇𝑇1 = 𝑇̇𝑇2 = 𝐷𝐷1 + 2𝐷𝐷2 = 0 (𝐷𝐷1 ≠ 0) 
(AIV-7) 

Si l’équation (AIV-7) est prise en compte dans les équations (AIV-4) et (AIV-5) l’expression 
suivante est obtenue : 

sin𝜑𝜑 = max �
𝑇𝑇1 − 𝑇𝑇2
𝑇𝑇1 + 𝑇𝑇2

� (AIV-8) 

L’équation suivante donne la relation entre le paramètre 𝑎𝑎 et 𝜑𝜑𝑐𝑐 : 𝑎𝑎 = √3(3−sin𝜑𝜑𝑐𝑐)
2√2sin𝜑𝜑𝑐𝑐

 . 

L’angle 𝜑𝜑𝑐𝑐 correspond à l’angle de repos du sable sec, il peut être mesuré d’après la réalisation 
d’un cône de sable ou à partir des essais de cisaillement ou triaxiaux. 
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Figure AIV-1. Détermination de 𝝋𝝋𝒄𝒄 à partir de l'angle de repo du sable (Herle et Gudehus, 1999) 

IV.1.1.2 Paramètre de raideur 𝒉𝒉𝒔𝒔et 𝒏𝒏 

Le paramètre ℎ𝑠𝑠 représente la dureté des grains, il est utilisé comme une pression de référence. 
Le paramètre 𝑛𝑛 prend en compte la sensibilité de squelette granulaire aux changements de pression. 
La relation entre l’indice des vides, la pression 𝑝𝑝𝑠𝑠, ℎ𝑠𝑠 et 𝑛𝑛 est présentée dans l’équation suivante : 

𝑒𝑒𝑝𝑝 = 𝑒𝑒𝑝𝑝0 exp �− �
3𝑝𝑝𝑠𝑠
ℎ𝑠𝑠
�
𝑛𝑛

� (AIV-9) 

Pour déterminer ℎ𝑠𝑠 et 𝑛𝑛 un test oedomètrique doit être réalisé avec un échantillon de sable très 
lâche.  

 

Figure AIV-2. a) Relation entre indice des vides et la pression moyenne et b) Détermination de 𝒏𝒏 (Herle 
et Gudehus, 1999) 

Les expressions suivantes permettent de calculer 𝑛𝑛 et ℎ𝑠𝑠 : 

𝑛𝑛 =
ln�𝑒𝑒𝑝𝑝1𝐶𝐶𝑐𝑐2 𝑒𝑒𝑝𝑝2𝐶𝐶𝑐𝑐1⁄ �

ln(𝑝𝑝𝑠𝑠2 𝑝𝑝𝑠𝑠1⁄ )  (AIV-10) 

a) b)
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ℎ𝑠𝑠 = 3𝑝𝑝𝑠𝑠 �
𝑛𝑛 𝑒𝑒𝑝𝑝
𝐶𝐶𝑐𝑐

�
1 𝑛𝑛⁄

 (AIV-11) 

Avec : 
 𝑒𝑒𝑝𝑝 : indice des vides pendant la compression ; 
 𝑒𝑒𝑝𝑝0: indice des vides pour une pression nulle ; 
 𝐶𝐶𝑐𝑐 : indice de compression. 

Le paramètre 𝑛𝑛 correspond à la courbature de la courbe de compression et ℎ𝑠𝑠 est sa pente. Ces 
paramètres changent avec les propriétés granulométriques du sol étudié. 

IV.1.1.3 Indice des vides minimal et à pression nulle 𝒆𝒆𝒅𝒅𝒅𝒅 

La meilleur méthode pour densifier un sol sableux pour obtenir son indice des vides minimal est 
d’appliquer des cycles de chargement de petite amplitude à pression constante. 

La relation entre l’indice des vides minimal à pression nulle, 𝑒𝑒𝑑𝑑0 et l’indice des vides minimum 
𝑒𝑒𝑑𝑑 est la suivante : 

𝑒𝑒𝑑𝑑0 = 𝑒𝑒𝑑𝑑 ��
3𝑝𝑝𝑠𝑠
ℎ𝑠𝑠
�
𝑛𝑛

� (AIV-12) 

 

Figure AIV-3. Indice des vides minimal vs pression moyenne (Herle et Gudehus, 1999) 

Dans la Figure AIV-3 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 est l’indice des vides minimal obtenue en laboratoire de façon 
classique ; 𝑒𝑒𝑑𝑑 est l’indice de vides minimal obtenus à pression nulle suite à l’application des cycles de 
cisaillement; 𝑒𝑒𝑑𝑑 < 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 car des sont appliqués pour l’obtenir ce qui permet de densifier encore plus le 
sol.. La valeur de ces deux indices des vides ont montré être proche, 𝑒𝑒𝑑𝑑 peut être déterminé sans 
appliquer des chargements de cycliques, 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 ≈ 𝑒𝑒𝑑𝑑0. 

Cycles de cisaillement
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IV.1.1.4 Indice des vides maximal à pression nulle, 𝒆𝒆𝒊𝒊𝟎𝟎 

Le paramètre 𝑒𝑒𝑖𝑖0 correspond à l’indice des vides maximal d’un squelette granulaire simple, cas 
« théorique » (une consolidation isotrope est appliquée sur des grains en suspension dans un espace 
sans gravité). Pour ce paramètre est obtenue à partir de l’indice des vides maximal obtenue des essais 
classique : 𝑒𝑒𝑖𝑖0

𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚
≈ 1,15 − 1,20. 

IV.1.1.5 Indice des vide critique à pression nulle, 𝒆𝒆𝒄𝒄𝒄𝒄 

L’indice des vides critique 𝑒𝑒𝑐𝑐 est difficile d’obtenir dans la pratique. 𝑒𝑒𝑐𝑐0 est considéré égale à 
𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚. 

𝑒𝑒𝑐𝑐0 = 𝑒𝑒𝑐𝑐 exp ��
3𝑝𝑝𝑠𝑠
ℎ𝑠𝑠
�
𝑛𝑛

� (AIV-13) 

IV.1.1.6 Exposent 𝜶𝜶 

Le paramètre 𝛼𝛼 décrit la transition entre l’état de contraintes pic et l’état de contraintes critique. 
A l’état pic, le taux de contraintes est égale à zero, 𝑇̇𝑇1 = 0. En utilisant l’équation (AIV-4) : 

𝛼𝛼 =

ln

⎣
⎢
⎢
⎡
6

(2 + 𝐾𝐾𝑃𝑃)2 + 𝑎𝑎2𝐾𝐾𝑝𝑝�𝐾𝐾𝑝𝑝 − 1 − tan𝜓𝜓𝑝𝑝�

𝑎𝑎�2 + 𝐾𝐾𝑝𝑝��5𝐾𝐾𝑝𝑝 − 2��4 + 2�1 + tan𝜓𝜓𝑝𝑝�
2
⎦
⎥
⎥
⎤

ln � 𝑒𝑒 − 𝑒𝑒𝑑𝑑
𝑒𝑒𝑐𝑐 − 𝑒𝑒𝑑𝑑

�
 

(AIV-14) 

𝐾𝐾𝑝𝑝 =
1 + sin𝜑𝜑𝑝𝑝
1 − sin𝜑𝜑𝑝𝑝

  (AIV-15) 

tan𝜓𝜓𝑝𝑝 = −
𝐷𝐷1 + 2𝐷𝐷2

𝐷𝐷1
 

(AIV-16) 

IV.1.1.7 Exposant 𝜷𝜷 

Le paramètre 𝛽𝛽 représente le changement de raideur pour une densité de sol donnée. L’incrément 
de raideur 𝐸𝐸 = 𝑇̇𝑇1 𝐷𝐷1⁄  est proportionnel à la densité et la pression. Pour un cas de compression 
isotrope, le taux de contrainte est ; 

𝑇̇𝑇1 = 𝑓𝑓𝑠𝑠�3 + 𝑎𝑎2 − 𝑓𝑓𝑑𝑑 𝑎𝑎√3�𝐷𝐷1 
(AIV-17) 

En substituant l’équation (AIV-17) dans l’équation (AIV-4) : 
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𝛽𝛽 =
ln �𝐸𝐸 3 + 𝑎𝑎2 − 𝑓𝑓𝑑𝑑0𝑎𝑎√3

3 + 𝑎𝑎2 − 𝑓𝑓𝑑𝑑𝑎𝑎√3
𝑒𝑒𝑖𝑖

1 + 𝑒𝑒𝑖𝑖
𝑛𝑛
ℎ𝑠𝑠
�3𝑝𝑝𝑠𝑠
ℎ𝑠𝑠
�
𝑛𝑛−1

�

ln(𝑒𝑒𝑖𝑖 𝑒𝑒⁄ )  (AIV-18) 

Pour éliminer l’influence de la pression, 𝛽𝛽 peut être déterminé comme le rapport entre le module 
de raideur obtenu pour deux valeurs d’indices des vides différents, 𝑒𝑒1et 𝑒𝑒2 à une même pression 
moyenne 𝑝𝑝𝑠𝑠. 

𝛽𝛽 =
ln(𝛽𝛽0𝐸𝐸2 𝐸𝐸1⁄ )

ln(𝑒𝑒1 𝑒𝑒2⁄ )  ;  𝛽𝛽0 =
3 + 𝑎𝑎2 − 𝑎𝑎√3𝑓𝑓𝑑𝑑1
3 + 𝑎𝑎2 − 𝑎𝑎√3𝑓𝑓𝑑𝑑2

 (AIV-19) 

 

 



 

206 
 

Annexe V : Caractéristiques du sable de Fontainebleau 
NE34 

V.1 Caractéristiques du sable de Fontainebleau NE34 

Le matériau utilisé pour les essais est du sable de Fontainebleau qui est un des deux sables de 
références en France (le second étant le sable d’Hostum). Ce sable est couramment utilisé lors des 
essais en centrifugeuse (Blanc et Nivoche 2014; Isorna et al. 2015; Rosquoet et al. 2013) ou en chambre 
d’étalonnage. Le sable est réutilisé d’un conteneur à l’autre. Cette annexe présente les caractéristiques 
principales du sable de Fontainebleau NE34. 

Le sable de Fontainebleau (référencé NE34 par la société productrice SIFRACO) est un sable 
siliceux (SiO2>99,8%) propre mal gradué selon la classification LPC/UCS (Andria-Ntoanina et al. 
2010). La Figure AV-1(a) issue d’une observation au microscope montre que les grains de ce sable sont 
sub-arrondis. 

La Figure AV-1(b) présente la distribution granulométrique du sable (établie selon la norme 
NFP94-056), le Tableau AV-1 donne le pourcentage passant par tamis. Ce sable est composé de 70% 
d’éléments dont le diamètre des grains est inférieur à 200 µm. Le pieu utilisé pour cette étude ayant un 
diamètre de 18 mm, le rapport entre le diamètre de pieu et le diamètre de grain est de 90, ce qui permet 
de s’affranchir des effets d’échelle. 

Tableau AV-1.Distribution granulométrique du sable de Fontainebleau N34 (Andria-Ntoanina et al. 
2010) 

Tamis [mm] 0,5 0,2 0,1 0,08 
Passant [%] 100 35,4 0,5 0,2 

 
Figure AV-1. a) Vue au microscope des grains de sable ; b) courbe granulométrique du sable de 
Fontainebleau NE34 (Andria-Ntoanina et al. 2010) 

a) b)
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Les différentes caractéristiques du sable telle que la masse volumique des grains 𝜌𝜌𝑠𝑠, la masse 
volumique maximal 𝜌𝜌𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et minimale 𝜌𝜌𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚, l’indice des vides maximum 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚 et minimum 𝑒𝑒𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚𝑚, les 
coefficients de d’uniformité 𝑑𝑑50 et 𝐶𝐶𝑢𝑢 sont présentés dans le Tableau AV-2. 

Tableau AV-2. Caractéristiques principales du sable de Fontainebleau NE34 
Coefficients d’uniformité Indice des vides Masse volumique [g/cm3] 
𝒅𝒅𝟓𝟓𝟓𝟓 𝑪𝑪𝒖𝒖 𝒆𝒆𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 𝒆𝒆𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 𝝆𝝆𝒔𝒔 𝝆𝝆𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 𝝆𝝆𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎𝒎 

0,206 1,49 0,526 0,870 2,65 1,417 1,736 
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