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Ré
su

mé L'objectif de ce travail est d'étudier les effets du comportement non linéaire du sol, introduit par la liquéfaction, sur l'interaction sol-structure non linéaire lors d'un séisme en utilisant des simulations numériques. On évalue aussi l'efficacité d'une méthode de renforcement de sols dans la réduction du potentiel de liquéfaction d'un profil de sol. Les effets favorables ou défavorables de l'utilisation d'inclusions rigides dans la réponse sismique d'une structure reposant sur un profil de sol liquéfiable sont présentés. Cette analyse montre l'efficacité de la méthode à réduire la liquéfaction et par conséquent les tassements induits mais elle montre aussi que cette intervention modifie les caractéristiques dynamiques du signal à la surface et en conséquence augmente le niveau des déplacements subits par la 
structure.
Mots-clés : liquéfaction, modèle constitutif, méthode d'amélioration du sol, interaction-sol structure.

Contribution of numerical modeling 
in the liquefaction seismic 
risks assessment

Ab
str

ac
t The present paper deals with the influence of soil non-linearity, introduced by soil liquefaction, on the soil-foundation- structure interaction phenomena. Numerical simulations are carried out so as to study an improvement method to reduce the liquefaction potential in a sandy soil profile subjected to a shaking. The efficiency of the confinement walls in the mitigation of a liquefiable soil is showed. However, the intervention at the foundation soil modifies the dynamic characteristics of soil-structure system and it seems to be an unfavorable method from the structural point of view.

Key words: liquefaction, constitutive model, mitigation method, 
soil structure interaction. 29
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Introduction
Dans le domaine de la gestion des risques natu­

rels, il est communément admis que le risque est le 
produit de convolution entre l'aléa et la vulnérabilité 
des éléments exposés. Pour atténuer ces risques, il faut 
savoir quantifier et si possible réduire chacune de ses 
composantes.

La démarche courante de l'évaluation du risque sis­
mique est constituée de quatre étapes :
- la définition du mouvement sismique : ce mouvement 
est déterminé en fonction des caractéristiques de la 
source sismique, des propriétés du trajet source-site 
et des effets de site. Les effets de sites englobent la 
topographie et les effets locaux dus au comportement 
des sols. Il faut également y inclure les effets induits 
tels que les mouvements de terrain et la liquéfaction 
des sols ;
- l'estimation de l'endommagement des ouvrages sou­
mis au mouvement sismique : celle-ci peut être affec­
tée selon les cas par l'histoire du chargement (effet 
réplique) et par des effets relatifs à l'interaction entre 
ces ouvrages et le sol encaissant ;
- l'évaluation de l'impact de ces dommages sur le fonc­
tionnement des ouvrages considérés ;
- l'estimation des impacts socio-économiques liés à 
l'endommagement physique des ouvrages et la perte 
de leur fonctionnement.

Ici, nous nous intéressons au phénomène de liqué­
faction et nous nous focalisons plus spécifiquement sur 
les effets locaux et l'interaction sol-structure.

Le phénomène de liquéfaction des sables lors 
de séismes constitue un domaine de préoccupation 
important dans la géotechnique et le génie parasis- 
mique. L'évaluation du risque de liquéfaction dans un 
site donné, de ses conséquences éventuelles et des 
possibles solutions à ce problème constitue un enjeu 
économique et social important. Ce risque peut être 
exprimé par l'intermédiaire d'un coefficient de sécurité 
à la liquéfaction, qui prend en compte la résistance 
du sol par rapport aux efforts produits par le séisme. 
Dans la pratique, du fait des difficultés rencontrées 
pour modéliser analytiquement les conditions du sol 
sableux in situ, l'évaluation du risque de liquéfaction se 
réalise à l'aide des méthodes empiriques ou simplifiées 
(Seed et Idriss, 1971 ; Martin et Seed, 1979 ; Seed et al., 
1983 ; Youd et al., 2001).

Les caractéristiques et les propriétés des matériaux 
sont définies à l'aide des essais au laboratoire ou in situ. 
Cependant, les contraintes et les déformations induites 
par le séisme dans le profil du sol sont estimées à partir 
de calculs avec des modèles en contraintes totales. Ces 
types de modèles ne sont pas adaptés pour estimer le 
comportement du sable (i.e. comportement contractant 
ou dilatant) et par conséquent l'évolution de la pres­
sion interstitielle lors du chargement sismique.

En vue de remédier aux problèmes de liquéfaction 
dans les sols, les différents guides de construction 
parasismique (e.g. NRC, 1985) proposent des solu­
tions telles que la baisse de la nappe phréatique et le 
compactage des couches où le sol est amélioré dans sa 
masse ou l'utilisation des inclusions pour le renforcer. 
Dans ce travail, nous testons la performance de ce der­
nier type de solution. Pour cela, nous utilisons le logi­
ciel GEFDyn (Aubry et al., 1986 ; Aubry et Modaressi,

1996) permettant une modélisation du sol en termes 
de contraintes effectives par la méthode des éléments 
finis. Afin de prendre en compte le comportement du 
sable dans la réponse du profil, le sol est modélisé à 
l'aide d'un modèle de comportement élastoplastique 
(Hujeux, 1985). Ce modèle permet de simuler entre 
autres des phénomènes tels que la mobilité cyclique 
et la densification du sable lors de chargements. Les 
effets induits par la liquéfaction sur le mouvement du 
sol sur la réponse dynamique d'une structure sont étu­
diés pour analyser l'efficacité d'utilisation des inclu­
sions rigides contre ce risque.

2

Modèle numérique
Le modèle éléments finis est composé de trois par­

ties : le sol de fondation, une fondation superficielle 
rigide et une structure représentée par un oscillateur 
à un seul degré de liberté. La géométrie et le maillage 
du modèle numérique proposé sont donnés sur la 
figure la. La structure correspond à un bâtiment d'une 
hauteur totale de 6 m avec une fondation de 6 m de 
longueur. Sa période fondamentale sur base fixe (Tstr) 
est de 0,4 s. En ce qui concerne le sol de fondation, un 
modèle typique de sol stratifié/rocher déformable est 
considéré. Le profil de sol se compose principalement 
de couches d'argile recouvertes de 22 m du sable lâche 
(i.e. une densité relative Dr < 50 %). L'épaisseur totale 
du profil de sol est de 40 m sur le rocher. Le modèle 
numérique est construit à partir des mesures in situ 
de SPT-N60 et de vitesse de propagation des ondes 
de cisaillement (Vs) données sur la figure lb (Lopez- 
Caballero et Modaressi-Farahmand-Razavi, 2008). La 
période fondamentale élastique du profil de sol est de 
0,57 s. D'après les résultats du SPT et la description du 
sol, on déduit que la liquéfaction peut apparaître au 
niveau des couches entre les profondeurs de 4 m et 
15 m (SPT-N60 entre 4 et 10). Comme à partir de 29 m 
de profondeur le profil de sol est composé principa­
lement des argiles surconsolidées, le modèle élasto­
plastique est utilisé uniquement pour simuler le com­
portement des sols des premiers 29 m. Dans ces 
couches, le module de cisaillement du sol augmente 
avec la profondeur. Pour les couches entre 29 m et 40 
m, un comportement élastique linéaire isotrope est 
supposé. Le rocher déformable est placé à 40 m de 
profondeur.

Des simulations 2D couplées (formulation u-pw) en 
déformation plane par éléments finis ont été réalisées 
à l'aide du logiciel GEFDyn (Aubry et al., 1986 ; Aubry 
et Modaressi, 1996). Afin d'obtenir une meilleure esti­
mation de la distribution de contraintes in situ et l'équi­
libre des efforts entre la structure et le sol en déforma­
tion plane, une modification concernant l'épaisseur de 
la couche du sol, « déformation plane avec épaisseur » 
(Saez, 2009), a été supposée. Dans ce cas, une épaisseur 
de 4 m est utilisée. Le sol saturé est simulé par des élé­
ments quadratiques isoparamétriques avec huit nœuds 
pour décrire les déplacements du solide et la pression 
du fluide. L'épaisseur de chaque élément est de 0,5 m. 
Un schéma d'intégration numérique implicite de New- 
mark avec  = 0,625 et  = 0,375 est utilisé lors des ana­
lyses dynamiques (Katona et Zienkiewicz, 1985).
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FIG. 1 a) Maillage d'éléments finis pour le modèle numérique et b) profils de SPT et de 
vitesse de propagation des ondes S pour le site d'étude et utilisés dans l'analyse 
numérique.

2.1

Conditions aux limites
Dans les analyses, seulement les ondes incidentes 

verticales sont prises en compte et comme l'on simule 
la réponse d'un semi-espace infini, des frontières 
équivalentes sont imposées aux nœuds latéraux (i.e. 
les déplacements des nœuds à la même profondeur 
des frontières opposées sont égaux dans toutes les 
directions). Concernant les conditions aux limites au 
niveau du rocher, des éléments paraxiaux représen­
tant un « demi-espace élastique infini » ont été utilisés 
(Modaressi et Benzenati, 1994). Les ondes incidentes 
définies au rocher affleurant sont introduites à la base 
du modèle après déconvolution. Ainsi, le mouvement 
obtenu au rocher est la somme des ondes incidentes 
et des ondes réfléchies. Le rocher est supposé imper­
méable et la nappe phréatique est placée à 1 m de pro­
fondeur.

2.2

Modèle de sol
Le modèle élastoplastique multimécanisme déve­

loppé à l'École centrale Paris, connu comme modèle 
ECP (Aubry et al., 1982 ; Hujeux, 1985) est utilisé pour 
représenter le comportement du sol. Ce modèle per­
met de simuler le comportement du sol dans une 
large gamme de déformations. Il est écrit en termes 
des contraintes effectives. Tous les phénomènes irré­
versibles sont représentés par le couplage de quatre 
mécanismes plastiques élémentaires : trois méca­
nismes plastiques de déformations déviatoires et un 
mécanisme de déformation isotrope ou volumique. Les 
trois mécanismes déviatoires correspondent à trois 
mécanismes en déformations planes dans trois plans 
orthogonaux. Il utilise un critère de rupture de type 
Coulomb et intègre le concept d'état critique. L'évolu­
tion de l'écrouissage dépend de la déformation plas­
tique (déviatoire et volumique pour les mécanismes 
déviatoires et volumique pour le mécanisme isotrope). 
Pour prendre en compte le comportement cyclique, un 
écrouissage cinématique fonction des variables d'état

au dernier changement de charge est utilisé. Le com­
portement du sol est décomposé en trois domaines : 
pseudo-élastique, hystérétique et mobilisé. Pour plus 
de détailles sur le modèle ECP voir Hujeux (1985), 
Lopez-Caballero et Modaressi-Farahmand-Razavi 
(2008) et Modaressi-Farahmand-Razavi (2010) entre 
autres.

Modèle de comportement pour la structure
Afin de modéliser le comportement non linéaire 

de la structure, on utilise des éléments poutre conti­
nus non linéaires. Le comportement non linéaire est 
pris en compte par l'intermédiaire d'un modèle élas­
tique parfaitement plastique dans le plan contrainte- 
déformation normales ( n - n) (Fig. 2a). Le diagramme 
moment-courbure obtenu avec cette approche est 
donné sur la figure 2b. Les caractéristiques du modèle 
à un degré de liberté pour la structure utilisée dans 
cette étude sont : module d'élasticité, E = 25,5 GPa ; 
contrainte seuil, y = 6,0 MPa ; masse, M = 20 000 kg et 
hauteur, h = 6 m (Saez, 2009). Avec ces caractéristiques 
la période fondamentale sur base fixe (Tstr) est de 0,4 s.

FIG. 2 Caractéristiques du modèle à un degré 
de liberté pour la structure (Saez, 2009). 
a) Loi de comportement ( n -  n) et b) courbe 
moment-courbure. 31

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNIQUE 
N° 140-141 

3e et 4e trimestres 2012



La courbe de capacité ou spectre de capacité de la 
structure obtenue par la méthode push-over ou pous­
sée progressive est donnée sur la figure 3.

FIG. 3 Spectre de capacité de la structure à partir 
de la méthode push-over.

Signaux sismiques d’entrée
Afin de définir les signaux sismiques d'entrée 

appropriés pour l'analyse dynamique couplée non 
linéaire, des signaux sismiques synthétiques ont été 
générés par un processus stochastique non station­
naire. Le modèle est adapté de celui proposé par 
Pousse et al. (2006). La méthode repose sur quatre 
indicateurs communs en génie parasismique : l'accé­
lération maximale, la durée du mouvement fort, l'in­
tensité d'Arias (Arias, 1970) et la fréquence centrale. 
Ces indicateurs sont empiriquement reliés à une base 
de données par l'intermédiaire des équations de pré­
diction des mouvements sismiques. Les événements 
s'étendent dans une gamme de magnitudes entre 6,5 et 
7,0, ils ont une distance du site à source de 50 km et des 
conditions de sol dense (i.e. 360 m/s < V s30m < 800 m/s).

Concernant le spectre de réponse des signaux d'en­
trée, le spectre médian, moyen ± un écart-type et les 
courbes des spectres de réponse avec une probabilité 
de dépassement (PE) entre 2,75 et 97,5 % sont don­
nés sur la figure 4. On peut remarquer que le spectre 
de réponse médian est compatible avec le spectre de 
réponse du sol type A de l'Eurocode8 ajusté à la valeur 
médiane de l'accélération maximale en rocher affleu­
rant. Les statistiques sur quelques caractéristiques des 
signaux d'entrée sont résumées dans le tableau I. Ces 
caractéristiques sismiques sont l'accélération maximale 
au rocher affleurant (PHA), l'intensité d'Arias (IArias), la 
période prédominante (Tp), la période moyenne (Tm) 
(Rathje et al., 1998), l'intensité spectrale (Si), la vitesse 
maximale (pgv), l'intensité mis (Irms) (Koutsourelakis 
et al., 2002), la densité d'énergie spécifique (SED) et la 
durée significative (t5 95). Pour les définitions des para­
mètres voir l'annexe A.

FIG. 4 Spectre de réponse pour les signaux 
d'entrée.

TABLEAU I Caractéristiques statistiques des séismes d'entrée.

Paramètre Plage Moyenne CV [%] Médiane in
PHA [g] 0,05-0,19 0,10 30 0,09 0,30
Tm [s] 0,36-0,72 0,50 12 0,49 0,12
Tp [s] 0,10-0,50 0,22 30 0,20 0,28

IArias [m/s] 0,05-0,45 0,20 54 0,17 0,55
t595 [s] 9,86-26,45 20,40 16 20,65 0,17

Irms [m/s2] 0,07-0,26 0,14 29 0,13 0,29
N [.] 11-32 21 19 21 -

PGV [cm/s] 5,54-35,03 15,06 37 0,14 0,37
SI [m] 0,18-0,76 0,39 31 0,37 0,31

SED [cm2/s] 77,14-3319 616 73 484 0,7032
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2.5
Simulation des essais de laboratoire

Les paramètres du modèle ECP pour chaque 
couche ont été déterminés avec la méthodologie expli­
quée dans Santos et al. (2003) et Lopez-Caballero et al. 
(2007). Ils sont résumés dans le tableau II. Afin de véri­
fier les paramètres du modèle ainsi que de caractériser 
la résistance à la liquéfaction du sable placé entre 2 et 
9 m de profondeur, son comportement a été étudié en 
simulant des essais de cisaillement cycliques drainés et 
non drainés.

Les résultats des simulations des essais de cisail­
lement cyclique à déformation imposée (i.e. G/Gmax-Y 
et D-y) pour 3 niveaux de confinement (i.e. 20, 50 et 
70 kPa) sont montrés dans la figure 5. Les courbes

issues des simulations sont comparées à celles don­
nées par Seed et al. (1986). On remarque que dans ce 
cas en particulier, il existe une bonne correspondance 
entre les courbes calculées et celles mesurées expé­
rimentalement. Pour des déformations supérieures à 
0,01 % l'amortissement D est surestimé.

Les courbes obtenues pour la résistance au cisail­
lement cyclique (RCC) en fonction du nombre de 
cycles de charge pour produire la liquéfaction (N) pour 
2 niveaux de confinement (i.e.  'm = 40 et 50 kPa) sont 
donnés sur la figure 6b. Les résultats des tests simulés 
sont comparés avec les courbes de référence données 
par Seed et Idriss (1982) pour des sables à des densités 
différentes (i.e. valeurs de SPT). On remarque que les 
courbes obtenues correspondent relativement bien à 
celle correspondant à SPT-N60 = 5.

FIG. S Comparaison entre la simulation et les courbes de références obtenues par Seed et al. (1986). a) G/Gmax- 
et b) D- .

FIG. 6 a) Réponse obtenue lors de la simulation d'un essai cyclique non drainé et b) courbes obtenues pour la 
résistance au cisaillement cyclique (RCC). 33
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TABLEAU if Paramètres du modèle ECP pour les différentes couches du profil de sol.

0-1,5 m 1,5-2 m 2-9 m 9-16 m 16-22 m 22-29 m
ks [m/s] 1 10-2 1 10-5 1 10-5 1 10-5 1 10-4 1 10-4

Elasticité
Kref [Mpa] 
Gref[MPa]

90
45

628
290

628
290

628
290

628
290

444
222

ne 0,0 0,5 0,5 0,5 0,5 0,4
État critique  et plasticité

 'pp [°]' pp 31 30 30 30 30 31
 20 33 33 33 33 43

d 2,0 2,0 2,0 2,0 2,0 3,5
b 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2 0,2

p'co [MPa] 1,86 0,02 0,04 0,05 0,08 1,80
Écrouissage deviatoire et isotrope

  [°] 31 30 30 30 30 31
al 0,0001 0,0001 0,0001 0,0001 0,0001 0,0001
a2 0,0002 0,002 0,005 0,0050 0,0050 0,0040
c 0,0010 0,002 0,004 0,004 0,004 0,0600
m 1,0 1,5 1,5 1,5 1,5 1,0

Domaines de comportement
rela 0,013 0,03 0,03 0,03 0,03 0,005
rhys 0,220 0,04 0,04 0,04 0,04 0,03
rmob 0,800 0,80 0,80 0,80 0,80 0,80

Pour tous les cas pref = l,0MPa et  = 1

Analyse de la liquéfaction

Réponse en champ libre
Afin de définir à la fois les profondeurs, et le niveau 

d'accélération pour lesquels la liquéfaction a lieu, les 
réponses en champ libre du profil de sol sont analy­
sées. L'incrément de pression interstitielle ( pw) dans 
le profil de sol obtenu à la fin du signal sismique 
(i.e. analyse co-sismique) pour toutes les simulations 
ainsi que la contrainte effective verticale initiale  'vo 
sont donnés sur la figure 7. On observe qu'en ce qui 
concerne la réponse moyenne obtenue, la liquéfaction 
n'apparaît pas (i.e. Apw < a'vo). Sinon, concernant toutes 
les simulations, dans certains cas, l'apparition de la 
liquéfaction se trouve au niveau des couches entre 2 et 
15 m de profondeur. En supposant que la liquéfaction 
apparaît lorsque le rapport de surpression interstitielle 
(ru =  pw/ 'vo) est supérieur à 0,8, un profil de proba­
bilité de liquéfaction peut être estimé. La probabilité 
de liquéfaction est estimée comme pf(z) = Nf(z)/N, où 
Nf(z) est le nombre de simulations où ru   0,8 à la pro­
fondeur z et N est le nombre total de simulations. En 
utilisant cette approche, un profil de prob[ru  0,8] en 
fonction de la profondeur est donné sur la figure 8. 
Selon ces résultats, la probabilité de liquéfaction maxi­
male est de 12 % entre 4 et 6 m de profondeur.

Des travaux récents concernant l'évaluation des 
dommages causés par la liquéfaction sur les construc­
tions (Juang et al., 2005 ; Bird et al., 2006), soulignent 
la nécessité de définir l'épaisseur de la couche liquéfié 
afin d'estimer la déformation permanente du sol. En 
vue de quantifier l'extension de la zone liquéfiée, on

FIG. 7 Incrément de la pression interstitielle 
obtenu dans le profil de sol (champ libre).
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FIG. 8 Évolution de la probabilité de liquéfaction 
avec la profondeur (champ libre).

utilise l'indice de liquéfaction (Q) calculé pour le pro­
fil. Ce paramètre est défini par Shinozuka et Ohtomo 
(1989) comme :

où H est la profondeur choisie (dans ce cas, H = 
10 m),  pw(t,z) est l'incrément de pression interstitielle 
au temps t et à la profondeur z. Afin de représenter 
l'évolution de QH = 10 m en fonction d'un paramètre 
de sévérité sismique (e.g. paramètres du tableau I), 
on réalise une analyse en composantes principales 
des réponses obtenues (Fig. 9a). Il est constaté que 
les variables qui représentent le mieux l'évolution de 
QH = 10 m sont PHA, IArias et Irms.  En vue d'évaluer la 
sensibilité de QH = 10 m a ces trois variables en élimi­
nant l'effet des corrélations entre elles, l'indice de cor­
rélation partielle (PCC) a été utilisé (Fig. 9b).

La variation de la valeur de QH = 10 m à la fin du 
signal sismique avec l'intensité d'Arias à l'affleurement 
rocheux (IArias) est donnée sur la figure 10. Comme l'on 
pouvait s'y attendre, la valeur de QH = 10 m augmente 
lorsque la valeur de IArias augmente.

FIG. 10 Diagramme de valeurs obtenues de 
Qh = 10 m en fonction de IArias (champ libre).

Dans le but d'étudier l'effet du séisme d'entrée sur 
l'amplitude de l'accélération obtenue à la surface, la varia­
tion de l'accélération maximale à la surface (PGA) avec 
l'accélération maximale à l'affleurement rocheux (PHA) 
est analysée (Fig. 11). D'après cette figure, une amplifica­
tion de l'accélération à la surface par rapport au rocher 
apparaît pour des valeurs de PHA inférieures à 0,12 g.

En ce qui concerne le contenu fréquentiel du signal 
à la surface, le spectre de réponse médian des signaux 
à la surface est donné sur la figure 12. Comme prévu, 
en raison de l'adoucissement du sol, pour des périodes 
plus grandes que 0,5 s, ce dernier est supérieur à celui 
des signaux d'entrée.

FIG. 9 a) Analyse en composantes principales, plan factoriel et b) indices de corrélation partielle (PCC) expliquant 
Qh = 10 m. 35

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNiQUE 
N° 140-141 

3e et 4e trimestres 2012



FIG. 11 Relation entre l'accélération maximale à la 
surface (PGA) et celle au rocher affleurant 
(PHA) obtenue pour les séismes étudiés 
(champ libre).

FIG. 12 Comparaison des spectres de réponse 
médians au rocher affleurant et en surface.

3 .2
Réponse dynamique de la structure

Pour cette partie, on utilise le modèle éléments finis 
complet (i.e. la structure, la fondation et le sol). A partir 
de chaque réponse dynamique de la structure, on peut 
obtenir le déplacement relatif maximal du sommet par 
rapport à la base pendant les calculs d'interaction sol 
structure (ISS). A partir des déplacements maximaux et 
des efforts tranchants correspondants transformés en 
valeurs spectrales (D-A), on peut tracer le spectre de 
capacité de la structure en dynamique, que l'on super­
pose à celle obtenue en statique (Fig. 13). On constate 
que les points obtenus sont approximativement sur 
la courbe de capacité. On observe aussi l'apparition

d'un comportement non linéaire de la structure lors 
du chargement sismique (i.e. D > Dy, Dy étant le dépla­
cement correspondant au seuil d'élasticité de la struc­
ture). Si l'on définit   comme la ductilité (  = D/Dy avec 
Dy = 0,51 cm), on voit qu'elle varie entre 1,8 et 4,8.

Concernant les tassements co-sismiques relatifs à 
celui du champ libre induits par la liquéfaction dans 
la structure, on peut noter que l'on obtient une valeur 
maximale de 10 cm (Fig. 14). On observe aussi que plus 
la valeur de l'intensité d'Arias à l'affleurement rocheux 
(IArias) est élevée, plus le tassement relatif obtenu est 
grand. Selon Yasuda (2007), le tassement induit par la 
liquéfaction est produit principalement par le mouve­
ment horizontal du sol sous la structure.

FIG. 13 Comparaison des spectres de capacité de 
la structure en dynamique (condition ISS) 
et en statique.

FIG. 14 Diagramme de valeurs de tassement relatif 
co-sismique obtenues en fonction de IArias 
(ISS).36
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Analyse de la méthode de réduction 
de la liquéfaction

Dans cette section, une méthode pour la réduction 
du potentiel de liquéfaction (i.e. inclusions rigides) est 
étudiée afin d'améliorer le comportement du sol de 
fondation sous la structure. Cette méthode réduit le 
potentiel de liquéfaction en rigidifiant le sol latérale­
ment et diminue le tassement en empêchant le mou­
vement horizontal du sol (i.e. en confinant la masse 
du sol sous la fondation). En ce qui concerne les murs 
de confinement, ils sont composés de deux inclusions 
avec une profondeur de 8 m et une épaisseur de 0,6 m. 
La distance entre elles est de 6 m et il est supposé 
qu'elles sont fixées latéralement à la fondation.

Du point de vue de la modélisation, les inclusions 
sont simulées par des éléments poutre avec un modèle 
de comportement élastique isotrope et un module de 
Young, Einc = 25,5 GPa (Fig. 15). Elles sont supposées 
être étanches. L'interface entre le sol liquéfiable et le 
mur de confinement a été modélisée à l'aide des élé­
ments d'interface avec « épaisseur zéro » et un modèle 
de comportement avec un critère de type Mohr-Cou- 
lomb non associé rigide parfaitement plastique. L'angle 
de frottement de l'interface est supposé être de 23°.

FIG. 15 Schéma de la méthode d'amélioration de 
sols utilisée.

La distribution du rapport de surpression intersti­
tielle (ru =  pw / 'vo) en dessous de la fondation à la fin 
du mouvement sismique d'un cas avec et sans inclu­
sions est présenté sur la figure 16. Une comparaison 
des distributions de ru des deux profils indique que, 
sous la fondation le niveau de ru diminue fortement 
lorsque les inclusions sont utilisées. Cependant, en 
dehors de la zone des inclusions, c'est-à-dire le champ 
libre, les valeurs de ru sont proches de 1,0 dans les 
deux cas et donc il semble qu'il n'y a pas d'effet.

Maintenant, sur la figure 17, on compare la valeur 
de la déformation de cisaillement maximale (max) obte­
nue dans le profil de sol sous la fondation avant et 
après l'amélioration pour le même signal d'entrée. Il 
est intéressant de remarquer que dans la zone d'in­
teraction des inclusions (i.e. 8 m), les valeurs de max 
diminuent lorsque les inclusions sont utilisées. Cela 
confirme que l'efficacité de cette méthode est due à 
l'effet de confinement du sol en limitant son écoule­
ment latéral.

FIG. 16 Comparaison de distribution du rapport 
de pression interstitielle sous la fondation 
avant et après l'amélioration.

FIG. 17 Déformation de cisaillement maximale 
max obtenue dans le profil de sol sous la 
fondation avant et après l'amélioration.

Comme cela a été déjà mentionné, la méthode uti­
lisée augmente la résistance à la liquéfaction et dimi­
nue le tassement de la structure. Comme l'illustre la 
figure 18, les tassements relatifs co-sismiques de la 
structure obtenus après l'amélioration du sol sont for­
tement réduits grâce au confinement du sol.

Les effets bénéfiques ou défavorables de la 
méthode d'amélioration de sols sur le comportement 
de la structure peuvent être illustrés en comparant les 
réponses obtenues dans le profil avec et sans inclu­
sions en utilisant des rapports tels que :  Q = (Qmit
- Qo)/Qo pour le potentiel de liquéfaction et    = (mit
- o)/po pour le comportement de la structure. Avec les 
indices « mit » et « o » correspondant aux valeurs après 
et avant l'amélioration, respectivement. 37

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNIQUE 
N° 140-141 

3e et 4e trimestres 2012



FIG. 18 Comparaison de valeurs obtenues de 
tassement co-sismique en fonction de IArias 
sans et avec inclusions.

Afin d'évaluer l'effet de l'utilisation des inclusions 
sur le comportement de la structure, on utilise le dia­
gramme de la figure 19. On constate que, l'augmenta­
tion de la pression interstitielle et en conséquence le 
tassement, est réduite par la présence des inclusions 
(i.e.  Q  0, zones II et III). Ce qui montre l'efficacité 
de la méthode concernant la liquéfaction. Cependant, 
concernant la variation de la ductilité ,u de la structure, 
il apparaît que dans certains cas, elle augmente en 
raison de l'effet de « rigidification » du sol (i.e.      0, 
zones I et II), elle est par conséquent une méthode 
défavorable du point de vue structurel. Finalement, à 
en juger de ces résultats, en plus de l'amélioration du 
sol, il est également nécessaire de renforcer la struc­
ture afin d'empêcher des dégâts supplémentaires.

FIS. 19 Diagramme de valeurs de la variation 
des rapports de ductilité    par rapport 
à la variation du rapport de l'indice de 
liquéfaction  Q.

5 

Conclusion
Une série d'analyses par éléments finis a été réali­

sée afin d'étudier les effets des mesures de réduction 
de la liquéfaction sur le comportement d'un profil de 
sol. Les principales conclusions tirées de cette étude 
sont les suivantes.

D'après les réponses obtenues avec le modèle sans 
inclusions, on peut conclure que le choix des signaux au 
niveau du rocher reste le paramètre le plus important 
pour définir les zones liquéfiables et les caractéristiques 
des contre-mesures possibles. Ainsi, une analyse paramé­
trique est nécessaire afin d'étudier l'influence de plusieurs 
paramètres du signal sur la réponse du profil de sol.

Les analyses ont montré que l'utilisation des inclu­
sions rigides réduit la génération de pression inter­
stitielle dans le profil du sol. En conséquence, pour un 
aléa sismique donné le tassement relatif de la structure 
diminue lorsque la méthode d'amélioration est utilisée. 
En revanche, elle augmente l'amplitude de la ductilité 
induite sur la structure ce qui pourrait être un désavan­
tage d'un point de vue structurel.
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Définition des caractéristiques 
des séismes d’entrée

Les caractéristiques des séismes d'entrée sont obte­
nues comme suit, où a(t) est l'accélération en fonction du 
temps (t), v(t) la vitesse en fonction de t, PSV le spectre 
de pseudo-vitesse, fi et Ci sont la i-ème fréquence et son 
amplitude correspondante de la transformé de Fourier 
et tIAriasn le temps pour atteindre le n% de la valeur maxi­
male d'IArias :Arias
• Intensité d'Arias (IArias) (Arias, 1970),

(2)

• Période moyenne (Tm) (Rathje et al., 1998),

(3)

• L'intensité spectrale (SI) (Kramer, 1996),
(4)

• L'intensité rms (Irms) (Koutsourelakis et al., 2002),
(5)

• La durée significative (t595)
(6)

• La densité d'énergie spécifique (SED),
(7)38
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