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RESUME

Cet article présente un panorama des travaux
publiés depuis 1970 et consacrés au dimen-
sionnement des colonnes ballastées. Un soin
particulier a été apporté a leur classification, en
tenant compte de la géométrie du traitement
(colonne isolée ou réseau d’inclusions) et de
Iobjectif recherché (diminution des tasse-
ments, capacité portante des colonnes, stabi-
lit¢ générale de l’ouvrage). Pour chacun des
aspects du probléme, on s’est attaché a dégager
la « philosophie » des deux ou trois écoles
faisant autorité en la matiére, en précisant
les hypothéses sous-jacentes aux formulations
pratiques permettant le dimensionnement.

Des abaques ont été reproduits, chaque fois
que possible, afin de faciliter la tache du
projecteur.

MOTS CLES : 42 - Colonne ballastée - Dimen-
sionnement - Méthode - Exposé de mise au
point - Classification - Portance - Tassement -
Abaque. .

Les techniques d’amélioration ou de renforcement des sols
en place connaissent actuellement un essor considérable,
tant du point de vue de la conception et de 'amélioration
des matériels d’exécution que de celui des méthodes de
dimensionnement des projets.

L’utilisation des colonnes ballastées pour résoudre certains
des problémes de construction d’ouvrages sur sols compressi-
bles est maintenant suffisamment répandue en France pour
que ce procédé vienne « naturellement » a I’esprit des ingé-
nieurs concernés par ce type de difficultés. Nombre d’entre
eux « butent » cependant encore sur le dimensionnement
du traitement, généralement parce que les principes de calcul
a leur disposition leur semblent trop sommaires ou mal
adaptés au cas précis auquel ils sont confrontés.

L’objectif de cet article est de présenter un panorama des
divers travaux publiés a ce jour sur ce sujet. Il n’est pas
possible en quelques pages de reproduire la totalité des
développements mathématiques exposés dans plusieurs
dizaines de publications. On s’est donc attaché a dégager
la « philosophie » des deux ou trois « écoles » faisant auto-
rit¢ 4 Pheure actuelle en se bornant, pour chaque auteur
cité, a préciser les principales hypothéses faites et 4 donner
les formules finales permettant d’aboutir pratiquement au
dimensionnement recherché. En outre, un certain nombre
d’abaques, destinés a faciliter la tiche du projecteur, ont
été reproduits.
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Fig. 1 — Schématisation de
I'exécution d'une colonne
ballastée (document SIF-
Bachy).

W

Fsrofé)ndeur/du troitement.

Le terme colonnes ballastées est souvent employé par
souci de simplification et d’illustration. La colonne
ballastée réalisée avec langage a 'eau d’un vibreur
« torpille » du type Keller ou équivalent est cependant
la forme « d’inclusion de matériau frottant de grandes
dimensions exécutée dans la masse » répondant a cette
définition [DTU 13-2].

La figure 1 présente les phases successives de la réalisa-
tion d’une colonne de ce type. Bien que la nature du
matériau d’apport et la technologie permettant sa
mise en ceuvre aient une influence considérable sur
les performances de la colonne, les travaux qui seront
exposés par la suite s’appliquent théoriquement aussi
bien aux inclusions réalisées grice a des procédés
aussi divers que :

— les pieux de sable compacté exécutés avec le pro-
céde japonais « Compozer » [Aboshi et al., 1979};

— les pieux de sable cornpacté mis en place en utili-
sant le matériel Franki traditionnellement réservé au
pieu du méme nom, ou d’autres techniques reposant
sur un tubage récupérable;

— la substitution dynamique, qui est une variante
possible d’utilisation du matériel developpe par
Menard pour le compactage dynamique;

— les colonnes réalisées avec des vibreurs dérivés du
vibreur torpille Keller mais utilisant P'air comprimé
comme fluide de langage (vibreurs « a sas »).

Il existe d’ailleurs une classification plus générale de
la majorité de ces divers procédés en considérant
qu’ils travaillent suivant le principe du vibro-refoule-
ment (de I'anglais vibro-displacement) ou de la vibro-
substitution (vibro-replacement), en fonction du mode
de réalisation de la cavité qui sera ultérieurement
remplie de matériau compacté.

La quasi-totalité¢ des publications originales disponi-

bles se rapportant au dimensionnement des colonnes -

ballastées, telles que définies précédemment, peuvent
d’emblée étre scindées en deux groupes, correspon-
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dant a chacun des deux cas limites d’utilisation de ce
type de renforcement :

— la colonne isolée, chargée en téte par une fonda-
tion de faibles dimensions;

— le réseau de colonnes, disposé suivant un maillage
régulier, généralement triangulaire ou carré, et destiné
a améliorer les caractéristiques d’une couche compres-
sible sous une fondation de dimensions infinies, cette
fondation pouvant étre rigide ou souple.

Les figures 2a et 2b illustrent deux configurations
« intermédiaires » par rapport aux deux cas limites
précisés ci-dessus. L’ameélioration de la capacité por-
tante d’une fondation superficielle circulaire qui se
produit lorsqu’on vient la « ceinturer » par une série
de colonnes ballastées disposées suivant une couronne
cylindrique (fig. 2a) est une technique intéressante
dans le cas de la reprise en sous-ceuvre des structures
de certains réservoirs d’hydrocarbures. Madhav et al.
(1979) ont utilisé la méthode des éléments finis pour
proposer une solution paramétrique a ce cas de figure
bien précis.

Paradoxalement, la disposition de la figure 2 b, corres-
pondant & un cas pratique beaucoup plus courant
dans la réalité, n’a pas suscité d’études plus poussées
que les simples régles d’interpolation développées par
Priebe (1976) et reprises par Ghionna et Jamiolkowski
(1981). C’est pourtant ce type de géométrie de traite-
ment qui est utilise pour produire 'amélioration du
sol sous les semelles destinées a supporter les murs
porteurs d’un batiment.

D’un point de vue historique, c’est & Greenwood que
revient le mérite d’avoir formulé en 1970 la premiére
méthode de détermination de la capacité portante
d’une colonne isolée; cependant, ce n’est en pratique
que depuis 1974 qu’a été publiée la quasi-totalité des
travaux théoriques recensés a ce jour. Leur analyse
montre que, depuis 1978, les colonnes isolées chargées
en téte n’ont suscité aucun développement analytique
original, alors que les réseaux de colonnes constituent

www.GenieCivilPDF.com



07 N Semelle
///// . " gy
:0‘, \p;: @ TR a7 %: % 7 ; ﬂ)?rl—l‘ 77, %rz]
\\\\\ //,// / ﬁ *
Colonne _;;(\%\\\ - - ’/é// @ ﬁ jﬁ
N e
q A [7 ] JV: /va Y
© P
e ] Kf'j %4 e
‘ ! @ e pa 7J /
s | {; gL h -
ta , : @7/_, g/ S J?— . r77 . V) .
T L2 I A

Fig. 2 a— Dispasition des colonnes ballastées autour
d’une fondation circulaire étudiée par Madhav et al.
(1979).

un sujet, certes bien « défriché », mais encore propice
a de nouvelles études.

Les travaux consacrés aux colonnes «isolées» char-
gées en téte I'ont été principalement a la détermination
de leur capacité portante ultime; le calcul du tasse-
ment de 'inclusion sous la charge de service a souvent
ét¢ abordé d’une maniére indépendante; ce n’est que
plus récemment que des chercheurs de 1'Université
de Sydney ont proposé une approche d’ensemble du
comportement de I'inclusion grace a la méthode des
¢léments finis [Balaam et al., 1976; Balaam et Poulos,
1978].

« Axe d'une colonne

Fig. 2 b — Exemple typique d'implantation de colonnes ballastées correspondant a la trame

d’un batiment (d'aprés Hilmer, 1977).

Les travaux relatifs aux réseaux de colonnes ballastées
ont été principalement consacrés a la prévision de
la réduction des tassements sous les ouvrages. Une
particularité de la majorit¢ de ces publications est
d’introduire la mise en plasticité du ballast dans les
calculs de tassement, fournissant ainsi une approche
plus « globale » du probleme.

11 nous a enfin semblé utile d’inclure dans cette étude
quelques-unes des méthodes empiriques de dimension-
nement qui ont été a la base de nombreuses réalisa-
tions sur le terrain, avant la publication des premiers
travaux de Greenwood.

DIMENSIONNEMENT EMPIRIQUE DES COLONNES BALLASTEES

Remarques préliminaires

Comme nous I'avons dit précédemment, les premiéres
méthodes « théoriques » de dimensionnement des
colonnes ballastées ont été développées bien aprés que
les spécialistes de la vibroflottation eurent étendu aux
sols cohérents I'usage de leur matériel, congu au
départ pour I'amélioration dans la masse des sols
granulaires.

Ce décalage, d’'une quinzaine d’années environ, a
permis 4 ces praticiens de collecter un nombre suffi-
sant de données soit directement sur les chantiers,
soit a partir d’essais de laboratoire sur modéles
réduits, pour proposer des courbes empiriques concer-
nant tant la capacit¢ portante des colonnes que la
réduction des tassements apportée par celles-ci.

11 nous a semblé judicieux d’inclure les plus célébres
de ces travaux dans cet article puisqu’ils fournissent

des ordres de grandeur trés acceptables pour le dimen-
sionnement rapide d’un traitement.

Les courbes de Thorburn (1975) et Thorburn et
Mac Vicar (1968)

En 1968, Thorburn et Mac Vicar avaient proposé une
régle de dimensionnement graphique de la charge
admissible d’une colonne ballastée, régle valable
pourvu que I'on utilise les vibreurs torpille Keller ou
ceux mis au point par la Société Cementation Ltd.,
ces matériels se plagant dans la méme gamme de
puissance.

Cette régle avait été établie, de maniére semi-empiri-
que, a partir d’essais de laboratoire d’un modéle de
comportement du sol autour du ballast fondé sur la
théorie de Rankine pour les états limites de poussée-
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butée, convenablement modifiée pour tenir compte de
I’aspect radial des déformations, et de recalages faits
sur les diameétres réels de colonnes exécutées sur divers
sites.

Cette régle était valable aussi bien pour des colonnes
isolées chargées en téte que pour des colonnes apparte-
nant & des files d’inclusions situées sous des semelles
filantes ou a des réseaux sous des fondations étendues,
pourvu que I'on suppose dans ces deux derniers cas
que toute la charge est reprise intégralement par les
colonnes sans participation du sol environnant. Elle
associait dans P'esprit des auteurs un. coefficient de
sécurité convenable tant au point de vue de la rupture
«a court terme», au moment de Vapplication de la
charge, que de la rupture « a long terme », aprés
consolidation du sol autour du ballast.

Cette reégle a été proposée de nouveau par Thorburn
en 1975, sous la forme indiquée dans la figure 3, ou
I'on trouvera a la fois la capacité portante de la
colonne et son diamétre « efficace », & prendre en
compte dans des calculs plus poussés, en fonction
de la résistance au cisaillement non drainé du sol 4
traiter.

On insistera cependant sur le caractére indicatif de
ces valeurs; une vérification du diamétre efficace des
colonnes devra impérativement étre réalisée sur le

Résistance au cisaillement non drainé
du sol autour de la colonne (kPa)
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Fig. 3 — Prévision de la charge admissible en téte et du di;métre efficace
d'une colonne ballastée en fonction de la résistance au cisaillement non
drainé du sol (d’aprés Thorburn, 1975).

Tassement du sol traijté

chantier, ne serait-ce que par le biais du contrdle de
Pincorporation du matériau d’apport.

L’abaque de Greenwood (1970)

A cette méme période, Greenwood proposait des cour-
bes permettant d’effectuer un prédimensionnement du
point de vue de la réduction des tassements apportée
par la réalisation de colonnes ballastées sous des fon-
dations de grandes dimensions. Ces courbes, présen-
tées dans la figure 4, avaient I'avantage de paramétrer,
ne serait-ce que de facon grossiere, deux facteurs
importants, a savoir la résistance au cisaillement du
sol entourant les colonnes et le procédé de réalisation
des colonnes.

Pour les paramétres indiqués, ces courbes se situent
dans la moyenne des résultats obtenus a partir des
méthodes théoriques plus sophistiquées.

Les hypotheses correspondant a leur élaboration sont
les suivantes :

— les colonnes reposent sur une couche plus ferme,

— le calcul ne tient pas compte des tassements
« immédiats » ni des déplacements induits par les
divers cisaillements mobilisés.
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avec ¢, : résistance au cisaillement non
drainé du sol entourant les colonnes

courbes correspondant a des colonnes
réalisées par le procédé de vibro-substitution
— — — courbe correspondant & des colonnes
réalisées par le procédé de vibro-déplacement

et

Fig. 4 — Diagramme des réductions de tassement observées sous
des fondations de grandes dimensions reposant sur une argile molle
homogéne (d'aprés Greenwood, 1970).

DIMENSIONNEMENT DES COLONNES BALLASTEES « ISOLEES »,
CHARGEES EN TETE

Charge limite en téte d’une colonne ballastée

Mécanismes de rupture

Les différentes publications se rapportant a la capacité
portante ultime d’une colonne isolée s’articulent
autour de trois modes de rupture correspondant,
d’apres Datye (1982), a des configurations géométri-
ques bien différentes (fig. 5).
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Les colonnes dont la base repose sur un horizon
raide doivent, selon que leur longueur est (ou non)
supérieure a quatre fois leur diamétre, étre dimension-
nées vis-a-vis d’une rupture par expansion latérale de
la colonne ou vis-a-vis d’une rupture par cisaillement
genéralisé du sol traité.

Les colonnes « flottantes » doivent quant a elles véri-
fier une condition supplémentaire de « non
poingonnement », a I'instar d’'un pieu classique.
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a) b)

c) Fig. 5 — Types de rupture d’une colonne isolée chargée
en téte exécutée dans une couche compressible
homogéne (d'aprés Datye, 1982).
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a) rupture par expansion latérale de la colonne
b} rupture par cisoillement généralisé
T ‘ ¢) rupture par poingonnement (colonne flottante)

La valeur de quatre diamétres indiquée sur la figure
S est le résultat d’observations faites sur des colonnes
réelles excavées sur divers chantiers ainsi que sur des
modéles réduits exploités en laboratoire [Hughes et
Withers, 1974].

Mise en équation de la rupture ‘par expansion
latérale

Toutes les formulations publiées se rattachant a la
rupture par expansion latérale de la colonne ne sont
finalement que des variantes de la théorie élaborée
par Greenwood en 1970, dont nous avons dit qu’elle
était la premiére tentative de mise en équations du
comportement des colonnes ballastées.

<

Cette théorie repose sur une analogie entre la colonne
et une éprouvette de matériau pulvérulent (de méme
angle de frottement ¢, que le ballast) subissant une
compression triaxiale sous une contrainte de confine-
ment égale a la résistance latérale maximale offerte
par le sol entourant la colonne, a la profondeur ou
ses caractéristiques mécaniques sont minimales.

Le caractére drainant du ballast fait que I’on raisonne
en contraintes effectives a Pintérieur de la colonne, ce
qui permet d’écrire :

T 9
’ a2 col ’ _
o-v lim — tg <Z + 2 ) 0-h max — Kp col G;l max

ol Oy Kot €0 Ofpa, SONL respectivement la
contrainte verticale agissant sur la colonne a I'instant
de la rupture, le coefficient de butée du ballast et la
contrainte effective maximale que le sol peut suppor-

ter autour de la colonne.

L’expansion latérale de la colonne a été unanimement
comparée a celle d’une sonde pressiométrique, ce qui
permet de poser :

’
Ohmax = Prim — U

avec :
DPim - pression limite du sol ambiant,

u : pression interstitielle a la périphérie de la
colonne.

Deux « écoles » se dégagent a ce sujet. La premiére,
représentée par Ghionna et Jamiolkowski (1981) et
Smoltczyk (1983) tend a donner 4 u la valeur u, de
la pression hydrostatique régnant avant traitement; la
seconde, avec Greenwood et Kirsch (1983) et Broms
(1983), considere que u=0, ce qui revient a travailler
en contraintes totales dans le sol ambiant.

Il a été fait mention de variantes au début de ce
paragraphe dans la mesure ou les différentes formula-
tions proposées dans la littérature sont autant
d’expressions analytiques possibles de la pression
limite du sol ambiant.

Celles-ci peuvent se mettre sous la forme générale :
Priim = (0';‘0 +ug) + ke,

avece |

o5, - contrainte effective horizontale existant dans le
sol avant la réalisation de la colonne,

. - résistance au cisaillement non drainé du sol,

k : coefficient multiplicateur.

Hughes et Withers (1974) ont proposé pour k ’expres-

_ Ew utilisée par Wroth et Hughes
2 ( 1 + Vsol) Cu

lors de IPétude du pressiométre autoforeur de
Cambridge (Camkométre). Au vu d’essais drainés
réalisés avec cet appareil, ils ont conseillé d’adopter
k=4.

sion 1+1n

Brauns (1978a) a utilisé la relation k=(1+Inl,)
déduite des travaux de Vesic sur I’expansion des cavi-
tés cylindriques dans les milieux cohérents, dans
laquelle 7, est un indice de rigidité ayant pour valeur
I.=E_,/3¢c, dans le cas d’un sol purement cohérent,
lors d’une sollicitation non drainée. Des essais de
laboratoire sur modéle réduit de colonne effectués par
Nahrgang (1976) ont donné a k la valeur de 6,18, sur
la base de cette théorie. Ghionna et Jamiolkowski-
(1981) proposent d’estimer E_; & partir d’essais in situ
au pressiométre autoforeur.

Le parametre fondamental de ce type de calculs est
I'angle de frottement @, du matériau constitutif de
la colonne. Dans le cas d’un ballast, mis en place par
un vibreur type Keller, une valeur prudente de 38°
est couramment recommandée {Schulze, 1978].

39

www.GenieCivilPDF.com



Mise en équation de la rupture par cisaillement
généralisé

La contribution la plus connue, et certainement la
plus utile, sur ce sujet est celle de Brauns (1978 a,
1978b et 1980) qui a envisagé le cas de la rupture
axisymétrique d'un volume de matériau composite
« ballast-sol » limité par une surface tronconique cen-
trée sur I'axe de la colonne, ainsi que lillustre la
figure 6.

Fig. 6 — Caractérisation de l L AAl {V‘ I I I I l

fa surface de rupture
(d'aprés Brauns, 1978-b).

4 2

n
h=2Rco.tg(—+9°—°‘>

L’intérét de ia théorie développée par Brauns est de
pouvoir prendre en compte une surcharge g appliquée
a la surface du sol, autour de la fondation placée en
téte de la colonne.

Moyennant quelques hypothéses simplificatrices (en
particulier ’absence de cisaillement a I'intérieur de la
surface de rupture et la conservation des volumes) la
contrainte verticale limite o en téte de colonne
vérifie I’équation :

v lim

][Htg(%”?')]

tgd
T (pcol
xtg?| = + ==
g(4 2)

¢, est la cohésion non drainée du sol, supposée
constante sur toute la profondeur du traite-
ment,

Ootim _ i+ : 2
c ¢, sin(29)

u

dans laquelle :

la surcharge appliquée a la surface du sol,

I’angle que fait la génératrice du cOne avec
I’horizontale.

[oZ BN

a:g#0

Cet angle 6 peut étre déterminé rapidement grace a
I'abaque de la figure 7a. Dans le cas particulier ou ¢
est égal a zéro, la courbe de la figure 7b donne
directement & en fonction de @,

Mise en équations de la rupture par poingonne-
ment d’une colonne flottante

On peut reformuler le probléme en se préoccupant de
savoir quelle doit étre la longueur minimale d’une
colonne ballastée pour éviter son poingonnement sous
une charge donnée. Hughes et al. (1975) et Brauns
(1980) ont considéré que la colonne travaillait comme
un pieu rigide avec développement d’un effort de
pointe et d’un frottement latéral positif. Ils ont fait
Ihypothése que la résistance au cisaillement mobilisée
sur la périphérie de la colonne est égale a la résistance
au cisaillement non drainé ¢, du sol; cette hypothése
ne semble pas avoir €té jusqu’a présent infirmée sur
le plan expérimental. Dans le calcul, cette cohésion
non drainée ¢, sera supposée constante sur toute
I’épaisseur de la couche compressible.

Considérons la colonne ballastée de la figure 8, carac-
térisée par un poids volumique y et un rayon initial
R, La contrainte verticale régnant a la profondeur
z & l'intérieur de la colonne est :

cll
G, ,=06, ¢tz y—2R
col

o, o représentant la contrainte verticale qui lui est
appliquée en téte.

Il existe une longueur minimale (L_,,) de colonne
telle que tout poingonnement soit évité. On peut la
déterminer en considérant que la contrainte corres-
pondante o, ; . est égale a I'effort limite 6* en pointe
mobilisable par la couche d’argile, c’est-a-dire 9¢,,
valeur admise dans les dimensionnements de pieux
traditionnels.

Si 'on néglige le poids propre du ballast, L, est
donné par la relation :

Lmin= _I_le(g&Q _9>
2 c

Fig. 7 — Détermination pratique
de & (d'aprés Brauns, 1978-b).
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Fig. 8 — Définition des longueurs Lmin et Lmax d'une colonne ballastée
vis-a-vis de la rupture par poingconnement (d'aprés Brauns, 1980).

Dans le méme temps, il existe une longueur de traite-
ment L, caractérisée par o, ; =0, au-dela de
laquelle le traitement est inutile.

Si 'on néglige le poids propre du ballast, L_,, est
égal a:

Les calculs précédents sont aisément adaptables a une
couche molle au sein de laquelle ¢, varie avec la
profondeur. Il suffit d’opérer par tatonnements, a
partir d’'une profondeur z, choisie au départ en inté-
grant ¢,(z) le long du fit au-dessus de cette cote et
de vérifier si : )
Oy, z0<9 Cy (ZO) ou Gy, 20:0

suivant que 'on désire déterminer L, ou L, et de
recommencer I’équation avec une autre profondeur z,
si le critere choisi n’est pas vérifié.

La profondeur de traitement, sur le terrain, sera finale-
ment déterminée en fonction de L_;, ou L, suivant
que I'on tolére ou non qu’une partie de la charge en
téte soit reportée en profondeur, au vu des tassements
totaux admissibles dans le projet.

Tassement d’une colonne isolée chargée en téte

Remarques préliminaires

Cet aspect du probléme a suscité peu de publications
originales dans la littérature spécialisée. De nombreux
auteurs [entre autres Greenwood et Kirsch, 1983;
Madhav, 1982] rappellent qu'une méthode d’un
emploi courant dans de nombreux pays consiste a
appliquer aux colonnes ballastées les travaux dévelop-
pés par Mattes et Poulos (1969) pour les pieux tradi-
tionnels, travaux dont originalité tient a ce qu’ils
prennent en compte la compressibilité propre du pieu.
Hughes et al. (1975), de leur c6té, ont proposé I'utilisa-
tion du pressiométre, et en particulier du pressiométre

autoforeur, pour résoudre ce probléme de maniére
pratique. Cependant, 'approche la plus intéressante
nous semble due aux chercheurs de I'Université de
Sydney qui ont, pour ce faire, utilisé intensivement la
méthode des éléments finis.

Application des travaux de Mattes et Poulos
(1969)

Il convient de rappeler tout d’abord que dans ce cas
de chargement la fondation ne s’applique prati-
quement que sur l'inclusion, et que les tassements
immeédiats pseudo-élastiques de celle-ci constituent la
majeure partie de sa déformation finale [Greenwood
et Kirsch, 1983). Ces deux valeurs peuvent étre éva-
luées en introduisant les valeurs des modules drainés
et non drainés du sol et de la colonne dans la formule
développée par Mattes et Poulos :

P
I
LE,"'

sol

S=

dans laquelle :

s est le tassement en téte de la colonne,

L sa longueur,

P la charge appliquée a celle-ci,

E., le module d’élasticité du sol,

I, un facteur d’influence dépendant du facteur

de rigidité relative k=E_,/E,, ou E, est le
module d’élasticité de la colonne.

La figure 9 donne une idée des valeurs de I, a
employer dans ce genre de calcul, une estimation
raisonnable de k se situant dans la fourchette 10 a
25. Une analyse plus poussée ayant montré la faible
influence de I'épaisseur de la couche, pour la gamme
des valeurs de k citées plus haut, on pourra utiliser
pour tous les cas de figure cet abaque, dressé pour
un milieu d’épaisseur /4 infinie.

P
20 |
10 -
- L. Eg,
Vs =0,5
h
—=0
s L L
2 Fig. 9 —
- Facteur d'influence /,
(d'aprés Mattes et Poulos,
1969).
—
5
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—
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Greenwood et Kirsch (1983) rappellent également la
faible influence du coefficient de Poisson du sol dans
ces travaux, faisant que, tous paramétres confondus,
la différence entre les tassements immédiat et final
obtenus par cette méthode n’est que de l'ordre de

10 %.
Travaux de Balaam et al. (1976)

Une intéressante simulation d’un essai de chargement
statique d’une colonne ballastée a été effectuée a I'Uni-
versité de Sydney par la méthode des éléments finis.
Dans cette analyse, le sol, purement cohérent, suivait
une loi de comportement élastoplastique tandis que
le ballast était considéré comme un matériau élasto-

plastique dilatant avec possibilité de loi d’écoulement
non associée. L’intérét de la modélisation était la
présence a l'interface sol-ballast d’éléments de liaison
permettant de suivre les trois types de rupture
possibles :

— par plastification du ballast,

— par rupture d’éléments au sein de la masse du sol
entourant la colonne,

— par glissement a U'interface sol-colonne.

Les modéles évoqués ci-dessus n’ont été calés que sur
un seul essai de chargement en vraie grandeur, ce qui
restreint a priori la portée générale de ce travail, dont
I'intérét reste cependant manifeste [Balaam et Poulos,
1978].

DIMENSIONNEMENT DES RESEAUX DE COLONNES BALLASTEES

Le dimensionnement des réscaux de colonnes ballas-
tées a fait I’objet d’un certain nombre de publications
destinées a apprécier les divers effets bénéfiques du
traitement. Nous ne détaillerons dans ce qui suit que
les travaux traitant la réduction des tassements et
I’amélioration de la stabilité générale des ouvrages en
terre.

¢) Maille hexagonale

Fig. 10 — Réduction du probléme pour I'‘étude des réseaux de colonnes
ballastées (d'aprés Balaam et Poulos, 1983).
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En ce qui concerne I'influence des colonnes ballastées
sur la consolidation du sol traité, nous indiquerons
seulement que la plupart des auteurs concluent que
’on peut appliquer a celles-ci les méthodes de calcul
développées sur les drains verticaux.

Hypothéses restrictives

Nous ne considérerons que le cas ou les colonnes
sont exécutées sur toute la profondeur de la couche
compressible.

La quasi-totalité des auteurs ont adopté une démarche
analogue a celle couramment employée pour le dimen-
sionnement des réseaux de drains verticaux, a savoir
la réduction du probléme complet, pour des raisons
de symétrie, 4 I'étude des phénoménes intervenant
dans le domaine d’influence d’une de ces colonnes.
La figure 10 montre que les domaines d’influence
équivalents, choisis le plus souvent cylindriques pour
la commodité des calculs, correspondent a ceux adop-
tés pour le traitement numérique de la consolidation
radiale.

Cette méthode offre l'intérét de restreindre dés le
départ I’étude des phénoménes mécanique et hydrauli-
que (ce dernier dli au caractére drainant du ballast)
au méme domaine géométrique, d’ou un dimensionne-
ment plus commode de ’ensemble. Des variantes sont
cependant possibles, comme nous le verrons dans ce
qui suit avec les travaux de Van Impe et al. (1983).

Reéduction des tassements sous ouvrage
Généralités

Les mécaniciens des sols confrontés au calcul des
tassements d’ouvrages sur sols compressibles ont I'ha-
bitude, par souci de simplification, de simuler la
réalité en considérant trois phases successives, indépen-
dantes les unes des autres, a savoir un tassement
instantané, non drainé, un tassement de consolidation
primaire et un tassement de consolidation secondaire

ou fluage.
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Dans le cas ou la couche compressible est renforcée
par un réseau de colonnes ballastées, la consolidation
primaire du sol ambiant est accélérée par le caractére
drainant des inclusions. C’est principalement autour
de ce mécanisme qu’ont d’ailleurs été développés les
travaux que nous allons décrire par la suite. Il
convient de noter, a ce niveau de I'exposé, que la
possibilité d’une phase de consolidation secondaire
n'a été abordée dans aucune publication.

Quant au tassement instantané non drainé, la totalité
des auteurs, a l'exception de Baumann et Bauer
(1974), le considérent soit d’amplitude négligeable
devant celle du tassement de consolidation primaire,
soit d’amplitude nulle. La premiére démarche se¢
retrouve dans les travaux de Balaam et Booker (1978),
la seconde chez Goughnour et Bayuk (1979) qui fon-
dent leur argumentation a court terme sur incompres-
sibilit¢ postulée du ballast et de I'argile saturée placés
dans une « cellule » n’admettant pas de déformations
latérales.

Un paramétre fondamental de I’analyse traditionnelle
de linteraction « sol-structure » est la rigidité relative
de la fondation par rapport a celle du sol qu’elle
sollicite. Il est raisonnable de penser que ce facteur
influe sur le comportement du domaine cylindrique
défini précédemment. La figure 11 donne une idée
des mécanismes qui se développent dans le cas d’un
radier rigide et d’une charge idéalement souple.

Quelques travaux, utilisant la méthode des éléments
finis, ont é&té consacrés aux fondations souples
[Balaam et al., 1976; Balaam et Poulos, 1983]. Toutes
les solutions analytiques proposées pour résoudre le
probléme des tassements de consolidation primaire
reposent sur des hypothéses correspondant en prin-
cipe au cas des radiers rigides; leurs auteurs ont soit
explicitement réservé leur application a ce type de
fondation, soit considéré qu’elles étaient applicables
a tout ouvrage de grande dimension, indépendam-
ment de sa rigidité.

Cette seconde démarche se justifie en pratique au
vu de considérations numériques ou expérimentales.
Balaam et Poulos (1983) indiquent que le rapport
théorique de réduction des tassements prévisibles sous
des ouvrages souples et rigides ne différe que de
quelques pour-cent pour la gamme des géométries de
traitement les plus courantes. De plus, les phénomeénes
de report de charge sur les colonnes et d’égalité des
tassements de surface du sol et de la colonne ont été
observés sous des ouvrages habituellement considérés
comme « souples », a savoir des remblais [Vautrain,
1980] et des cuves de station d’épuration [Faure,
1982].

Position du probléeme - definitions

Dans le domaine d’influence cylindrique de la
colonne, défini précédemment et caractérisé par ses
dimensions H, 4, 4, et le coefficient de substitution a
(fig. 12), les apports dus a I'installation de la colonne
ballastée sont essentiellement la substitution d’une
partie du sol mou par un matériau de meilleures
caractéristiques mécaniques et hydrauliques et la
concentration sur la colonne des charges transmises
par I'ouvrage. Cette concentration, qui correspond a

Distribution des contraintes en surface

Tassements

Po-de Po' Po*tAp

Contrainte de
compression dans
le ballast

Radier rigide

Fondation "souple”

Fig. 11 — Report des charges sur les colonnes dans le cas d'un radier
rigide et d’une fondation souple {d'aprés Eggestad, 1983).

Q=Ap,

Fondation rigide

TTEPEE Ittt

Psot Peot Psol
B Acol= chol
4
P e Puo a-"p
T T ;
0 Rcol Deol
=y o 9 & 1
Do GIUQ _ Rext=§Dext
C%l,ogz? Sol a= A;d
H ag) . N u U. compressible @
ou (520, X
oY
) 435 ¥

TR A R TR

Substratum

Fig. 12 — Répartition des contraintes en surface a long terme
(d’aprés Ghionna et Jamiolkowski, 1981).

un déchargement du sol autour de la colonne, n’est
pas immédiate mais se développe au fur et 4 mesure
de Tévolution de la consolidation primaire du sol
autour de l'inclusion. Cette progressivité du report
des charges est en accord avec les observations et les
mesures faites sur de nombreux sites. Ce phénoméne
de concentration des charges sur la colonne est décrit
par I’équation suivante (fig. 12) :

Po A =Deol Acol + Psol (A - Acol)

dans laquelle py, p.1, Poo T€Présentent respectivement
la contrainte verticale moyenne correspondant a la
charge appliquée, uniformément distribuée sur toute
la surface de la maille a I'instant initial, la contrainte
verticale appliquée sur le sol autour de la colonne a
long terme et la contrainte verticale en téte de colonne
a la fin de la consolidation du sol.
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Une deuxiéme hypothése commune également, que ce
soit explicitement ou implicitement, 4 tous les travaux
qui seront exposés par la suite est I'égalité des tasse-
ments en surface du sol et de la colonne. L’équation
correspondante est :

S S

col = Psols

dans laquelle s, et s, représentent respectivement
les tassements de la surface du sol et de la téte de la
colonne & la fin de la consolidation primaire.

L’égalité des tassements en surface n’est d’ailleurs que
le corollaire de ’hypothése plus générale de conserva-
tion des sections planes, qui repose sur le fait que les
cisaillements le long du fat de la colonne sont nuls
ou négligeables [Goughnour et Bayuk, 1979].

Wallays et al. (1983) ont essayé de dégager I'influence
sur le plan théorique de ces cisaillements (en ampli-
tude et direction). Malheureusement, ce travail origi-
nal et intéressant, mais dont les applications auraient
été de toutes fagons retardées jusqu’a la sortie d’aba-
ques pratiques, a été critiqué [Smoltczyk, 1983] dans
son fondement mathématique. Il ne fait aucun doute
que la version définitive de ces travaux permettra
d’aboutir a des conclusions trés intéressantes sur ce
point précis.

On peut a ce stade définir deux parameétres essentiels
pour Pefficacité du traitement :

— le rapport n de concentration des contraintes défini

Peot
par n=-—"%,

Psol
— le coefficient B de réduction des tassements donneé
par:

B tassement attendu du sol ambiant sous la charge de 'ouvrage en Pabsence de traitement

tassement observé en présence des colonnes, sous cette méme charge

Une des inconnues sous-jacentes a la définition du
coefficient B est I’évaluation de I'amélioration des
propriétés géotechniques du sol apportée par la réalisa-
tion des colonnes, avant le chargement proprement
dit. L’unanimité s’est faite autour de ’hypothése que
les propriétés du terrain naturel ne sont pas modifiées.
Il faut noter que cette hypothese est une hypothése
« moyenne ».

Certains auteurs considérent en effet qu’il y a lors de
'exécution des colonnes une chute des caractéristiques
mécaniques du sol a l'interface avec le ballast, mais
que la nature drainante des colonnes facilite une
« reconsolidation » de cette couronne de sol mou qui
retrouve ses propriétés mécaniques dans un laps de
temps trés court. D’autres, au contraire, envisagent
un « serrage » du sol autour des colonnes, dii au
compactage du ballast. Le débat reste ouvert. Cepen-
dant, si ’on ne constate pas en général de modifica-
tion des caractéristiques pénétromeétriques et pres-
siométriques du terrain entre deux colonnes, aprés
leur réalisation, une augmentation des cohésions non
drainées mesurées au scissométre peut se produire
dans les horizons les plus mous [Vautrain, 1980]. Quoi
qu’il en soit, on considérera dans ce qui suit que
les modules d’élasticité (et de compressibilité) du sol
restent inchangés.
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L’égalité des tassements en surface permet de caractéri-
ser le tassement d’ensemble de la maille par le tasse-
ment du sol.

La conservation des modules de compressibilité
permet donc d’écrire :

14
p=22
psol

La combinaison des équations précédentes donne
alors :

B=1+(n—1)a.

Le role des travaux résumés ci-aprés est donc de
permettre la détermination de la valeur de n correspon-
dant a un coefficient de substitution dans le maillage
a donné. Ces travaux peuvent étre regroupés en deux
grandes catégories, selon que I’on considére :

— une approche tout élastique, dans laquelle la
colonne et le sol qui 'entoure ont un comportement
¢lastique, généralement linéaire;

~ une approche & la rupture, dans laquelle la colonne
est & long terme plastifiée par mobilisation du cisaille-
ment maximal, le sol subissant un processus de consoli-
dation jusqu’a ce qu’un état d’équilibre en contraintes
effectives soit finalement atteint.

Smoltczyk (1983) a proposé les schématisations rhéolo-
giques suivantes (fig. 13) pour illustrer ces deux
demarches, auxquelles se rattachent les travaux que
nous allons maintenant détailler.

} e {vo

Colonne sol sol colonne

Peol Psol Psol Peot

b) Comportement élastique
de la colonne.

a) Comportement rigide
plastique de la colonne.

Fig. 13 — Modeles rhéologiques d'un sol renforcé par colonnes ballastées
(d'aprés Smoltczyk, 1983).

Méthodes dans lesquelles la colonne est dans un état
d’équilibre limite contenu a long terme

e Les modéles de simulation du comportement de
I'ensemble « sol-colonne » développés par Priebe
(1976) et Ghionna et Jamiolkowski (1981) ne sont
que deux variantes autour d’une hypothése commune
qui assimile les déformations élastiques du sol
entourant la colonne a celles d’un tube épais, de
mémes caractéristiques drainées E’ et v’ que le terrain
compressible.
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P’ensemble « sol-colonne » est supposé vérifier les
hypothéses suivantes :

a) les tassements en surface sont égaux (S, ==Sc.);

b) le matériau constitutif de la colonne se trouve en
état d’équilibre plastique « actif » contenu; les
déformations de la colonne « suivent » celles du sol;

c) le matériau de la colonne est incompressible; les
déformations de la colonne se font a volume constant;

d) le terrain compressible situé dans la couronne cylin-
drique autour de la colonne a un comportement élasti-
que linéaire, caractéris¢é par un module d’élasticité
E.,, et un coefficient de Poisson v, ; constant sur toute
la profondeur;

e) il y a conservation des sections planes;

f) dans tous les cas, les- déformations du sol et du
ballast sont dues a des incréments de contrainte causés
par I'application d’une surcharge p, en surface, c’est-
a-dire que I’on considére comme égaux les poids volu-
.miques de ces deux matériaux et que la géométrie
initiale est celle existant aprés la réalisation de la
colonne.

Priebe considére les déformations élastiques d’un tube
épais infiniment long, soumis a4 une pression interne
normale Ac =Agc, ., — Ao, Dans cette relation :

— Ao, ., représente Iaccroissement de la contrainte
horizontale da a p,_,, avec,

n Peo
Ao-h col =Pcol Ka col =Decol tgz ( Z B _E—l)

— Ao, représente I'accroissement de la contrainte
horizontale di a p.

Priebe fait ’hypothése d’un état hydrostatique du sol

a linterface avec le ballast, attribué aux conditions
d’exécution :

Ao-h sol = Psolt

La seconde condition aux limites est la nullit¢ du
déplacement radial des points de la surface extérieure
du tube.

Tous calculs faits, on aboutit a :

B=Po _14 L[ L2+ (V. AcwlA) _1]
psol A Ka col * f(V ’ Acol/A)
avece
1__ ’2 _ ’ _
f(v/’ Acol/A) — v 3 (1 2v ) (1 Acol/A) .
1—v =2V

A
1-2v 4 =
A
Pour v'=1/3, on retrouve ces résultats sur I’abaque

de la figure 14.

Ghionna et Jamiolkowski étudient, quant a eux, un
tube épais chargé radialement et longitudinalement

1 - ! N $ 3 1 J‘L
1 2 3 4 5 6 7
— A/A 4

Fig. 14 — Abaque de dimensionnement de Priebe.

Psol Psol
7
% R(:(:I @
% Rlxt @
H E'sel
V'sol @
[~
N TR - Ka cor-Peot
h col

LAY/ AN SANNY/ANU NN NN AN

Fig. 16 — Conditions aux limites sur le sol
(d’aprés Ghionna et Jamiolkowski, 1981).

(fig. 15) avec la simplification supplémentaire que
I'accroissement de contrainte verticale p,,; est constant
avec la profondeur.

Ils n’aboutissent pas comme Priebe 4 une formulation
simple du rapport de tassement dans la mesure ou la
valeur de p,; est solution de 1’équation :

i 1 2 V; k 2 KO sol AGh col
Psar| = +- % FEEATEY) =1+ —,*‘_“
M E ( 1- Vsol) Eso]

sol sol
1

Ach col._Kosolpsol[<&£>2__ 1 :l +1 }2
EG: R

avee
1—v,
Msol = E;ol = ,
(1 + v;ol) (1 -2 Vsol)
V;o]
KO sol = ,
1—v

sol

7% 4 [ 1 1 ( Rext >2 ]
sol = Esol , + ’
( 1- vsol) ( 1+ Vsol) Rcol
A, ., =tg? (E _ Pal ) Apy— (1:— A1) Psor

4 2

col
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Dans ce cas particulier, B doit étre calculé par la
relation d’origine :

B=-2
Ssol
avee
P
SO = — 0*
M sol
2
s __H|: Psol 4 Psol 2Vsol _ 2K0501A0hcol:|
s0l T
* 2
Msol E;ol ( - V;ol) ;ol

e La méthode de calcul du coefficient B proposée par
Van Impe et De Beer (1983) repose sur les mémes
hypothéses que celles exposées précédemment mais
procéde d’une réduction initiale du probléme tres diffé-
rente (fig. 16.a).

Elle n’est a priori directement applicable qu’aux mailla-
ges rectangulaires ou carrés et est basée sur I'équiva-
lence entre une file de colonnes et un mur ballasté.

La résolution du probléme n’est plus faite de maniére
axisymétrique, mais en déformations planes
(fig. 16.b). La figure 16. ¢ permet la définition graphi-

que de B pour plusieurs valeurs de I'angle de frotte-
ment du ballast et des conditions initiales, représentées
par le paramétre py/E.

sol *

e L’approche du probléme développée par
Goughnour et Bayuk (1979) est certainement la contri-
bution la plus compléte qui ait été proposée depuis
ces derniéres années. Le grand nombre de parametres
pris en compte dans ces calculs complexes, qui permet-
tent d’intégrer en particulier I'état des contraintes
effectives initiales aprés réalisation des colonnes, et le
fait que les abaques correspondants proposés ulté-
rieurement par Goughnour (1983) restent d’un
maniement délicat constituent un obstacle a I'utilisa-
tion courante de ces travaux.

Approche élastiqgue du probleme

On trouvera dans la figure 17 'abaque proposé par
Balaam et Booker (1978) dans le cas de radiers rigides,
travaux dont on a dit précédemment qu’ils pouvaient
étre raisonnablement utilisés dans le cas d’ouvrages
souples.

Une autre maniére d’appréhender le probléme de la
réduction des tassements sous ouvrages est de considé-
rer qu’a long terme la contrainte moyenne p, est
toujours appliquée en surface, I’évolution du sol ren-
forcé pouvant se traduire par un module d’¢lasticité
équivalent E’ a long terme, intégrant les caractéristi-
ques mécaniques différentes du ballast et du sol.

D
7O 870
! N @
nD?
y a=4a’b’
dy=ab’
L=(1-a) b

| |
X Po
HHHHLHHiHLH&

S § Peol P Peot
s sol
ARER EEER
" o
- y -
A
; dy 1. dy
—_ et )-'l‘
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Fig. 16 — Réduction des tassements
(d’aprés Van Impe et De Beer, 1983).
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Fig. 17 — Réduction des tassements sous une fondation rigide
(d"'aprés Balaam et al., 1978).

La formulation la plus simple, dérivée de la théorie
de D’élasticité, consiste a écrire que :
il ’ Acol+E;ol(A—Acol)

Ez — col
A

| A ( Ei
ce qui correspond 4 B=1+ A‘(—,J —1)

sol

Dans la réalité, on pourra donner 4 ce rapport des
modules d’élasticité des valeurs comprises entre 5 et
10. Schulze (1978) a proposé la relation suivante :

D
, 1+2In—¢

col __ col

Ecor tg? E_&>1n2eﬁ
4 2 R,

qui n’est que la version simplifiée du résultat proposé
par Baumann et Bauer (1974).

Amélioration de la stabilit¢ générale d’un ouvrage
en terre

Cette question a été abordée dans la littérature spéciali-
sée par le biais de I'évaluation des caractéristiques
d’un matériau homogeéne équivalent dans son compor-
tement au matériau composite réel.

En ce qui concerne le poids volumique équivalent, il
semble naturel d’utiliser la formule proposée par Di
Maggio (1978) :

?=’Ycola+7501(1_a)'

En ce qui concerne I’évaluation de la résistance au
cisaillement mobilisable le long d’une ligne de rupture,
Di Maggio (1978) et Priebe (1978) ont fondé leur
approche sur I'utilisation d’une cohésion et d’un angle

de frottement équivalents déterminés par des formules
générales du type :

C_z ( - m) Csol + meg,

et
t_g—([):(l —m) tg (‘psol+m tg Peor-

Di Maggio pondére les caractéristiques du sol et du
ballast par des coefficients tenant compte de leurs
volumes respectifs dans une maille et pose en
pratique: m=a=A_,/A.

Pricbe, quant a lui, considére que -les états de
contrainte au sein du sol et du ballast et les caractéristi-
ques geéotechniques du sol ambiant influent sur le
résultat du traitement et raisonne en terme
« d’efficacité » des reports de charge, ce qu’il traduit
pour le facteur m par :

AcolPO =m._. _ Acolpcol
Apg Apq

Dans la pratique, la valeur de m est une fonction trés
complexe des caractéristiques intrinséques ¢, €t @,
du terrain a traiter. Si 'on fait un calcul de stabilité
a court terme, et que ’'on considére que la. contrainte
Po 'a pas eu le temps de se répartir, on est en droit
de prendre m=m_; =a.

A long terme, Mitchell (1981) considére que approxi-
mation de m par m,,, est suffisante.

La stabilit¢ a court terme est habituellement la plus
défavorable, cependant I'approche de Priebe peut
s’avérer intéressante dans le cas d’ouvrages édifiés par
étapes.

La formulation proposée par Aboshi et al. (fig. 18)
rejoint celle de Priebe dans la prise en compte des
états de contrainte dans la colonne. La résistance au
cisaillement moyenne mobilisée dans la zone traitée
est calculée par :

E(Z) = (1 “a) Tsol (Z) +a Teol (Z) Cos
avec !

Teol (Z) =P (Z) Cos tg (Pcol

Fig. 18 — Caractérisation des paramétres a prendre en compte
pour I'étude des cisaillements le long d’une ligne de rupture
(d'aprés Aboshi et al., 1979).
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Dans leur article, Aboshi et al. posaient :

14 (Z) =pcol + Y::ol (2): (:Y::_o] dé_]augé)
et 1., (z)=c, o (cohésion non drainée initiale du sol
naturel).

L’examen des travaux présentés dans les paragraphes
précédents améne quelques commentaires.

Dimensionnement complet des colonnes ballastées
sous les ouvrages de grande étendue

L’analyse des méthodes de détermination du coeffi-
cient B de réduction des tassements sous ouvrage
montre qu’un nombre important d’auteurs envisagent
I'hypothése d’un état limite, certes contenu, de la
colonne, dont la stabilité propre n’est de fait plus
assurée. Devant cette conclusion, qui sous-entend le
probléme du choix du coefficient de sécurité a adopter
dans les projets, deux attitudes sont possibles.

La premiére, courante en France, consiste a privilégier
la stabilité individuelle des colonnes, de fagon a dimen-
sionner un maillage dont on vérifie par la suite qu’il
correspond a des tassements compatibles avec les tasse-
ments admissibles définis par le projet. Pratiquement,
le maillage du traitement est déterminé en considérant
que les colonnes reprennent scules la charge de 'ou-
vrage; la capacité portante admissible d’une colonne
est prise égale a4 une fraction de la charge limite
calculée suivant une des méthodes exposées dans le
chapitre consacré aux colonnes isolées. Le DTU 13-2
Colonnes ballastées conseille de prendre un coefficient
de sécurité de 2 a ce stade et cette valeur convient
parfaitement pour un prédimensionnement. Une sim-
ple division donne alors le nombre des colonnes néces-
saires au métre carré sous 'ouvrage et, a partir de 13,
le choix d’une disposition (triangulaire, carrée) fournit
Pespacement des colonnes. Irans {a réalitr. on est
souvent amené a donner au coefficient de sécurité une
valeur différente de 2, mais trés généralement
comprise entre 1,2 et 2,5 [Besangon, 1983]. La valeur
retenue intégre des paramétres aussi nombreux et
variés que la sensibilité de I'ouvrage a édifier aux
tassements (différentiels surtout), le rythme de charge-
ment prévu, le matériau envisagé pour exécution des
colonnes, la nature exacte du sol a traiter, 'expérience
de chantiers comparables...

Le fait d’adopter une valeur plus faible du coefficient
de sécurité dans ce type de calcul, surtout quand
on descend au-dessous de 1,5, peut se justifier pour
plusieurs raisons, entre autres :

— le faible angle de frottement interne du ballast
généralement utilisé (38°, alors qu’en Allemagne ce
paramétre est pris dés le départ supérieur ou égal a
42° dans de nombreux cas);
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Une utilisation plus rigoureuse de ces formules nous
semble cependant préférable; on peut imaginer,
comme précédemment, de considérer 4 court terme
C.00 Yeol €t Po €t de ne tenir compte de p,,, qu’a long
terme, lorsque le report des charges est maximal.

— la réduction de la section théorique efficace de la
colonne par rapport a la section correspondant au
matériau incorpor¢;

— le fait que, dans la réalité, le sol est également
sollicité, contribuant ainsi a augmenter ['étreinte
autour de la colonne.

Tous ces facteurs contribuent a ce qu’en pratique la
colonne soit moins chargée que prévu, ce qui justifie
le choix d’une méthode tout élastique pour la détermi-
nation des tassements totaux attendus sous I'ouvrage.

La seconde démarche possible a été préconisée en
Italie par Ghionna et Jamiolkowski (1981). Elle
consiste, a I'inverse de la précédente, a privilégier les
tassements et a effectuer un prédimensionnement du
maillage grace a une des méthodes du paragraphe
précédent. Un des corollaires du.premier calcul mené
est de donner une valeur de la contrainte verticale
Deor QUi s’exercera sur P'inclusion a la fin de la consoli-
dation primaire du sol autour de celle-ci. Cette valeur
de la contrainte va servir a vérifier la stabilité de la
colonne. Ghionna et Jamiolkowski proposent en effet
de considérer que le dimensionnement est valable si
cette valeur de p,,, est inférieure ou égale a la moitié
(soit F=2) de la contrainte limite en téte de la
colonne, considérée comme isolée, calculée selon une
des formules du paragraphe « colonnes isolées », dans
laquelle seraient introduites les caractéristiques du sol
apres consolidation primaire.

Ainsi, on introduira dans la formule choisie, non pas,
par exemple, la cohésion non drainée initiale du sol
avant traitement mais une valeur ¢, , =c, , +Ac,, cor-
respondant a la consolidation acquise en fin de charge-
ment.

Si, pour le maillage calculé, ce critére n’est pas vérifie,
on examinera un second dimensionnement dans lequel
I'entraxe des colonnes diminuera par rapport au précé-
dent.

Il faut noter que le coefficient de sécurité de 2 sur la
capacité portante d’une colonne isolée, qui intervient
dans les deux approches décrites ci-dessus, correspond
a des états de rupture tres différents. Dans le premier
cas, C’est une analyse a court terme qui est menée, la
colonne étant vraisemblablement plus chargée qu’elle
ne 'est dans la réalité. L’analyse a long terme, envisa-
gée dans le second cas, correspond a un chargement
plus proche de la réalité (bien que ’on ne considére
pas l'influence de la contrainte p,; sur le sol), mais
fait appel a des paramétres géotechniques plus délicats
a déterminer (comme ¢, pour le calcul de Ac,).

www.GenieCivilPDF.com



Quelle est la validité des modéles exposés ?

Cette question importante n’a pas regu a [’heure
actuelle de réponse définitive.

Les figures 19 et 20 rassemblent sur un méme graphi-
que respectivement la capacité portante d’une colonne
isolée en fonction de la cohésion non drainée initiale
du sol et le facteur de réduction des tassements B par
rapport a la caractéristique géométrique du maillage
1/a; les courbes correspondent a plusieurs des théories
exposées ci-dessus, pour des caractéristiques géotechni-
ques couramment rencontrées sur le terrain.

En ce qui concerne la figure 19, due a Brauns (1978 a)
et complétée par Greenwood et Kirsch (1983), les
résultats d’essais de chargement in situ qui y sont
reportés ne permettent pas de trancher en faveur de
I'une des formulations. Cet état de fait est surtout di,
d’aprés Greenwood, a la faiblesse des méthodes d’es-
sai et de détermination des paramétres caractéristi-
ques de la colonne, qui devront étre améliorées avant
qu’un choix définitif puisse €tre fait.

L’examen de la figure 20 ne permet pas non plus
d’aboutir a une conclusion nettement en faveur d’une
méthode de dimensionnement particuliére. On
remarquera que les résultats empiriques proposés par
Greenwood (1970) (partie hachurée du graphique) se
situent a l'intérieur du fuseau obtenu grace aux tra-
vaux théoriques, pour les maillages les plus fréquem-
ment réalisés dans la réalité (4<1/a=A/A.;<9).

Quant aux résultats de chantiers reportés sur la figure
20, plusieurs remarques sont a faire a leur sujet. Un
examen trés attentif des publications dont ils sont
tirés montre d’abord que, souvent, les valeurs de A4,
qui ont servi a les placer sur la figure ont été calculées
directement a partir des volumes bruts de matérian

« a I'état foisonné » incorporés et qu’aucun coefficient
reducteur n’a €té utilisé pour passer a la section théori-
que en tenant compte du compactage.

De méme, pour recalculer les valeurs de P, Green-
wood et Kirsch ont parfois divisé des calculs prévision-
nels de tassement sans traitement par un tassement
avec traitement mesuré sur chantier. Or, ces calculs
prévisionnels sont entachés d’une incertitude d’autant
plus importante que bien souvent les publications
originales dont ils sont extraits n’offraient pas de
renseignements en nombre suffisant pour vérifier ou
recalculer les valeurs fournies.

35 -
O\ tm Vezlc (1972) J/af—Hughes/Withers (1974)
lH (== 15 A(po+ue=227 c,)
30 ] T €y /4 Y
Y =0 7
| T
] Brauns (1978 a)
25 )
O v tim I
— /
* % T /-« Hughes/Withers (1974)
T (Po +ug = 0
15 4
Bell (1915)
10 -
5 « Chargement
in situ
0 i 1 Il
25¢ 30° 35¢ 40°  45°

A col

Fig. 19 — Comparaison de différentes formulations de la capacité portante
ultime d'une colonne isolée avec des résultats d'essais de chargement
réels (d'aprés Greenwood, 1983).

(1) Greenwood (A, =1 m2)
(1a) ¢,=4 N/em?

(1b) ¢,=2 N/ecm?2

(2) Méthode du module pondéré
(2a) E¢ol/Egqi=10

(2b) Egoi/Egoi=5

(3) Baumann/Bauer

limon sableux

(4) Priebe ¢=37,5°

(5) Balaam

(5a) Eio/Esor=10 flexible
(6b) E.q/Eie=10 rigide
(5¢) E.o/Esoi="5 rigide

largeur de la fondation

E;:ol/Eéol =8

- —— >3 pour tous les sites
épaisseur compressible

Fig. 20 — Coefficient de réduction des tasse-
ments sous ouvrages de grandes dimensions.

Comparaison des résultats théoriques avec des

\~ observations recueillies sur différents sites
—_— (d'aprés Greenwood, 1983).
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Peot A
n=
Psol
8 L
. 11983} E'cel/E’sol =10
A——A—A
s d
col = 350
L
2 L fol = 350
0 S —
2 4 6 8
1Va = A/A,

Fig. 21 — Influence de la géométrie du maillage sur le report des ¢

On peut quand méme, au vu de la figure 20, conclure
que les méthodes de calcul qui y sont reproduites (a
I’exception peut-€tre de la méthode de Baumann et
Bauer, reconnue d’ailleurs d’un emploi délicat, Green-
wood, 1983) donnent un ordre de grandeur convena-
ble de la réduction réelle des tassements.

Le choix d’une méthode tout élastique ou, au
contraire, d’une méthode dans laquelle la colonne sera
en état limite contenu dépendra donc surtout du fait
que I’on adoptera telle ou telle des deux philosophies
décrites au paragraphe précédent. En ce qui concerne
les méthodes moins fréquemment utilisées, la

L’éventail des méthodes de calcul disponibles est
actuellement suffisant pour permettre une évaluation
correcte des divers paramétres nécessaires au dimen-
sionnement d’un projet de renforcement par colonnes
ballastées.

Dans le cas le plus fréquent d’amélioration des pro-
priétés géotechniques d’une couche compressible sous
une fondation de grandes dimensions, des méthodes
couramment utilisées a travers le monde, comme la
méthode de Priebe ou les schémas de calcul fondés

Asosar H., IcuiMoto E., Enokl M., Harapa K., (1979), The
“Compozer”, a method to improve characteristics of soft
clays by inclusion of large diameter sand columns, C.R.
Colloque int. sur le renforcement des sols : Terre armée
et autres méthodes, Paris, mars 1979, Vol. 1, pp. 211-216.

Baraam N. P, Booker J. R., (1978), Analysis of rigid rafts
supported by granular piles, Univ. of Sydney, School of
Civil Engineering, Research Report R 339.
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