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Résumé  
 

Cet article a pour objectif d’étudier l’interaction entre le sol et un pieu de fondation. La démarche consiste à 

considérer le pieu comme une poutre en béton armé sous charge axiale qui interagit avec le massif de sol 

caractérisé par son module de réaction latérale (Es). Cette approche permet d’écrire l’équilibre du 2nd ordre du 

pieu sous la forme d’un système matriciel dont les valeurs et vecteurs propres ne sont rien d’autres que les 

efforts critiques de flambement et les modes de flambement associés. La résolution analytique du modèle 

montre l’importance de la prise en compte de la réaction horizontale du sol sur l’effort de flambement, et 

qu’une ruine par flambement « pur » n’est pas en réalité le mécanisme de ruine le plus influant même dans 

le cas des sol médiocres car même avec de faibles caractéristiques mécaniques, le sol a une influence non 

négligeable sur la valeur de la force critique de flambement. Le modèle permet également d’évaluer 

facilement l’amplification des déplacements par effets du 2nd ordre sous l’action d’une charge axiale. L’étude 

montre que l’augmentation du module de réaction horizontale du sol (Es) et du module de Young du pieu (Ep) 
influe de manière considérable sur la force critique de flambement du pieu. Ce qui entraine par conséquent 

une diminution des déplacements. Les résultats obtenus montrent également que les paramètres des sols 

sont plus influents sur le comportement du modèle que ceux du pieu. 
 

Mots-clés : propriétés mécaniques, module de réaction du sol, interaction sol-pieu, flambement. 
 

 

Abstract  
 

Consideration of the soil-structure interaction in the study of the behaviour of piles 

under axial load 
 

The purpose of this paper is to study the interaction between soil and a pile foundation. The approach is to 

consider the pile as an axially loaded reinforced concrete beam that interacts with the soil mass characterized 

by its lateral reaction modulus (Es). This approach makes it possible to write the 2nd order balance of the pile 

in the form of a matrix system whose eigenvalues and eigenvectors are the critical buckling forces and the 

associated buckling modes. The analytical resolution of the model shows the importance of taking into account 

the horizontal reaction of the soil on the buckling force and that a ruin by "pure" buckling is not in reality the 

most influential ruin mechanism even in the case of poor soil, because even with low mechanical 

characteristics the soil has a significant influence on the critical buckling force. The model also makes it 

possible to easily evaluate the amplification of the displacements by effects of the 2nd order under an axial 
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load. The study shows that the increase of the horizontal reaction modulus of the soil (Es) and the Young’s 

modulus of the pile (Ep) considerably influences the critical buckling force of the pile and consequently 

decreases the value of the displacements. The results also show that the soil parameters are more influential 

on the behavior of the model than those of the pile. 
 

Keywords : mechanical properties, soil reaction modulus, soil-pile interaction, buckling. 
 

 

1. Introduction 
 

La modélisation des problèmes de contact est d’une grande importance pour la mécanique des sols et des 

roches, qu’il s’agisse d’un problème de contact entre deux couches différentes de sol, de fissures dans les 

masses rocheuses ou d’interaction sol structure. A l’heure actuelle, dans la pratique, ces problèmes 

d’interaction ne sont pas rigoureusement pris en compte dans le dimensionnement des fondations profondes. 

Les méthodes actuelles de calcul des fondations se basent essentiellement sur des équations de corrélations 

empiriques déterminées à partir d’essais in situ (pénétromètre, pressiomètre, etc.). Est-ce qu’on peut se 

permettre aujourd’hui de négliger l’effet des mouvements relatifs au niveau des zones de contacts sur le 

comportement de la structure ? Pour une analyse plus adéquate de ces problèmes, des éléments d’interface 

ont été proposés par différents chercheurs [1 - 5], pour la modélisation de l’interaction sol-structure avec la 

prise en compte des mouvements relatifs aux niveaux de ces interfaces. La prédiction de la réponse non 

linéaire des fondations profondes sous l’action des charges verticales est un problème important en 

interaction sol structure. Une approche réaliste de l’analyse des fondations profondes doit prendre en 

considération le comportement post élastique du sol. Les études théoriques [6, 7], basées sur les hypothèses 

classiques de la résistance des matériaux, ne permettent pas cependant de traiter le problème de l’influence 

de la charge verticale lors du calcul en flexion d’un pieu chargé latéralement (effets du second ordre- réponse 
avant flambement). La résolution de ce problème nécessite la prise en compte des non-linéarités 

géométriques dans les équations de comportement et d’équilibre. L’objectif de ce travail est la modélisation 

des fondations profondes sous charge axiale. Il vise plus particulièrement à étudier l’influence des 

caractéristiques géométriques et mécaniques du pieu et du massif sur comportement de l’ensemble sol-pieu. 

 

 

2. Méthodologie 
 

Dans le cadre de ce travail, il s’agira d’abord de caractériser le massif de sol afin d’élaborer le modèle de 

comportement de l’interface sol-pieu. Ces zones de contact sont représentées par des éléments d’interface 

de type couche mince. Le comportement du système sol-pieu est régi par une loi de comportement de type 

Mohr-Coulomb. La résolution analytique du modèle sera effectuée pour déterminer les déplacements et la 

force critique de flambement. 

 

2-1. Caractérisation du massif de sol 
 

2-1-1. Détermination du module de réaction du sol 
 

L’utilisation du modèle de Winkler et des modèles biparamétriques nécessite la détermination du coefficient 

de réaction du sol ks. Ce coefficient de réaction est une grandeur caractéristique de l’interaction sol pieu. Le 

module de réaction Es (Es = ks.B, où B est la largeur de la fondation), peut être défini comme la pente de la 

sécante ou de la tangente de la courbe de réaction élémentaire (P, y) où P est la pression horizontale sur le 
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pieu et y est le déplacement horizontal du pieu (Figure 1). Cette courbe de réaction peut être tirée des 

résultats d’un essai pressiométrique [8] ou d’un essai triaxial [9]. Pour déterminer le module de réaction, 

plusieurs auteurs ont proposé des corrélations empiriques entre ce module et les caractéristiques 

géotechniques ou élastiques du massif de sol. [10], dans le cas d’une étude sur les fondations chargées 

horizontalement, a présenté une synthèse détaillée de ces différentes corrélations. Le coefficient de réaction 

ks est obtenu à partir de la formule semi empirique des tassements avec des coefficients de forme 
correspondant à une fondation de grande longueur. Son expression est donnée par les Équations (1) et (2) : 
 

𝑘𝑠 = 𝐸𝑀
18

[4(2,65)𝛼+3𝛼]𝐵
   pour 𝐵 ≤ 0,6𝑚             (1) 

 

𝑘𝑠 = 𝐸𝑀
18

4(2,65
𝐵

𝐵𝑂
)
𝛼

𝐵𝑂+3𝛼𝐵
 pour 𝐵 ≥ 0,6𝑚            (2) 

 

EM étant le module pressiométrique standard, α le coefficient rhéologique du sol, B le diamètre du pieu et B0 
le diamètre de référence égal à 0,6 m. 
 

L’Équation (3) a été proposée, à la suite d’essais sur pieux en vrai grandeur [11] : 
 

𝐸𝑠

𝐸𝑀
= 6(

𝐵

𝐵𝑜
)
1/4

(
𝐷

𝐵
)
1/2

                (3) 

 

EM étant le module pressiométrique standard, D la fiche du pieu, B le diamètre du pieu et B0 le diamètre de 
référence égal à 0,305 m. 
 

2-1-2. Corrélation du module de réaction avec les caractéristiques élastiques du sol 
 

Des valeurs expérimentales de ks ont été déterminées suite à des essais de chargement de plaques pour 

différents types de sols [12]. L’auteur a montré que ks n’était pas une valeur intrinsèque du sol mais qu’elle 

dépendait de la largeur, la forme et la fiche de la fondation. Il a établi les Équations (4) et (5) : 

 Pour le sable : 
 

𝐸𝑠 = 𝑛ℎ . 𝑧 =
𝐴𝛾

1,35
𝑧                 (4) 

 

 Pour l’argile : 
 

𝐸𝑠 =
𝑘𝑣1

1,5
𝐵𝑜                  (5) 

 

A étant un facteur qui dépend de la densité du sol, γ le poids volumique, kv1 le coefficient de réaction verticale 
du sol pour une plaque carrée de côté égal à B0 = 0,305 m reposant sur la surface du sol et chargée 
verticalement. 
 

Une autre relation (Équation (6)), entre le module de réaction Es et le module d’Young E, est proposée [12], 

telle que : 
 
𝐸𝑠

𝐸
= 0,74                  (6) 
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Dans le cas d’une argile molle, l’Équation (7) permet de calculer le module de réaction à partir de la cohésion 

non drainée [13] : 
 

𝐸𝑠 = 67𝐶𝑢                  (7) 
 

Le module de réaction Es a été directement relié au module de cisaillement à l’appareil triaxial [14]. Une 

relation entre le module de réaction et le module d’Young en égalant les déplacements horizontaux, d’un pieu 

vertical chargé horizontalement, calculés suivant l’approche du continuum élastique et celle du modèle de 

Winkler est donnée par l’Équation (8) [15] : 
 
𝐸𝑠

𝐸
= 0,82                  (8) 

 

Le module de réaction peut être calculé à partir du module élastique du sol selon l’Équation (9) [16] : 

 

𝐸𝑠 = (0,8 à 1,3)𝐸                 (9) 

 

D’après [16], ce module élastique peut être évalué, à l’aide d’un diagramme contrainte déformation à partir 

d’un essai de mécanique des sols. Des études [17] ont proposé de déterminer le module Es à partir du 

coefficient de Poisson ν, en partant de la solution approchée du problème d’un pieu chargé latéralement et 

situé dans un sol élastique linéaire isotrope (Équation 10) : 
 

𝐸𝑠

𝐸
= 𝜋

(3+2𝜈)

(1+𝜈)
               (10) 

 

E étant le module de Young du sol et  le coefficient de poisson du sol. 
 

2-2. Présentation du modèle 
 

L’élaboration du modèle part du principe de la résistance des matériaux en écrivant, dans le repère matériel, 

les équations d’équilibre d’un tronçon infinitésimal d’une poutre. Dans notre cas, nous présentons une 

application de la méthode classique dans le cas d’un pieu droit, d’inertie constante I, soumis à une force de 

compression F et fiché dans un milieu élastique de module de réaction Es. On suppose que l’effort normal est 

égal à la force verticale F, appliquée en tête du pieu, et qu’il n’y a pas de reprise de l’effort vertical par 

frottement latéral. C’est à dire que la force verticale F est constante le long du pieu. On suppose aussi que les 

déformations sont suffisamment petites pour que la réaction du sol soit toujours horizontale (pas de couplage 
entre la force verticale et la réaction du sol). Pour évaluer le module de réaction Es, nous allons utiliser 

l’Équation (11) en posant Es est égal au module de Young E du sol. 
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Figure 1 : Présentation du problème 
 

On obtient une équation différentielle du quatrième ordre donnée par l’Équation (11) : 
 

𝐸𝑝𝐼𝑃
𝑑4𝑦

𝑑𝑧4
+ 𝐹

𝑑2𝑦

𝑑𝑧2
+ 𝐸𝑠𝑦 = 0             (11) 

 

Ep le module de Young du matériau du pieu, Es le module de réaction horizontale du sol, F l’effort axial 
appliqué et IP : moment d’inertie du pieu. 
 

Pour chaque cas de figure, en introduisant les conditions aux limites (deux conditions en tête et deux en 

pointe), on aboutit à un système d’équations linéaires (quatre équations homogènes) dont les inconnues sont 

les quatre constantes d’intégration. Pour obtenir une position d’équilibre stable, autre que la position droite 

de la poutre donnée par la solution triviale (constantes d’intégration nulles), il suffit d’annuler le déterminant 

formé par les coefficients de ces équations, ce qui conduit à déterminer directement la force critique de 

flambement. On présente dans ce qui suit la résolution du modèle pour un pieu ancré dans un massif de sol. 

 

 

3. Résultats et discussion 
 

3-1. Calcul des déplacements 
 

La résolution du modèle conduit aux déplacements donnés par l’Équation (12) : 
 

𝑦(𝑧) = 𝑒−
√−𝐾𝑃

2+2𝐾𝑆
2

2
.𝑍 [𝐴𝐶𝑜𝑠 (

√𝐾𝑃
2+2𝐾𝑆

2

2
. 𝑍) + 𝐵𝑆𝑖𝑛(

√𝐾𝑃
2+2𝐾𝑆

2

2
. 𝑧)] +

𝑒−
√−𝐾𝑃

2+2𝐾𝑆
2

2
.𝑍 [𝐶. 𝐶𝑜𝑠 (−

√𝐾𝑃
2+2𝐾𝑆

2

2
. 𝑍) + 𝐷𝑆𝑖𝑛(−

√𝐾𝑃
2+2𝐾𝑆

2

2
. 𝑧)]         (12) 

 

où, A, B, C et D sont des constantes qui sont déterminées à partir des conditions aux limites. Kp et Ks sont 
données par les Équations (13) et (14) : 
 

𝐾𝑝
2 =

𝐹

𝐸𝑃.𝐼𝑃
                (13) 
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𝐾𝑆 = √
𝐸𝑆

𝐸𝑃.𝐼𝑃

4
                (14) 

 

En posant les Équations (15) et (16) : 
 

𝛼 = −
√−𝐾𝑃

2+2𝐾𝑆
2

2
               (15) 

 

𝛽 =  
√𝐾𝑃

2+2𝐾𝑆
2

2
               (16) 

 

L’Équation (12) devient l’Équation (17) : 
 

𝑦(𝑧) = 𝑒𝛼𝑧[𝐴𝑐𝑜𝑠(𝛽𝑧) + 𝐵𝑠𝑖𝑛(𝛽𝑧)] + 𝑒𝛼𝑧[𝐶𝑐𝑜𝑠(−𝛽𝑧) + 𝐷𝑠𝑖𝑛(−𝛽𝑧)]        (17) 
 

Pour une structure bi-encastrée on a : 

Pour z = 0 on a : 𝑦(0) = 0 et 𝑦̇(0) = 0  

Pour z = h on a : 𝑦(ℎ) = 0 et 𝑦̇(ℎ) = 0  avec h la profondeur (longueur du pieu)  

z= 0    𝑦(0) = 𝐴 + 𝐶 = 0                        (17.1) 

AC   
 

Après dérivation de l’Équation (17), on a : 
 

𝑦̇(𝑧) = 𝑒𝛼𝑧[𝐴. 𝛼 + 𝐵. 𝛽 + 𝐶. 𝛼 − 𝐷. 𝛽]𝑐𝑜𝑠(𝛽𝑧) + 𝑒𝛼𝑧[𝐵. 𝛼 − 𝐴. 𝛽 − 𝐷. 𝛼 − 𝐶. 𝛽]𝑠𝑖𝑛(𝛽𝑧)  
 

𝑧 = 0 → 𝑦̇(0) = [𝐴. 𝛼 + 𝐵. 𝛽 + 𝐶. 𝛼 − 𝐷. 𝛽] = 𝛼(𝐴 + 𝐶) + 𝛽(𝐵 − 𝐷) = 0    (17.2) 
 

Ce qui conduit à : BD   
 

𝑧 = ℎ → 𝑦(ℎ) = 𝑒𝛼ℎ[𝐴𝑐𝑜𝑠(𝛽ℎ) + 𝐵𝑠𝑖𝑛(𝛽ℎ)] + 𝑒𝛼ℎ[𝐶𝑐𝑜𝑠(𝛽ℎ) − 𝐷𝑠𝑖𝑛(𝛽ℎ)] = 0  
or,  

𝑒𝛼ℎ ≠ 0 → (𝐴 + 𝐶)𝑐𝑜𝑠(𝛽ℎ) + (𝐵 − 𝐷)𝑠𝑖𝑛(𝛽ℎ) = 0                    (17.3) 

Et 

𝑦̇(ℎ) = 0 → [𝐴. 𝛼 + 𝐵. 𝛽 + 𝐶. 𝛼 − 𝐷. 𝛽]𝑐𝑜𝑠(𝛽ℎ) + [𝐵. 𝛼 − 𝐴. 𝛽 − 𝐷. 𝛼 − 𝐶. 𝛽]𝑠𝑖𝑛(𝛽ℎ) = 0   (17.4) 
 

Ainsi on a le système d’Équations (18) suivant donné par les Équations (17.1) à (17.4) : 
 

{
 
 

 
 
𝐴 + 0. 𝐵 + 𝐶 + 0. 𝐷 = 0                                                                         
𝐴𝑐𝑜𝑠𝛽ℎ + 𝐵𝑠𝑖𝑛𝛽ℎ + 𝐶𝑐𝑜𝑠𝛽ℎ − 𝐷𝑠𝑖𝑛𝛽ℎ = 0                                  
𝛼𝐴 + 𝛽𝐵 + 𝛼𝐶 − 𝛽. 𝐷 = 0                                                                    
[𝛼 cos(𝛽ℎ) − 𝛽 sin(𝛽ℎ)]𝐴 + [𝛼 s 𝑖𝑛(𝛽ℎ) + 𝛽 cos(𝛽ℎ)]𝐵 +           
[𝛼 cos(𝛽ℎ) − 𝛽 sin(𝛽ℎ)]𝐶 − [𝛼 s 𝑖𝑛(𝛽ℎ) + 𝛽 cos(𝛽ℎ)]𝐷 = 0 

          (18) 

 

En résumé on a : 

A  ? 

B ? 
AC                  (19) 

 

     (20) BD 
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3-2. Calcul de la force critique de flambement 
 

En introduisant les conditions aux limites (deux conditions en tête et deux en pointe) dans l’Équation (12), 
on aboutit à un système d’équations linéaires (quatre équations homogènes) dont les inconnues sont les 

quatre constantes d’intégration. Pour obtenir une position d’équilibre stable, autre que la position droite de 

la poutre donnée par la solution triviale (constantes d’intégration nulles), il suffit d’annuler le déterminant 

formé par les coefficients de ces Équations, ce qui conduit à déterminer directement la force critique de 

flambement. On écrit l’Équation (21) sous la forme matricielle : 
 

       


















































































0

0

0

0

cossinsincossincossincos

)sin()cos()sin()cos(

0101

D

C

B

A

hhhhhhhh

hhhh





        (21) 

 

Ainsi on a une Équation (22) de la forme : 
 

[𝑀][𝑈] = [𝐸]                             (22) 
 

En posant que le déterminant de 0M , on obtient (Équation (23)) : 
 

𝐹𝑐𝑟 = 𝐹𝑐𝑟𝐸 + 2√𝐸𝑆𝐸𝑃𝐼𝑃              (23) 
 

où, FcrE est donnée dans le cas d’une poutre bi-encastrée par l’Équation (24) : 
 

𝐹𝑐𝑟𝐸 =
4𝜋2𝐸𝑃𝐼𝑃

ℎ2
               (24) 

 

3-3. Analyse et interprétation des résultats 
 

L’analyse paramétrique du modèle vise à étudier l’influence de la non-linéarité géométrique et des propriétés 

de l’interface sur le déplacement du pieu, pour un sol dont le module varie entre 2 MPa et 10 MPa. L’étude 

sera menée avec force axiale F de 500 kN. Dans toutes les applications, le pieu est de section carrée ou 

circulaire, et il est caractérisé par ses dimensions transversales, sa longueur et son module d’élasticité ou 

module de Young Ep. Le pieu est en béton armé avec les propriétés élastique suivantes : le module de Young 

(30 GPa et 50 GPa) et un poids volumique (γp = 25 Kn / m3). Dans cette étude, le pieu est implanté dans un sol 

homogène dont le paramètre le plus important dans la modélisation est son module d’élasticité. Etant donné 

que les modes de déplacement ne sont connus qu’à une constante multiplicative près, nous pouvons donner 

à A et B des valeurs arbitraires pour étudier l’influence des paramètres du modèle sur les déplacements. C’est 

ainsi que nous avons donné à A et B une valeur unitaire. Les Figures 2 à 8 montrent l’influence des 

paramètres du modèle sur les déplacements des différentes sections du pieu et sur la force critique de 

flambement. L’analyse globale des résultats montre que les déplacements les plus importants sont observés 

au niveau du tiers supérieur, et que ces déplacements deviennent de plus en plus faibles au niveau du tiers 

central jusqu’à s’annuler au niveau du tiers inferieur (Figures 2 à 5). Ces résultats montrent aussi que la 

force critique de flambement augmente en fonction de la croissance du module de réaction du sol                      

(Figures 6 à 8). La variation du module d’élasticité du pieu entraine une évolution des déplacements pour 

les pieux de section carrée et circulaire. Le déplacement diminue en fonction de l’accroissement du module 

d’élasticité Ep. Ceci est induit par l’amélioration de la flexibilité du pieu suite à une augmentation du module 

d’élasticité. Les déplacements les plus importants sont observés au niveau du tiers supérieur du pieu. Et au-
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delà de cette zone, le déplacement diminue pour devenir quasi est quasi nul (surtout au niveau du tiers 
inférieur du pieu). On note aussi une diminution plus rapide des déplacements le long du pieu dans le cas 

d’une section carrée que dans celui d’une section circulaire (Figure 2). En effet cela est due au fait que le 

module de rigidité flexionnel du pieu circulaire est plus faible que celui du pieu de section carrée. Le fait que 

les déplacements les plus importants sont observés dans le tiers supérieur du pieu est dû au fait que le sol 

reçoit la presque totalité de l’effort appliqué en tête de pieu et que ce qui peut entrainer une plastification du 

sol. Au niveau du tiers central, la diminution plus rapide des déplacements des sections droites du pieu 

(Figure 3) s’explique par le fait que plus on va en profondeur, plus le sol devient de plus en plus dense. Ce 

qui entraine une augmentation de sa contrainte effective et de sa résistance horizontale et par conséquent 

induit une décroissance des déplacements avec la profondeur. La Figure 3 nous montre aussi une certaine 

sensibilité des déplacements par rapport à la variabilité des propriétés des sols. La Figure 4 montre une 

influence quasi nulle des propriétés mécaniques du béton sur les déplacements de l’ouvrage. Par suite des 

analyses faites sur les résultats donnés par les Figures 3 et 4, nous pouvons conclure que les 

caractéristiques du sol sont plus influentes sur le comportement du modèle que celles du pieu.  
 

L’analyse des résultats montre aussi que la force critique de flambement augmente en fonction de 

l’accroissement du module de réaction du sol (par conséquent avec le module de Young) et celui du module de 

Young du pieu (Figure 7). Un module de réaction du sol nul donne la force critique correspondante à celle 

d’Euler pour un pieu encastré à ses deux extrémités. Les résultats obtenus montrent l’effet très bénéfique de 

la réaction latérale du sol même pour de très faible caractéristiques mécaniques du sol. Cependant, parfois 

pour des « besoins » de calcul liés au domaine d’application de certaines approches analytiques simplifiées, 

on néglige la raideur du sol dans les horizons meubles. En pratique, l’expérience montre que le mécanisme 

de ruine par flambement « pur » n’est pas déterminant même dans des conditions de sol médiocres. Enfin, on 

note que pour des configurations simples où les approches analytiques usuelles s’appliquent (pieu dans un 
sol homogène) [1], le modèle établi conduit à des résultats identiques. Les Figures 5 et 8 montrent 

l’influence des caractéristiques géométriques du pieu sur le comportement du pieu. Ces résultats donnés par 

les Figures 1, 5, 6 et 8 montrent une certaine sensibilité du modèle par rapport à la forme et à la dimension 

des sections transversales. 

 

 
 

Figure 2 : Déplacements le long du pieu pour des sections carrée et circulaire 
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Figure 3 : Déplacements le long du pieu pour différentes valeurs du module de Young du sol 
 

 
 

Figure 4 : Déplacements le long du pieu pour différentes valeurs du module de Young du béton 
 

 
 

Figure 5 : Déplacements le long du pieu pour différentes valeurs du diamètre de la section 
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Figure 6 : Force critique de flambement du pieu en fonction du module de réaction du sol pour des sections 
carrée et circulaire 

 

 
 

Figure7 : Force critique de flambement du pieu en fonction du module de réaction du sol pour différentes 
valeurs du module de Young du béton 

 

 
 

Figure 8 : Force critique de flambement du pieu en fonction du module de réaction du sol pour différentes 
valeurs du diamètre 
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4. Conclusion 
 

L’objectif de cet article est d’étudier l’influence des propriétés du béton et du massif de sol sur le 
comportement des fondations profondes. L’exploitation des résultats obtenus montre que les caractéristiques des 

sols sont plus influentes sur le comportement du modèle que celles du pieu. L’étude montre également que force 

critique de flambement croit avec le module de réaction du sol, ce qui nous pousse à affirmer que l’utilisation de 

la force critique d’Euler dans les calculs de stabilité du pieu revient à sous-estimer la capacité de résistance du 

pieu. Le modèle comportemental montre que le module de réaction du sol est très influant sur le comportement 

des pieux soumis à un chargement axial statique, et qu’il est aussi plus influant que le module de Young du pieu 

(Ep) sur le comportement de ce dernier. Les résultats obtenus montrent également une certaine sensibilité du 
modèle par rapport à la forme et à la dimension des sections transversales. L’étude montre aussi l’effet très bénéfique 

de la prise en compte de réaction latérale du sol même pour de très faibles caractéristiques mécaniques du sol. 
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