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 ملخص
 

 

 غیر مشبعة دقیقة الحبیبات.اللھذه الأطروحة ھو تطویر نموذج میكانیكي ھیدرولیكي حراري للتربة  الھدف الرئیسي

ھو تلخیص  ,من ھذا العملو مع ذلك، فقد تم تطویر نموذج آخر میكانیكي حراري للتربة مشبعة. الجزء الأول 

الجزء الثاني من  سلوك ونماذج التربة تحت ضغوط میكانیكیة ھیدرولیكیة حراریة.الب ةمتعلقالبحوث الببلیوغرافیة لل

ھذا البحث یمثل صمیم عملنا. بدءا من معظم التطورات الحدیثة في نمذجة التربة  تحت ظروف غیر متساویة 

 إمكانیة اقتراح نموذج یقوم على مفھوم مساحة الحد الأقصى في  إطار ,امر ءيدافقد كان لدینا في ب الحرارة.

تم طرح نموذج آخر على أساس مفھوم الضغط الفعال في مجال  فقداستمرارا في ذلك  میكانیكي حراري مشبع.

                          التربة غیر المشبعة و درجة الحرارة. یمكن اعتبار ھذا الأخیر بدیلا جدیدا لنماذج المیكانیكیة

 الھیدرولیكیة الحراریة لتربة غیر المشبعة ,لأنھ أول نموذج  یصاغ من حیث الضغط الفعال ,درجة التشبع الفعال و 

  الحرارة .وفي ختام أمر، قد تم اعتماد الصیغ المقترحة مقارنة مع نتائج تجریبیة موجودة درجة

 

 الكلمات المفتاحیة 

حراري, مساحة الحد الأقصى, الضغط الفعال, درجة التشبع الفعال, درجة الحرارةمیكانیكي ھیدرولیكي   
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Résumé 
 

 

La présente thèse a pour objectif principale le développement d’un modèle thermo 

hydro mécanique des sols fins non saturés. Toutefois, un autre modèle 

thermomécanique des sols saturés a été développé. Le premier volet de ce travail se 

résume par une recherche bibliographique sur le  comportement et la modélisation THM 

des sols. Le deuxième volet de cette thèse illustre le cœur de notre travail. À partir des 

plus récentes avancées dans le domaine de la modélisation des sols en condition non 

isothermes, on a pu dans un premier temps, proposé un modèle basé sur le concept de la 

surface limite dans un cadre thermomécanique sauré. Dans la continuité, un autre 

modèle basé sur le concept de la contrainte effective  a été entendu au domaine des sols 

non saturés en température. Ce dernier, peut être considéré comme une nouvelle 

variante de modèles THM des sols non saturés, puisque c’est le premier modèle formulé 

en termes de contrainte effective-degré de saturation effective et température 

(p′, Se et T). Afin de valider toutes les formulations proposées, des simulations sont 

comparées avec des résultats expérimentaux existants. 

 

Mots clés : 

Thermo hydro mécanique, surface limite, contrainte effective, degré de saturation 
effective, température. 
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Abstract 
 

 

This thesis has as main goal the development of a thermo-hydro-mechanical model for 

unsaturated fine grained soils. However, another thermo mechanical model of saturated 

soils has been developed. The first part of this work is summarized by a bibliographic 

research on the behavior and modelling of soils under THM solicitations. The second 

part of this thesis illustrates the heart of our work. Starting from the most recent 

advances in the soils modelling under non-isothermal conditions, it has been possible in 

the first time, to propose a model based on the bounding surface plasticity in a 

thermomechanical saturated framework. In the continuity, another model based on the 

concept of effective stress was extended to the field of unsaturated soils under 

temperature. The latter, is a new variant of THM models based on the mean effective 

stress, effective saturation and temperature (p′, Se and T). Finally, the proposed 

formulations are supported by comparisons with existing experimental results. 

 

Keywords: 
 
Thermo-hydro-mechanical, bounding surface plasticity, mean effective stress, effective 
saturation, temperature. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

 

VI 
 

 
 



Liste des tableaux 
 
Tableau 1.1: Tableau récapitulatif de l’effet de la température sur la résistance au cisaillement en 
température, actualisé à partir de Ghembaza (2004). ...................................................................16 
Tableau 2.1: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de   Wu et al. 
(2004). .......................................................................................................................................36 
Tableau 2.2: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de Tang et Cui 
(2009). .......................................................................................................................................39 
Tableau 2.3: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de Khalili et 
Loret (2001). ..............................................................................................................................42 
Tableau 2.4: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de Bolzon et 
Shrefler (2005). ..........................................................................................................................44 
Tableau 2.5: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de François et 
Laloui (2008). ............................................................................................................................46 
Tableau 2.6: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de Mašín et 
Khalili (2011). ............................................................................................................................49 
Tableau 2.7: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle de Zhou et al. 
(2014). .......................................................................................................................................50 
Tableau 3.1: Paramètres utilisés dans les simulations. .................................................................67 
Tableau 4.1 Paramètres de simulation des travaux d’Uchaipichat et Khalili (2009). .....................84 
Tableau 5.1: Paramètre effective χ d’après plusieurs auteurs. ......................................................92 
Tableau 5.2: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de Huang et al (2005). ............. 125 
Tableau 5.3: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux d’Uchaipichat et Khalili (2009).
 ................................................................................................................................................ 126 
Tableau 5.4: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de Tarantino (2009). ................ 127 
Tableau 5.5: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de Ghembaza et al. (2007). ...... 128 
Tableau 5.6: Etats initiaux des échantillons avant les tests de compression oedométrique, François 
et al. (2007). ............................................................................................................................. 130 
Tableau 5.7: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux deFrançois et al. (2007). .......... 130 
Tableau 5.8: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de Sun et al. (2007a). ............... 133 
 

Liste des figures 
 
Figure 1.1: Effet de la température sur la densité spécifique, Wang et al (1990), réinterprété par 
Ghahremannejad (2003). .............................................................................................................. 4 
Figure 1.2: Variation des limites d’Atterberg avec la température. ............................................... 4 
Youssef et al. (1961), réinterprété par Ghembaza (2004). ............................................................. 4 
Figure 1.3: Effet du cycle de température sur les limites d’Atterberg,  Towhata et al. (1993a). ..... 5 
Figure 1.4: Limite de liquidité en température, Jefferson et Rogers (1998), réinterprété par Tang 
(2005). ........................................................................................................................................ 5 
Figure 1.5: Courbes de compactage à différentes températures, Youssef et al. (1961). .................. 6 
Figure 1.6: Variation de la teneur en eau  optimale en fonction de la température Youssef et al. 
(1961), réinterprété par Ghembaza (2004). ................................................................................... 6 
Figure 1.7: Effet de la température et de l’indice des vides initial sur la perméabilité, Sultan 
(1997). ........................................................................................................................................ 7 
Figure 1.8: Effet de la température et de la contrainte sur la perméabilité, Ghembaza et al. (2014).
 ................................................................................................................................................... 7 
Figure 1.9: Variation de la perméabilité en fonction de l’indice des vides initial à différentes 
températures et degrés de saturation, Romero (1999). .................................................................. 8 
Figure 1.10: Influence du cycle de température à contrainte constante sur la déformation 
volumique, Baldi et al. (1991). .................................................................................................... 9 
Figure 1.11: Influence du cycle de température à contrainte constante sur la déformation 
volumique, Del Olmo et al. (1996). .............................................................................................. 9 
Figure 1.12: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à différents OCR, 
Sultan et al. (2002). ....................................................................................................................10 
Figure 1.13: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à différents OCR, 
Cekerevak et Laloui (2004). .......................................................................................................10 

VII 
 

 
 



Figure 1.14: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à diff2rents OCR, 
Abuel-Naga et al. (2007a). ..........................................................................................................11 
Figure 1.15: Courbes de compression isotrope en température, Sultan et al. (2002). ....................12 
Figure 1.16: Courbes de compressions isotrope à températures constantes,                     
Uchaipichat et Khalili (2009). .....................................................................................................12 
Figure 1.17: Courbes de compressions isotrope à températures constantes, Ghembaza et al. (2014).
 ..................................................................................................................................................13 
Figure 1.18: Effet du cycle température sur une argile de Bangkok normalement consolidé, Abuel-
Naga et al. (2007a). ....................................................................................................................13 
Figure 1.19: Courbes de compression et de gonflement à différentes températures, .....................14 
Campanella et Mitchell (1968). ...................................................................................................14 
Figure 1.20: Courbes de compression et de gonflement à différentes températures, Abuel-Naga et 
al. (2007a). .................................................................................................................................14 
Figure 1.21: Influence de la température sur les indices de compression isotrope, .......................15 
Tanaka et al. (1997). ...................................................................................................................15 
Figure 1.22: Effet de la température sur le module de cisaillement G  des essais de cisaillement 
drainés et non drainé en température, Ghahremannejad (2003). ...................................................17 
Figure 1.23: Effet de la température sur le module sécant, (a) Ghembaza et al (2008), (b) 
Cekerevak et Laloui (2004) et (c) Abuel Naga et al. (2007b). ......................................................17 
Figure 1.24: Influence du cycle de température sur le volume spécifique à différents niveaux de 
chargement et de succion, Uchaipichat et Khalili (2009). ............................................................18 
Figure 1.25: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à différents niveaux 
contrainte et de succion, Tang et al. (2008). ................................................................................19 
Figure 1.26: Essai de compressions isotopes à succion et à température contrôlées, Tang et al. 
(2008). .......................................................................................................................................20 
Figure 1.28: Influence de la succion et de la température sur les paramètres et indices de 
compressions, (a) et (b) Romero et al. (2003), (c) Tang et al. (2008),  (d) Ye et al. (2012). ..........21 
Figure 1.29: Influence de la succion et de la température sur les paramètres et indices de 
compressions, Salager et al. (2008). ............................................................................................22 
Figure 1.30: Changement de volume en fonction de la succion sous contrainte et à température 
contrôlées, Uchaipichat et Khalili (2009). ...................................................................................23 
Figure 1.31: Comportement en température d’une pâte d’argile sableuse soumise à un drainage à 
contrainte nulle, Ghembaza et al. (2007). ....................................................................................24 
Figure 1.32: Comportement à température ambiante d’une pâte d’argile sableuse soumise à un 
cycle de drainage humidification à contrainte nulle, Ghembaza et al. (2007). ..............................24 
Figure 1.33: Essais de compression isotrope et d’humidification à température ambiante, Sun et al. 
(2007b). .....................................................................................................................................25 
Figure 1.34: Influence de l’indice des vides initiale sur les courbes de drainage et humidification, 
Tarantino et al. (2009). ...............................................................................................................26 
Figure 1.35: Influence de la température sur les courbes de drainage, Salager et al. (2011). .........27 
Figure 1.36: Effets de la contrainte mécanique en chargement déchargement sur la compressibilité 
et la saturation, Sharma (1998). ..................................................................................................27 
Figure 1.37: Effets de la succion et de la température sur la résistance au cisaillement d’une argile 
sableuse, Ghembaza et al. (2008). ...............................................................................................28 
Figure 1.37: Essais de cisaillement drainés à succion et à températures contrôlées, Uchaipichat et 
Khalili (2009). ............................................................................................................................29 
Figure 1.39: Effet de la succion sur droite d’état critique à température ambiante dans le plan 
(𝑝̅ − 𝑞) , (a) Wang et al. (2002) et (b) Estabragh et Javadi (2008). ...............................................30 
Figure 1.40: Droite d’état critique en fonction de la succion à température dans le plan (p’-q), 
(Uchaipichat, 2005; Uchaipichat et Khalili, 2009). ......................................................................30 
Figure 1.41: Effet de la température et de la succion sur le module sécant, Weibe et al. (1998)....31 
Figure 1.42: Effet de la température et de la succion sur le module sécant, Ghembaza et al. (2008).
 ..................................................................................................................................................31 
Figure 2.1: Surface de charges, Wu et al. (2004). ........................................................................36 
Figure 2.2: Surfaces de charges dans l’espace (p’ - T – s), Tang et Cui (2009). ...........................38 
Figure 2.3 : Chemin volumique THM, Khalili et Loret (2001). ....................................................40 
Figure 2.4: Evolution de la surface de charge dans le plan p’-q en fonction de la température et de 
la succion, Khalili et Loret (2001). .............................................................................................41 
Figure 2.5: Courbes de compressions simulées par Bolzon et Shrefler (2005). .............................43 
Figure 2.6: Fonctionnement du modèle de François et Laloui (2008). ..........................................45 

VIII 
 

 
 



Figure 2.7: Surfaces de charge THM, François et Laloui (2008). .................................................47 
Figure 2.8: Surfaces de charge hydrauliques des sols déformable, François et Laloui (2008). ......48 
Figure 3.1: Travail plastique, d’après Yu (2006). ........................................................................53 
Figure 3.2: Postulat de stabilité de Drucker (1952, 1958), d’après Yu (2006). .............................54 
Figure 3.3: Déformations élastique et élastoplastique isotrope, d’après François (2008). .............56 
Figure 3.4: Droite d’état critique dans les plans (lnp′ − ν) et (p’ − q), d’après Yu (2006). ...........57 
Figure 3.5: Fonctionnement des modèles Cam Clay sur chemin isotrope, d’après Yu (2006). .......57 
Figure 3.6: Surface de charge Cam Clay originale, Schofield et Wroth (1968) réinterprété par 
François (2008). .........................................................................................................................59 
Figure 3.7: Evolution de la surface de charge Cam Clay originale avec p′co, François (2008). .....59 
Figure 3.8: Surface de charge  type Cam Clay modifié. ...............................................................61 
Figure 3.9: Principe de la théorie de la surface limite, Dafalias et Herrmann (1980), réinterprété 
par François (2008). ...................................................................................................................62 
Figure 3.10 : Surfaces de charge (f) et (F) du modèle CASM B (Yu et Khong, 2003)...................64 
Figure 3.11: Influence du paramètre d sur le module d’écrouissage H, Yu et Khong (2003). ........66 
Figure 3.12: Influence du paramètre h sur le module d’écrouissage H, Yu et Khong (2003). ........66 
Figure 3.13: Simulation qualitative, OCR=1. ..............................................................................67 
Figure 3.14: Simulation qualitative, OCR=1.66. ..........................................................................67 
Figure 3.15: Simulation qualitative, OCR=10. .............................................................................68 
Figure 3.16: Simulation cyclique d’un sol normalement consolidé. .............................................68 
Figure 4.1: Influence du niveau de contrainte sur le paramètre 𝛼𝛼,  Abuel-Naga et al. (2007a). .....71 
Figure 4.2: Effet de la température sur  des droites de consolidation. ..........................................72 
Figure 4.3: Comparaison entre les équations de surface de charges thermomécaniques (équations 
4.9 à 4.13), François, (2008). ......................................................................................................74 
Figure 4.4: Mécanismes LY et TY du modèle de Cui et al. (2000). ..............................................75 
Figure 4.5 : Validation expérimentale de la surface de charge thermique TY par Abuel-Naga et al. 
(2007a). ......................................................................................................................................75 
Figure 4.6: Illustration d’essais d’échauffements à contrainte constante, François (2008) et Laloui 
et François (2009). .....................................................................................................................77 
Figure 4.7: Illustration d’essais de compression isotrope à température constantes, François (2008) 
et Laloui et François (2009). .......................................................................................................77 
Figure 4.8: Surfaces de charges thermomécaniques proposées. ....................................................78 
Figure 4.9: Fonctionnement du modèle, cas d’essais d’échauffement sous contrainte constante. ..80 
Figure 4.10 : Fonctionnement du modèle, cas d’un essai de compression isotrope à température 
constante. ...................................................................................................................................81 
Figure 4.11: Surfaces de charges thermomécanique proposées. ...................................................82 
Figure 4.12: Règle de projection dans le plan p’-q à température T. ............................................83 
Figure 4.13: Simulation des essais de compressions isotropes d’Uchaipichat et Khalili (2009) à 
température constantes. ..............................................................................................................85 
Figure 4.14: Simulation des essais d’échauffement-refroidissement d’Uchaipichat et Khalili (2009) 
à différents niveaux de contraintes. .............................................................................................85 
Figure 4.15: Simulation d’essai de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 25 °C 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). .................................................................................................86 
Figure 4.16: Simulation d’essai de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 40°C 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). .................................................................................................86 
Figure 4.17: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 60 °C, 
Uchaipichat et Khalili (2009). .....................................................................................................87 
Figure 4.18: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à température 25°C 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). .................................................................................................87 
Figure 4.19: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à température 40 °C 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). .................................................................................................88 
Figure 4.20: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à température 60 °C 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). .................................................................................................88 

 

 

 

IX 
 

 
 



 
Figure 5.1: Illustrations réinterprété par Nuth (2009) sur la droite d’état critique dans les plans 
(pnet-q) et  (p’-q) d’après les résultats expérimentaux de Sivakumar (1993) et Geiser et al. 
(2006),. ......................................................................................................................................91 
Figure 5.2: Déformation causée par la succion à differents niveaux chargements,  Delage et 
Graham (1996). ..........................................................................................................................94 
Figure 5.3: Droite de consolidation d’après le concept de la contrainte effective  (Sheng, 2011). .95 
Figure 5.4: Validation des équations (5.17) et (5.8) par Zhou et al. (2012a) à partir des données 
expérimentales de  Jotisankasa (2005). .......................................................................................98 
Figure 5.5: Surface de charges de Zhou et al (2012b). .................................................................99 
Figure 5.6: Simulation qualitative d’après  Zhou et al (2012b). ................................................. 101 
Figure 5.7: Illustration de l’équation THM de changement de volume proposée (équation (5.23)) 
dans le plan (lnp’ − ν). .............................................................................................................. 101 
Figure 5.8: Calibrage de l’équation (5.23) à partir des résultats expérimentaux d’Uchaipichat et 
Khalili (2009). .......................................................................................................................... 102 
Figure 5.9: Influence de la température et du degré de saturation effective sur le paramètre 
λ(Se, T). .................................................................................................................................... 103 
Figure 5.10: Lissage du paramètre a1 en fonction de la température par le biais de l’équation 
(5.24). ...................................................................................................................................... 103 
Figure 5.11: Surface de charge isotrope THM proposée. ........................................................... 105 
Figure 5.12: Surface de chargement (f) et surface limite (F) THM proposées dans différents plans.
 ................................................................................................................................................ 106 
Figure 5.13 : Règle de projection proposée en condition THM. ................................................. 107 
Figure 5.14: Exemple de simulation de l’effet d’hystérésis par le biais du modèle de Li (2005). 111 
Figure 5.15: Variables du modèle de Li (2005). ........................................................................ 111 
Figure 5.16: Variables du modèle de Zhou et al. (2012a). .......................................................... 112 
Figure 5.17: Simulation qualitative d’un essai de compression isotrope à succion et température 
contrôlées. ................................................................................................................................ 115 
Figure 5.18: Fonctionnement du modèle, cas d’essai d’échauffement sous succion et contrainte 
constantes................................................................................................................................. 118 
Figure 5.19: Fonctionnement du modèle, cas d’essai de drainage/humidification d’une boue à 
température-ambiante. .............................................................................................................. 119 
Figure 5.20: Fonctionnement du modèle, cas de sollicitations THM avec effondrement sous 
humidification. ......................................................................................................................... 121 
Figure 5.21: Fonctionnement du modèle, cas de sollicitations THM avec effet de saturation due à 
un changement mécanique. ....................................................................................................... 124 
Figure 5.22: Simulation des travaux de Huang et al (2005), essai cyclique de drainage-
humidification à température ambiante. .................................................................................... 125 
Figure 5.23: Simulation des essais de drainage à température et contraintes imposées 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). ............................................................................................... 126 
Figure 5.24: Simulation des travaux de Tarantino (2009, essais de drainage et d’humidification à 
température ambiante et à différents indices des vides initiaux. ................................................. 127 
Figure 5.25: Simulation des travaux de Ghembaza et al. (2007). essais de drainage à contrainte 
nulle et température imposées. .................................................................................................. 128 
Figure 5.26: Simulation des essais d’échauffement-refroidissement à succions et contraintes 
imposées d’Uchaipichat et Khalili (2009). ................................................................................ 129 
Figure 5.27: Calibrage de la courbe de drainage à partir des résultats de Péron et al. (2007). ..... 130 
Figure 5.28 : Simulation des essais de compression oedométrique à température et succion 
imposées de François et al. (2007). ........................................................................................... 131 
Figure 5.29: Simulation des essais de compression isotrope à température et succion imposées 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). ............................................................................................... 132 
Figure 5.30: Simulation des travaux de Sun et al. (2007a), essai d’humidification à contrainte 
imposée et à température ambiante. .......................................................................................... 133 
Figure 5.31: Simulation des essais de cisaillement drainés d’Uchaipichat et Khalili (2009) à 
succions et à température imposées. .......................................................................................... 134 
 

X 
 

 
 



Introduction générale   
 
     

Introduction générale 
 
Le sol peut être soumis à des sollicitations thermiques dans diverses applications du 
Génie Civil. Parmi les principales, on peut citer: Le stockage des déchets radioactifs 
dans les formations géologiques profondes, le cas des câbles à haute tension enterrés à 
de faibles profondeurs ainsi que la géothermie. 
 
Un changement de température, peut non seulement entrainer des dégradations des 
caractéristiques physico-chimiques et hydrauliques des sols mais peut aussi influencer 
les champs de contraintes et déformations dans lesquels se trouve ce dernier. Ce qui a 
conduit les chercheurs durant plusieurs années à étudier le phénomène avec beaucoup 
d’attention, tant au niveau expérimental qu’au niveau théorique. 
 
Dans ce contexte, nous présentons une thèse qui s’inscrit dans le cadre des sols fins 
saturés et non saturés dans des conditions non isothermes. Le travail présenté est 
scindée en deux parties.  
 
La première partie s’étale sur deux chapitres, avec un premier chapitre consacré à une 
recherche bibliographique sur les comportements thermo-mécanique des sols saturés et 
le thermo-hydro-mécanique des sols non saturés. Toutefois, les protocoles avec lesquels 
les essais expérimentaux ont été menés ne sont pas traités par la présente thèse.  
 
Le deuxième chapitre, illustre une présentation sommaire des modèles thermo hydro 
mécanique des sols non saturés existants. 
 
Cette étude bibliographique nous a permis, d’une part de constater les différents aspects 
dans lesquels se trouvent les sols saturés et non saturés soumis à des sollicitations 
thermohydromécanique. D’autres part, ça nous a permis aussi, de faire une synthèse sur 
la modélisation THM des sols non saturé, où nous avons tiré profit des plus récentes 
avancées dans ce domaine, tout en soulignant certaines limites qui nous ont été utiles 
pour la présentation de la deuxième partie de cette thèse. Cette deuxième partie de la 
thèse représente le cœur de notre travail qui comporte les trois derniers chapitres,  
 
En chapitre 3, les principes de la théorie de l’élastoplasticité et du concept Cam Clay 
sont exposés, ainsi nous avons pu souligner leurs avantages et leurs limites. 
Notamment, dans la description de transition du domaine élastique vers le domaine 
élastoplastique, ceci qui nous a permis de nous tourner vers le concept de la surface 
limite (Bounding Surface Plasticity) qui figure parmi les théories les plus avancées.  
 
Dans ce contexte, le modèle CASM B (Yu et Khong, 2003) basé sur cette théorie, est 
présenté. La capacité de ce dernier à simuler le comportement des sols saturés à 
température ambiante, est appuyé par la présentation de simulations qualitatives d’essais 
de cisaillement à différents degrés de surconsolidation. 
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Ensuite en chapitre 4, en s’inspirant du modèle CASM B ainsi que des travaux de 
Cekerevak et Laloui (2003), François (2008) et Laloui et François (2009). Un modèle 
thermomécanique des sols saturés est développé dans un mécanisme isotrope 
thermomécanique, qui est étendue par la suite aux chemins triaxiaux déviatoire. Afin, de 
mettre évidence les performances du modèle proposé des simulations qualitatives sont 
présentés. 
 
Dans la continuité le cinquième chapitre, le dernier, décrit un modèle thermo hydro 
mécanique des sols non saturés basé sur le concept de la contrainte effective, qui prend 
en compte la majeure partie des comportements des sols non saturés en condition non 
isotherme. Toutefois, l’anisotropie du sol, le fluage, le comportement THM des sols en 
conditions non drainés ne sont pas traités. Il peut être considéré comme une nouvelle 
variante de modèles THM des sols non saturés, puisque c’est le premier modèle formulé 
en termes de contrainte effective-degré de saturation effective et température.   
 
La conception du modèle THM proposée tire profit des dernières avancées dans la 
modélisation des sols non saturés (François et Laloui, 2008; François, 2008; Sheng et 
al., 2011; Zhou et al., (2012a, 2012b); Zhou et al., 2014). Il s’inscrit aussi dans la 
continuité du modèle thermomécanique des sols saturés développé en chapitre 4. Pour 
conclure, le modèle THM proposée est aussi validé par des résultats expérimentaux 
issus de la littérature.   
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Chapitre 1  

Comportement themo-hydro-mécanique des sols  

 
 
 
 
1.1 Introduction 
 
La température peut affecter d’une manière significative les propriétés physiques et 
mécaniques des sols. Notamment par son impact sur la densité des grains solides, la 
limite de liquidité, la limite de plasticité (limites d’Atterberg), la perméabilité ainsi que 
sur les courbes de comptages. Par ailleurs, hormis les sollicitations mécaniques, la 
succion est aussi un facteur important qui peut affecter d’une manière significative le 
comportement des sols partiellement saturés. 
  
Dans ce contexte, une synthèse bibliographique sur les comportements 
thermomécaniques des sols saturés et thermo-hydro-mécanique des sols non saturés est 
présentée. Cependant, les protocoles d’essais et les techniques expérimentales ne sont 
pas abordés par la présente thèse. 
 
1.2 Effets de la température sur les propriétés physiques des sols 
fins 

1.2.1 Effets de la température sur la densité des grains solides 
 
Plusieurs chercheurs ont constaté des changements dans la densité des grains solides à 
des températures très élevées (Ghahremannejad, 2003).  Dans ce même contexte. Wang 
et al. (1990) ont menés des expériences d’échauffements sur deux types d’argile en 
forme de poudre à savoir la Kaolin et la Western Bentonite (figure 1.1). Les mesures de 
densité ont été effectuées au dessiccateur après refroidissement des échantillons. Les 
auteurs ont constatés une chute nette de la densité des grains solides de la Kaolin à partir 
de 400°C puis une légère augmentation à partir de 500 °C, mais à des températures 
inférieures l’effet de la température est négligeable. Par contre, pour la Bentonite, la 
densité des grains solides enregistre une très légère augmentation à partir de  200°C 
jusqu’à 600° C mais qui peut être négligeable. 
 
D’après Ghahremannejad (2003) des résultats similaires à la Bentonite (densité 
spécifique négligeable en température), sont confirmés pour des températures jusqu’à 
1000°C par Grim (1968) sur des argiles très gonflantes (Smectite clay, Wyoming 
Montmorillonite). 
 
1.2.2 Effets de la température sur les limites d’Atterberg 
 
D’après Ghembaza (2004), Youssef et al. (1961) ont été les premiers chercheurs à avoir 
étudié l’effet de la température sur les limites d’Atterberg. Leur investigations ont été 
réalisé sur trois argiles (soft dark Clay, medium dark Clay et stiff brown Clay) pour une 
plage de température variant entre 15° à 35 °C. Les résultats de leurs essais montrent 
clairement une diminution des limites d’Atterberg avec l’augmentation de la 
température (figure 1.2). Ceci est expliqué par une diminution de la viscosité de l’eau 
avec l’augmentation de température (Youssef et al. 1961).  
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Figure 1.1: Effet de la température sur la densité spécifique, Wang et al (1990), 
réinterprété par Ghahremannejad (2003). 

 

 
 

Figure 1.2: Variation des limites d’Atterberg avec la température. 
Youssef et al. (1961), réinterprété par Ghembaza (2004). 

 
Par des températures plus élevés, Towhata et al. (1993a) ont effectués des essais pour 
étudier l’influence du cycle préchauffage-refroidissement sur les limites d’Atterberg de 
deux poudre d’argiles. La première et une (MC clay) et la deuxième est une Bentonite 
(figure 1.3). Les échantillons ont été préchauffés pendant cinq jours sous différentes 
températures allant 60°C et 200°C, puis refroidit à la température ambiante.  
 
À première vue, le cycle de température opéré sur la poudre (MC clay) n’influe que peu 
sur les valeurs de la limite de liquidité et de plasticité de cette dernière voir figures 
(1.3a) et (1.3b). Le même constat est fait pour la limite de plasticité de la Bentonite. Par 
contre, une légère fluctuation en température est observée dans la limite de liquidité de 
la Bentonite, cette fluctuation peut être négligeable au sens des interprétations de 
Towhata et al. (1993a).  
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Figure 1.3: Effet du cycle de température sur les limites d’Atterberg,           
Towhata et al. (1993a). 

 
Par ailleurs, Jefferson et Rogers (1998) ont étudié l’influence de la température sur les 
limites de liquidité d’une kaolinite, d’une bentonite du Wyoming et des mélanges de ces 
deux argiles à différents dosages (figure 1.4). Comme pour Youssef et al. (1961), la 
limite de liquidité de la kaolinite diminue avec l’augmentation de température. En 
revanche, dans la bentonite elle augmente. Concernant, les mélanges des deux argiles, 
l’augmentation de la limite de liquidité avec la température est d’autant  plus marquée 
lorsque le pourcentage de bentonite est élevé. 
 
Selon Jefferson et Rogers (1998) tel que reporté par Tang (2005), une augmentation de 
température entraine la coagulation des feuillets ainsi qu’une augmentation de la 
résistance d’adhésion entre les particules. Par conséquent, cette coagulation augmente la 
limite de liquidité et comme l’effet physico-chimique domine dans la bentonite, l’effet 
de la coagulation l’emporte sur l’effet de diminution de  la viscosité de l’eau. 
 

 
 

Figure 1.4: Limite de liquidité en température, Jefferson et Rogers (1998), 
réinterprété par Tang (2005). 
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1.2.3 Effets de la température sur les courbes de compactage 
 
Les essais expérimentaux traitant de l’effet de la température sur les courbes de 
compactages sont assez rares. Parmi eux, on trouve les travaux de Youssef et al. (1961) 
mentionnés par Ghembaza (2004) établis à des températures relativement modérées (de 
15°C à 35°C). Les courbes de compactages en températures montrent, d’une part, une 
augmentation de la densité sèche et en d’autre part une diminution de la teneur en eau 
optimale lorsque la température augmente (figure 1.5). Dans ce sens Youssef et al. 
(1961) proposent une relation linéaire entre la teneur en eau optimale Proctor et la 
température (figure 1.6). 
 

 
 

Figure 1.5: Courbes de compactage à différentes températures,                       
Youssef et al. (1961). 

 

 
 
Figure 1.6: Variation de la teneur en eau  optimale en fonction de la température 

Youssef et al. (1961), réinterprété par Ghembaza (2004). 
 
1.2.4 Effets de la température sur la perméabilité 
 
Dans les dernières décennies, l’effet de la température sur la perméabilité des sols 
saturés a été largement étudié par plusieurs auteurs (Habibagahi, 1977; Morin et Silva, 
1984; Towhata et al., 1993b; Sultan, 1997; Khemissa, 1998).  La figure 1.7 montre les 
résultats expérimentaux de Sultan (1997), qui a étudié les effets de l’indice des vides 
initiale et de la température sur la perméabilité de l’argile de Boom saturée, d’après 
cette figure la perméabilité semble augmenter en température, par contre elle diminue 
lorsque l’indice des vides initial diminue. 
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Figure 1.7: Effet de la température et de l’indice des vides initial sur la 
perméabilité, Sultan (1997). 

 
Une augmentation de température induit un accroissement du coefficient de 
perméabilité des sols saturés. Cette observation s’explique par une augmentation de la 
viscosité de l’eau avec la température (Ghembaza, 2004; Tang, 2005). Par contre, 
d’après  Tang (2005), Cho et al. (2000) ont trouvé que la perméabilité intrinsèque des 
échantillons de bentonite compactée était insensible à la température allant de 20 °C à 
150 °C. 
 
Très récemment, les travaux Ghembaza et al. (2014) sur les effets de la température sur 
la perméabilité d’une argile sableuse saturée, confirment aussi l’augmentation de la 
perméabilité lorsque la température augmente (figure 1.8a), ainsi que la diminution de 
cette dernière lorsque la contrainte augmente (figure 1.8b). 
 

 
 
 

Figure 1.8: Effet de la température et de la contrainte sur la perméabilité, 
Ghembaza et al. (2014). 
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Dans le domaine des sols non saturés, les premières études sur l’effet de la température 
sur la perméabilité ont été menées sur des sols sableux non saturés. Les recherches de 
Haridasan et Jensen (1972); Hopmans et Dane (1986); Saha et Tripathi (1979) ont 
montré les résultats principaux suivants: (a) la conductivité hydraulique en fonction de 
la teneur en eau augmente avec l’augmentation de la température; (b) la conductivité 
hydraulique en fonction de la succion est insensible au changement de la température 
(Tang, 2005). 
 
Toujours dans le domaine non saturés, Romero (1999) a étudié l’effet de la température 
sur la perméabilité de l’argile de Boom à différents degrés de saturation, indices des 
vides et températures (figure 1.9).  À température 22 °C, la perméabilité semble moins 
importante que celle à 80 °C pour des degrés de saturations Sr = 85±5% et Sr = 95±5%. 
En revanche, pour un degré de saturation Sr = 75±5%, la perméabilité ne semble pas du 
tout affectée par la température. 
 

 
 
Figure 1.9: Variation de la perméabilité en fonction de l’indice des vides initial à 

différentes températures et degrés de saturation, Romero (1999). 
 
1.3 Comportement thermomécanique des  sols  saturés 
 
Deux types d’essai sont distingués: (1) les essais à charge mécanique constante avec 
températures variables et (2) les essais mécaniques en conditions isothermes. Le premier 
type d’essai permet de voir l’effet direct des sollicitations thermiques sur le sol, alors 
que le deuxième permet d’observer l’effet de la température sur le comportement 
mécanique de ce dernier (Tang, 2005). 
 
1.3.1 Effets des sollicitations thermiques à contrainte constante 
 
Baldi et al. (1991) ont menées une série d’essais sur des échantillons d’argile de Boom 
saturés. Les échantillons en question étaient préparé à differents degrés de 
surconsolidations OCR 1, 2 et 6 avant de leur appliqués un cycle thermique (20°C-
95°C-20°C) à contrainte constante.  La figure (1.10), illustre les résultats de ces essais. 
Sous échauffement de 20 °C à 95 °C, les échantillons à OCR=1 et OCR=2 présentent un 
comportement contractant.  
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Par ailleurs, l’échantillon à OCR 6 présente un comportement purement dilatant. Sous 
refroidissement 95°C-20°C, les trois échantillons montrent une réponse  purement 
contractante de  même allure. 
 

 
 

Figure 1.10: Influence du cycle de température à contrainte constante sur la 
déformation volumique, Baldi et al. (1991). 

 
La figure (1.11) présente les résultats de Del Olmo et al. (1996) qui ont réalisé des 
essais d’échauffement-refroidissement drainés sur trois argiles naturelles (argile de 
Boom, argile de Pasquasia et argile d’Espagne) à differents niveaux de contraintes 1, 3 
et 6 MPa. L’échauffement de 20 °C à 95 °C a engendré une dilatation à contrainte 1 
MPa. Par ailleurs, une contraction est observée pour les échantillons à contraintes 3 et 6 
MPa. Comme pour l’essai de Baldi et al (1991) de la figure (1.10), le refroidissement 
des trois échantillons ne provoque qu’une déformation contractante. 
 

 
 

 
Figure 1.11: Influence du cycle de température à contrainte constante sur la 

déformation volumique, Del Olmo et al. (1996). 
 
Sultan et al. (2002) ont étudié la déformation volumique de l’argile de Boom sous 
sollicitation thermique. Trois essais d’échauffement et de refroidissement ainsi que deux 
essais d’échauffement étaient réalisés en cellule triaxiale à pression isotrope constante 
(à differents degrés de surconsolidation, OCR). Les résultats sont montrés sur la figure 
(1.12). L’échauffement des échantillons normalement consolidés (rapport de 
surconsolidation, OCR= 1) a induit une contraction.  Par contre, il a entraîné une 
dilatation suivie d’une contraction pour des échantillons surconsolidés (OCR=2 et 12). 
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La température à laquelle le comportement volumique passe de dilatant à contractant 
augmente au fur et à mesure que le degré de surconsolidation augmente. D’après Tang, 
(2005), les mêmes observations étaient constatées par Bali et al. (1988), Robinet et al. 
(1997), Burghignoli et al. (2000) sur d’autres argiles.  
 

 
 

Figure 1.12: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à 
différents OCR, Sultan et al. (2002). 

 
Les travaux de Cekerevak et Laloui (2004) effectués sur l’argile MC (figure 1.13) ainsi 
que les travaux d’Abuel-Naga et al. (2007a) menés sur des échantillons d’argiles de 
Bangkok (figure 1.14) viennent eux aussi conforter les observations mentionnées plus 
haut. 
 

 
 

Figure 1.13: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à 
différents OCR, Cekerevak et Laloui (2004). 

 
D’après Tang (2005), l’effet de la température sur la résistance des contacts entre les 
grains du sol peut expliquer ces comportements volumiques sous sollicitation 
thermique. D’une part, un échauffement entraîne une dilatation des grains du sol, 
d’autre part, il diminue la résistance des contacts entre les grains. Dans les cas à faible 
contrainte ou à degré de surconsolidation élevé, la dilatation des grains engendre un 
gonflement volumique au niveau macroscopique du sol. Ce gonflement est souvent 
réversible lors du refroidissement. Par contre, dans les cas à forte contrainte ou faible 
OCR, la diminution de la résistance des contacts entre des grains entraîne un 
effondrement sous contrainte dans la structure du sol. Ce phénomène cause une 
densification du sol et donc une diminution de volume qui est plus dominante que la 
dilatation des grains et qui est irréversible au refroidissement. 
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Figure 1.14: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à 
diff2rents OCR, Abuel-Naga et al. (2007a). 

 
1.3.2 Effet de la température sur le comportement mécanique 

1.3.2.1 Effet de la température sur la pression de préconsolidation 
 
La diminution de la pression de préconsolidation des sols saturés due à l’augmentation 
de température a été observée sur plusieurs types d’argile (Tidfors et Sallfors, 1989; 
Erikson, 1989; Moritz, 1995; Boudali et al., 1994; Belanteur et al., 1997; Sultan et al., 
2002; Cekerevac et Laloui, 2004; Abuel-Naga et al., 2007a). Sur d’autres types de sols 
on trouve, les travaux de François et al. (2007) effectués sur un sable limoneux, les 
travaux d’Uchaipichat et Khalili (2009) effectués sur un sol limon ainsi que travaux de 
Ghembaza et al. (2014) menés sur des échantillons d’argile sableuse. 
 
La figure (1.15) montre les résultats des essais de compression isotrope effectués de 
Sultan (2002) sur des échantillons d’argile de Boom à températures constantes. Les 
échantillons d’argile de Boom ont été initialement consolidés à température ambiante 
sous contraintes isotropes supérieures à 4 MPa, ensuite chauffés 100°C. Trois des quatre 
échantillons ont subis des refroidissements respectifs à 23 °C, 40 °C et 70 °C. 
Finalement, un chargement mécanique isotrope en condition isotherme a été appliqué à 
chaque échantillon. Les résultats de ces tests montrent clairement une diminution de la 
pression de préconsolidation avec la température. 
 
Sur des plages de contraintes plus faibles (≤200 kPa), Uchaipichat et Khalili (2009) ont 
mené des essais de compression isotrope sur un limon de la région de Bourke 
(Australie) à différentes températures 25, 40 et 60°C (figure 1.16). Leurs résultats 
confirment aussi la diminution de la pression de préconsolidation en température. 
  
Sur chemins oedométrique et isotrope, François et al. (2007) ont étudié l’influence de la 
température sur les courbes de compression à températures constantes d’un sable 
limoneux. Le même constat cité plus haut est confirmé, en d’autre terme, la diminution 
de la pression de préconsolidation avec l’augmentation de température.  
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Figure 1.15: Courbes de compression isotrope en température,                           
Sultan et al. (2002). 

 
 

 
 
 

Figure 1.16: Courbes de compressions isotrope à températures constantes,                     
Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
Récemment, Ghembaza et al. (2014) ont étudiés les effets de la température sur la 
pression de préconsolidation d’une argile sableuse, où ils ont aussi constaté une 
diminution de la pression de préconsolidation avec la température (figure 1.17).  
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Figure 1.17: Courbes de compressions isotrope à températures constantes,                     
Ghembaza et al. (2014). 

 
Par ailleurs, l’effet de la température ne fait pas que baisser la pression de 
preconsolidation. En effet, d’après les travaux d’Abuel-Naga et al. (2007a), les courbes 
de compressions isotrope montrent une augmentation de la pression de préconsolidation 
après qu’un échantillon d’argile de Bangkok normalement consolidé (𝑝’𝑐= 100 kPa) ait 
subi un cycle de température 22-90-22°C puis un chargement jusqu’à 200 kPa (figure 
1.18). Dans ce contexte, les travaux de Sultan et al. (2002) sur l’argile de Boom 
conforme eux aussi cette observation. 
 

 
 

Figure 1.18: Effet du cycle température sur une argile de Bangkok normalement 
consolidé, Abuel-Naga et al. (2007a). 

1.3.2.2 Effet de la température sur les paramètres de compressibilité 
 
Campanella et Mitchell (1968) ont étudié les courbes de compressions isotropes d’une 
Illite à des températures constantes variant entre 24.7 et 51.4°C. La figure (1.19) montre 
le décalage de ces courbes vers le bas, en température ces dernières restent parallèles les 
unes aux autres. Ce qui signifie que  les indices de compression 𝐶𝑐 et de gonflement 𝐶𝑠 
sont indépendants de la température. 
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Figure 1.19: Courbes de compression et de gonflement à différentes températures,  

Campanella et Mitchell (1968). 
 
Les mêmes types d’essais ont été réalisés par Fleureau (1972) sur une argile naturelle de 
Vallauris, par Despax (1976) sur l'argile noire, par Lingnau et al. (1995) sur un mélange 
bentonite/sable, par Burghignoli et al. (2000) sur trois sols argileux d’Italie, et par 
Belanteur et al. (1997) sur l’argile du Bassin parisien, une kaolinite et une smectite. 
Tous ces travaux ont montré que les indices de gonflement et de compression étaient  
insensibles à la température (Tang, 2005). 
 
La figure (1.20) présente les résultats obtenus par Abuel-Naga et al. (2007a) sur chemin 
isotrope. Les échantillons d’argile de Bangkok ont été soumis à une contrainte isotrope 
de 400 kPa sous deux températures 25 et 70 °C. À partir de ces résultats, les indices de 
compression et de gonflement semblent inaffectés par la température ce qui confirme les 
observations suscitées. 
 

 
 
Figure 1.20: Courbes de compression et de gonflement à différentes températures, 

Abuel-Naga et al. (2007a). 
 
Cependant, d’après Ghembaza (2004), Tanaka et al. (1997) et Sultan (1997) concluent à 
travers leurs expériences que les paramètres de compression isotropes (c-à-d, les pentes 
des droites de consolidation) à différentes températures peuvent être considérées comme 
parallèles pour les faibles contraintes mécaniques (<1MPa). En revanche, ces courbes 
convergent vers une même pente pour de fortes contraintes (figure 1.21).  
 
 

Contrainte effective verticale (kPa)
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Par ailleurs, une augmentation de la pente de gonflement en température a été observée 
par Graham et al. (2001), par contre pour Ghahremannejad (2003) elle diminue. 
 

 

 
 
 
Figure 1.21: Influence de la température sur les indices de compression isotrope, 

Tanaka et al. (1997). 
 
1.3.4 Comportement déviatorique en conditions isothermes 

1.3.4.1 Effet de la température sur la résistance au cisaillement  
 
D’après Sultan (1997) et Ghembaza (2004), certains résultats expérimentaux montrent 
une augmentation de la résistance au cisaillement lorsque la température augmente, 
alors que d’autre montrent la diminution de cette résistance lorsque la température 
augmente.  
 
Par ailleurs, il a d’autres résultats qui montrent que la résistance au cisaillement est 
insensible à la température  (Kuntiwattanakul  et  al., 1995, Ghembaza et al., 2008). 
 
Ce qui signifie, qu’hormis les effets de la température sur le comportement déviatorique  
des sols saturés, la densité initiale des échantillons de sol, l’historique du chemin de 
consolidation thermo mécanique, les conditions de drainages peuvent eux aussi 
influencés ce comportement.  
 
Afin de résumer l’effet de la température sur la résistance au cisaillement des sols, 
Ghembaza (2004) a fait une synthèse de plusieurs résultats expérimentaux où figurent 
les états initiaux des échantillons, les conditions de consolidation thermomécanique 
ainsi que les conditions de drainage. Le tableau (1.1) montre cette synthèse 
bibliographique que nous avons  complétée et actualisée. 
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Tableau 1.1: Tableau récapitulatif de l’effet de la température sur la résistance au 

cisaillement en température, actualisé à partir de Ghembaza (2004). 
 

 
 Conditions  d’essai   
 Etat initial  Cons. thermique Cisaillement  q - (T)  

Mitchell   (1964) NC - Drainé Non drainé* ↓ 
Sherif  et  Burrous (1969)  SC IP=33 Non drainé Drainé ↓ 

Houston et al. (1985) NC IP=47 Drainé Drainé ↑ 

Hueckel et Baldi. (1990) SC, OCR=5 
 et 12.5 - Drainé Drainé ↓ 

Tanaka et al. (1995) 
NC 

WL=31 
Drainé Non drainé ↑ 

SC, OCR=2 Drainé Non drainé ↑ 

Kuntiwattanakul  et  al. (1995) 
NC 

IP=41 
Drainé Non drainé ↑ 

SC, OCR=2.2 Drainé Non drainé = 
De Bruyn et Thimus  (1995) SC IP=51 Non drainé Non drainé ↓ 

Sultan (1997) 
NC - Non drainé Non drainé ↓ 
SC - Non drainé Non drainé ↓ 

De Bruyn (1999) NC IP=42 Non drainé Non drainé ↓ 
Cekerevak et Laloui (2004) NC, SC - Drainé Drainé ↓ 
Abuel-Naga et al. (2007b) NC, SC IP=60 Drainé Non Drainé ↑ 

Ghembaza et al. (2008) 
Compacté  

IP=19 
Drainé Non drainé ↑ , ↓ 

NC Drainé Non drainé = , ↓ 
SC Drainé Non drainé = , ↓ 

Uchaipichat et Khalili (2009) SC - Drainé Drainé ↓ 

1.3.4.2 Effet de la température sur la droite d’état critique 
 
L’effet de la température sur la droite d‘état critique (M) n’est pas clairement établis 
(Sultan, 1997; Ghembaza 2004). Certains chercheurs comme Despax (1976) qui ont fait 
leurs essais sur une argile noire, Hicher (1974) sur une argile noire, Belanteur et al. 
(1997) sur une kaolinite reconstituée, De Bruyn (1999) sur l’argile de Boom et 
Ghahremannejad (2003) sur une argile M44 reconstituée, ont constaté une diminution 
de la pente M avec l’augmentation de température.  
 
D’autres chercheurs ont remarqué qu’au contraire, la droite M est insensible à la 
température comme Hueckel et Pellegrini (1989) sur une argile limoneuse de Pontida, 
Tanaka et al. (1995) sur une argile illitique, Cekerevak et Laloui (2004) sur l’argile 
Kaolin, Abuel-Naga et al. (2007b) sur l’argile de Bangkok, Ghembaza et al. (2008) sur 
une argile sableuse et Uchaipichat et Khalili (2009) sur un sol limoneux.  
 
Par ailleurs, Hueckel et Baldi (1990) ont constaté que la pente (M) de l’argile de Boom  
augmente avec la température.  
 
D’après Mašín et Khalili (2011) la plus part des interprétations sur ce sujet convergent 
vers une droite d’état critique (M) indépendante de la température. 
 

16 
 



Comportement thermo-hydro-mécanique des sols 
 
 
1.3.4.3 Effet de la température sur le module de cisaillement 
 
Ghahremannejad (2003) ont réalisé des essais de cisaillement  triaxiaux drainés et non 
drainés en température sur des échantillons d’argile M44 reconstituée. Les essais de 
cisaillement drainé et non drainé en température (Figure 1.22), montrent une diminution 
du module G avec l’augmentation de la température pour les très faibles déformations 
(inférieur à 0.2 %), cette diminution commence à s’estomper pour des déformations 
déviatoriques supérieures à 0.8% valeur à partir de laquelle le module G n’est plus 
influencé par la température. 
 

 
 
Figure 1.22: Effet de la température sur le module de cisaillement G  des essais de 

cisaillement drainés et non drainé en température, Ghahremannejad (2003). 
 
Par ailleurs, les travaux de Ghembaza et al (2008) sur une argile sableuse montrent aussi 
une diminution du module sécant lorsque la température augmente (figure 1.23a). En 
revanche d’autres chercheurs ont constaté, qu’au contraire le module sécant augmente 
avec la température: Cekerevak et Laloui (2004) sur l’argile Kaolin à différents degrés 
de surconsolidation en condition drainés (figure 1.23b), Abuel Naga et al. (2007b) sur 
l’argile de Bangkok normalement consolidé en conditions drainées et non drainées 
(figure 1.23c). 

 

 
 

Figure 1.23: Effet de la température sur le module sécant, (a) Ghembaza et al 
(2008), (b) Cekerevak et Laloui (2004) et (c) Abuel Naga et al. (2007b). 
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1.4 Comportement thermo hydro mécanique des sols non saturés  
 
1.4.1 Effets des sollicitations thermiques à contrainte et succion constantes  
 
Uchaipichat et Khalili (2009) ont réalisé une série d’essais sur un limon de la région de 
Bourke (Australie) afin d’étudier à contrainte constante l’influence de la température et 
de la succion sur les déformations volumiques. Les échantillons ont été préalablement 
saturés et après saturation soumis à une pression effective isotrope égale à 200 kPa, puis 
déchargés à différentes contraintes isotrope égales à 50 (figure 1.24a), 100 (figure 
1.24b), 150 kPa (figure 1.24c) sauf un échantillon qui a été maintenu à 200 kPa(figure 
1.24d). Par la suite avant que les échantillons ne soient chauffés puis refroidit, un 
drainage sous différentes succions (0-100 - 300 kPa) est appliqué.  
 
Le résultat de ces essais (figure 1.24) montre le même comportement en échauffement 
qu’un sol saturé, à savoir une contractance pour les échantillons normalement 
consolidés et faiblement surconsolidés ainsi qu’une dilatance pour les cas fortement 
surconsolidés. Aussi le même comportement sous refroidissement est constaté, c’est à 
dire une déformation contractante. Toutefois, la seule distinction entre l’état saturé et 
non saturé se résume par  la diminution du potentiel contractant et dilatant avec 
l’augmentation de la succion. 
 
 

 
 

Figure 1.24: Influence du cycle de température sur le volume spécifique à 
différents niveaux de chargement et de succion, Uchaipichat et Khalili (2009). 
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Par ailleurs, à des succions et contraintes plus élevés Tang et al. (2008) ont réalisé une 
série d’essais d’échauffement refroidissement sur des échantillons de bentonite MX80 
gonflante compactée (figure 1.25), l’état initial des échantillons est sous contrainte 
isotrope de 0.1 MPa et succion de 110 MPa. Le chemin THM appliqué se résume selon 
le cas, par une humidification (succion 110 MPa, 39 MPa et 9 MPa), chargement 
mécanique (contrainte isotrope nette 0.1 MPa, 5 MPa) et cycle d’échauffement- 
refroidissement. Le résultat de ces essais montre que le potentiel dilatant des 
échantillons soumis à un échauffement (25-80 °C) et à succion 110 MPa diminue 
lorsque la contrainte augmente. Par ailleurs, les échantillons sous succion 39MPa sont 
dilatant dans le cas où la pression de confinement isotrope est égale à 0.1 MPa et 
contractant dans le cas où cette dernière est égale à 5 MPa. L’essai à succion 9 MPa et 
contrainte isotrope 0.1 MPa enregistre presque la même déformation que l’essai à 
succion de 39 MPa et pression de confinement de 5 MPa. La figure 1.25 montre aussi 
une réponse contractante des échantillons qui sont soumis aux refroidissements. 
 

 
 

Figure 1.25: Influence du cycle de température sur la déformation volumique à 
différents niveaux contrainte et de succion, Tang et al. (2008). 

 
1.4.2 Effet de la température et de la succion sur le comportement 

mécanique 

1.4.2.1 Effet de la succion et de la température sur la pression de préconsolidation 
 
Dans cette partie, des essais de compressions isotropes à température et à succion 
contrôlées sont présentés. Dans ce contexte, Tang et al. (2008) ont réalisé des essais 
similaires sur des échantillons de bentonite MX80 gonflante compactée (figure 1.26). À 
travers ces essais, les auteurs ont voulu étudié l’influence de la température et de la 
succion sur la pression de préconsolidation où ils ont constaté que cette dernière 
diminue avec la température et augmente avec la succion (figure 1.26 d).  Les mêmes 
résultats ont été trouvés par Romero (1999) sur une argile de Boom, par Ghembaza 
(2004) sur une argile sableuse, par François et al. (2007) sur un sable limoneux, par 
Uchaipichat et Khalili (2009) sur un limon ainsi que par Ye et al. (2012) sur une 
bentonite GMZ01 compactée (figure 1.27). 
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Figure 1.26: Essai de compressions isotopes à succion et à température 
contrôlées, Tang et al. (2008). 

 
 

 
 

Figure 1.27: Essais de compressions isotopes à succion et à température 
contrôlées, Ye et al. (2012). 
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1.4.2.2 Effet de la succion et de la température sur les paramètres de 

compressibilité 
 
La température et la succion ont un impact direct sur les paramètres de compressibilité 
des sols non saturés. Dans ce cadre, sur chemin oedométrique Romero et al. (2003) ont 
réalisés des essais de compression à température et à succion contrôlées sur deux 
échantillons d’argile de Boom compactés à deux densités γd =16.7 kN/m3 et γd =13.7 
kN/m3(figure 1.28a, b). Le résultat montre que les indices de compression et de 
gonflement diminuent avec l’augmentation de succion et qu’au contraire ils augmentent 
avec l’augmentation de température. Sur chemin isotrope, les résultats de compressions 
à succions contrôlées réalisés par Tang et al. (2008) sur des échantillons de bentonite 
MX80 gonflante compactée confirment à température ambiante la diminution des 
paramètres de compression λ et de gonflement κ avec l’augmentation de la succion 
(figure 1.28 c). 
 
Par ailleurs, Ye et al. (2012) ont mené des essais de compression isotrope à succions et 
températures contrôlées sur une bentonite GMZ01 compactée (figure 1.28 d). Le 
paramètre κ diminue avec l’augmentation de la succion et c’est aussi le cas du 
paramètre λ mais à partir des succions supérieures à 4 MPa. Pour des valeurs de 
succions inférieures le paramètre  λ est insensible à la succion. Toutefois, l’impact 
d’une augmentation de température semble diminuer les valeurs de κ et λ contrairement 
aux observations de Romero et al. (2003). 
 

 
 

 
Figure 1.28: Influence de la succion et de la température sur les paramètres et 
indices de compressions, (a) et (b) Romero et al. (2003), (c) Tang et al. (2008),  

(d) Ye et al. (2012). 
 

21 
 



Chapitre 1                                                
 
 
En revanche, les essais oedométrique et isotrope THM d’un sable limoneux remanié à 
succion et à température contrôlées (Salager et al., 2008) montrent des observations 
assez différents sur les indices/paramètres de compression et de gonflement en fonction 
de la température et de la succion (figure 1.29).  
 

 
 

Figure 1.29: Influence de la succion et de la température sur les paramètres et 
indices de compressions, Salager et al. (2008). 

 
Il faut souligner que les valeurs de λ et κ illustrées en figure 1.28 (Romero et al., 2003; 
Tang et al., 2008; Ye et al., 2012) sont déterminés à partir du concept de la contrainte 
indépendante où la succion et la contrainte sont considérés comme deux sollicitations 
différentes. Par contre, les paramètres et indices λ et κ de la figure 1.29 ont été établis 
par Salager et al. (2008) à partir des courbes de compression dans le plan p’-e (dans un 
concept de contrainte effective). Ainsi une présentation d’une étude expérimentale selon 
différents points de vue peut influencer la manière à interpréter ces résultats. 

1.4.2.3 Effet de la succion sur le comportement mécanique à contrainte et à 
température constantes 

 
Par le biais d’une cellule isotrope, Uchaipichat et Khalili (2009) ont étudié les effets de 
la succion sur le changement de volume sous contrainte et température constantes, où ils 
ont réalisé un total de seize essais (figure 1.30). Le résultat de la figure 1.30 montrent 
que le volume spécifique diminue de façon significative au fur et à mesure que la 
contrainte de confinement augmente.  
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Dans un contexte général il n’y a pas de différences notables entre les trois essais en 
température. Sauf une seule différence qui a été relevée dans les essais à pression 
isotrope de 200 kPa, où la compressibilité des échantillons change de pente quand la 
succion atteint 100 kPa dans les essais à 40 et 60°C (figures 1.30 b,c) et quand la 
succion atteint 30 kPa dans l’essai à température 25°C (figure 1.30 a). 
 

 
 
Figure 1.30: Changement de volume en fonction de la succion sous contrainte et à 

température contrôlées, Uchaipichat et Khalili (2009). 
 
Dans un cadre non confinée (à contrainte nulle), Ghembaza et al. (2007) ont étudié 
l’effet du drainage en température sur une argile sableuse saturée sous forme de pâte, 
préparée à une teneur en eau initiale𝑤0 = 1.5𝑤𝐿. Au total quatre essais ont été réalisés 
pour les températures 23°C, 40°C, 60°C et 80°C (figure 1.31).  
 
Le résultat de ces essais montre que la succion provoque la même réponse 
(déformation) qu’une sollicitation mécanique. Par contre, dans la partie où le sol 
commence à se déssaturé, la déformation commence à changer et à quitter petit à petit la 
droite de saturation. Pour des succions élevées la pente de compression dans le plan s-e 
(figure 1.31b) diminue et correspond à la pente d’un sol à l’état sec (Sr est presque égale 
à zéro). À partir de cet état, la déformation du sol se décale vers le bas lorsque la 
température augmente.  
 
Sur le même matériau à savoir une argile sableuse saturée sous forme de pâte 
(contrainte nulle), Ghembaza et al. (2007) ont fait des essais de drainage et 
humidification à température ambiante (figure 1.32). La réponse du sol sur chemin de 
drainage est la même que celle de la figure 1.31.  Par contre la réponse du sol sous 
chemin d’humification (diminution de la succion) semble élastique car la déformation 
ne suit plus la même pente dans le plan (s-e). 
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Figure 1.31: Comportement en température d’une pâte d’argile sableuse soumise 
à un drainage à contrainte nulle, Ghembaza et al. (2007). 

 
 
 

 
 
 

Figure 1.32: Comportement à température ambiante d’une pâte d’argile sableuse 
soumise à un cycle de drainage humidification à contrainte nulle,                

Ghembaza et al. (2007). 
 

e(a) (b)

(c)

(a) (b)

(c)
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L’humidification d’un sol n’engendre pas qu’un comportement élastique, Dans ce 
contexte, Sun et al. (2007b) ont conduit à température ambiante des essais 
d’humidification à contrainte de confinement constante pour étudier le phénomène 
d’effondrement de l’argile de Pearl compactée à différentes densité initiales. Les 
échantillons de sols soumis à une succion initiale de 147 kPa et à une contrainte isotrope 
de 20 kPa ont subi une compression mécanique à differents niveaux puis une 
humidification de 147 à 0 kPa (figure 1.33).  
 
Tous les essais réalisés par Sun et al. (2007b) ont enregistrés un effondrement et une 
saturation des échantillons suite à l’humidification, sauf  l’essai à pression p=20 kPa et 
𝑒0=1.05 (figure 1.33 d) qui a certes enregistré une saturation mais pas d’effondrement. 
 

 
 

Figure 1.33: Essais de compression isotrope et d’humidification à température 
ambiante, Sun et al. (2007b). 

 
L’humidification ne peut pas se produire dans tous les cas. Si un sol non saturé est 
soumis à une certaine pression de confinement puis à une humidification alors il 
s’effondrera et se densifiera. Par contre, si un sol est légèrement non saturé (presque 
saturé) ou s’il est non saturé et soumis à de faible pression de confinement alors une 
humification ne peut provoquer de phénomène d’effondrement. En effet, d’après les 
travaux de Sun et al. (2007b) le potentiel d’effondrement arrive à son maximum puis 
diminue selon la contrainte de confinement appliquée, en plus pour que l’effondrement 
se produise il faut que la succion ne soit ni trop faible ni trop élevée. De plus selon les 
mêmes auteurs l’indice des vides initial peut influencer aussi le phénomène 
d’effondrement des sols non saturés. 
 

Humidifi-
cation à p

Humidifi-
cation à p

Humidifica-
tion à p

Humidification
 à p
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1.4.3 Comportement hydraulique des sols non saturés en conditions non 

isothermes 
 
Dans un cadre thermo hydro mécanique, les courbes de retentions en drainage et 
humidification sont affétées d’une manière significative par la succion, la température 
ainsi que par la contrainte mécanique.  
 
Par ailleurs, l’indice de vides initial contribue aussi aux changements du comportement 
hydraulique des sols, en effet un indice des vides qui diminue fait augmenté la succion 
d’entrée d’air et par la suite décale les courbes de retentions vers la droite dans le plan 
𝑠 − 𝑆𝑟. Les résultats expérimentaux de Vanapalli et al. (1999) menés sur argile sableuse 
compactée ainsi que les résultats de Tarantino et al. (2009) sur un limon reconstitué de 
Barcelone (figure 1.34) confirment cette observation.  
 
Dans un autre contexte, le même phénomène a été observé par Sun et al. (2007a, 2007b) 
à travers des essais d’humidification de l’argile de Pearl compactée suivi d’un 
effondrement, la densification du sol après effondrement à provoquer une augmentation 
de la succion d’entrée d’air. 
  
 

 
 
Figure 1.34: Influence de l’indice des vides initiale sur les courbes de drainage et 

humidification, Tarantino et al. (2009). 
 
En revanche, une augmentation de température à un effet inverse sur les courbes de 
rétentions. En d’autre terme, la succion d’entrée d’air diminue en température et les 
courbes de retentions d’eau se retrouvent décalées vers la gauche.  
 
En effets, les études expérimentales  réalisés en température sur les courbes de 
retentions d’eau des sols ont démontré cela. Parmi les plus récentes et à des niveaux de 
succions très élevés, on trouve les résultats expérimentaux de Ghembaza et al. (2007) 
sur chemin de drainage et humidification réalisés sur une argile sableuse ainsi que les 
travaux de Salager et al. (2011) sur l’argile de Boom (figure 1.35) menés uniquement 
sur chemin de drainage. 
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Figure 1.35: Influence de la température sur les courbes de drainage,               
Salager et al. (2011). 

 
 
Par ailleurs, la contrainte mécanique à une influence saturante sur les sols non saturé. Le 
degré de saturation tend à augmenter au fur et à mesure que la contrainte augmente. Par 
contre, un déchargement mécanique provoque de petites diminutions dans le degré de 
saturation analogue à un essai de compression isotrope/oedométrique conventionnel. 
Une illustration est reflétée par la figure (1.36) qui montre les essais de chargement-
déchargement avec mesure du degré de saturation réalisé par Sharma (1998) sur un 
mélange bentonite-kalolin compacté. 
 
 
 

 
 
 

Figure 1.36: Effets de la contrainte mécanique en chargement déchargement sur la 
compressibilité et la saturation, Sharma (1998). 
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1.4.4 Comportement déviatorique à température et à succion contrôlées 

1.4.4.1 Effet de la température et de la succion sur la résistance au cisaillement  
 
Dans la littérature,  il existe un nombre réduit de résultats expérimentaux sur le 
comportement dévitorique en température des sols non saturés. Toutefois on peut 
trouver les travaux de Weibe et al. (1998) sur un mélange de sable-bentonite compacté, 
à travers lesquels la succion semble augmenter la résistance aux cisaillements des sols 
non saturés, par contre la température tend à la diminuée. Dans le même contexte, on 
peut aussi trouver les travaux de Jamin et al. (2004) cité par Ghembaza et al (2008) qui 
ont réalisé des essais sur un sable limoneux argileux. 
 
Récemment, une étude a été réalisée par Ghembaza et al. (2008) sur des échantillons 
d’argile sableuse normalement consolidés, où ils ont menés des essais de cisaillement 
drainés à succion et température contrôlées (figure 1.37), cette étude à monter aussi 
l’augmentation de la résistance aux cisaillements des sols non saturés avec la succion et 
sa diminution avec la température. 
 
Par ailleurs, Uchaipichat et Khalili (2009) ont réalisés des essais de cisaillement drainés 
sur un limon à différents niveaux de contraintes, de succions et de températures. Les 
figures (1.38a, 1.38b), montrent les résultats d’Uchaipichat et Khalili (2009). Le 
déviateur de contrainte semble diminué en température et augmenté avec la succion 
dans tous les essais de la figure (1.38).  À l’exception des essais à succions 100 et 300 
kPa (figures (1.38a), où certes la résistance au cisaillement diminue à avec la succion. 
Par contre, en température cette résistance diminue si on compare les tests à 
températures 25°C et 60°C et elle augmente si cette comparaison est faite entre les 
températures 25°C et 40°C. 
 
 

 
 

 
Figure 1.37: Effets de la succion et de la température sur la résistance au 

cisaillement d’une argile sableuse, Ghembaza et al. (2008). 
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Figure 1.37: Essais de cisaillement drainés à succion et à températures contrôlées, 

Uchaipichat et Khalili (2009). 

1.4.4.2 Effet de la température et de la succion sur la droite d’état critique 
 
Comme on l’a déjà souligné dans la section précédence (1.3.4.2), l’effet de la 
température sur la droite d’état critique (M) est assez contradictoire, les chercheurs sont 
assez mitigés sur le fait qu’elle augmente, diminue ou est indépendante de la 
température. En ce qui concerne l’effet de la succion sur la droite (M), les études 
expérimentales sont présentées selon deux approches.  
 
La première approche est établie en contrainte indépendante dans le plan (p� − q). Dans 
ce contexte, plusieurs travaux expérimentaux existent. Parmi eux on trouve, les essais 
de cisaillement drainés, réalisés par Wang et al. (2002) sur un limon de Botkin 
compacté à température ambiante (figure 1.39), qui montrent une pente (M) 
indépendante de la succion. Par ailleurs, les droites d’états critiques en succion ne 
passent pas par l’origine du plan (p� − q). Le même résultat a été trouvé par Thu et al. 
(2007), qui ont menés des essais de cisaillement drainés et non drainés sur un limon 
compacté à température ambiante.   
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Cependant, Estabragh et Javadi (2008) ont constaté d’après leurs essais drainés sur un 
sol limoneux surconsolidé, que la pente (M) dans le plan (p� − q) diminue lorsque la 
succion augmente (figure 1.39b), et que ces mêmes droites ne passent pas par l’origine 
plan (p� − q)  lorsque la succion. 
 

 
 

Figure 1.39: Effet de la succion sur droite d’état critique à température ambiante 
dans le plan (𝑝̅ − 𝑞) , (a) Wang et al. (2002) et (b) Estabragh et Javadi (2008). 

 
Par ailleurs, selon le concept de la contrainte effective, les résultats expérimentaux de 
Sivakumar (1993) et Geiser et al. (2006) ont montré dans le plan (𝑝’ − 𝑞) que d’une 
part, la droite d’état critique (M) à température ambiante est unique et indépendante de 
la succion et d’autre part, que la droite d’état critique passe par l’origine du plan 
(𝑝’ − 𝑞) et ce contrairement à l’approche par contrainte indépendante. Dans un contexte 
THM, avec une contrainte p’ formulée en contrainte effective de Khalili et Khabbaz 
(1998), les essais expérimentaux d’Uchaipichat (2005) et d’Uchaipichat et Khalili 
(2009) sur un limon, ont montré eux aussi l’unicité de (M) en succion mais aussi en 
température, voir figure (1.40). 
 

 

 
 

Figure 1.40: Droite d’état critique en fonction de la succion à température dans le 
plan (p’-q), (Uchaipichat, 2005; Uchaipichat et Khalili, 2009). 
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1.4.4.3 Effet de la température et de la succion sur le module de cisaillement 
 
Les études expérimentales sur les effets de la température et de la succion sur  le module 
de cisaillement sont peu nombreuses. Les résultats de Weibe et al. (1998) sur un 
mélange de sable-bentonite compacté, montrent que le module sécant diminue lorsque 
la température augmente et qu’il augmente lorsque le degré de saturation diminue 
(succion augmente) (figure 1.41). 
 
 

 
 

Figure 1.41: Effet de la température et de la succion sur le module sécant,              
Weibe et al. (1998). 

 
Par ailleurs, les travaux de Ghembaza et al. (2008) sur une argile sableuse, ont montré 
aussi le même constat à savoir, la diminution du module sécant en température et son 
augmentation avec la succion (figure 1.42).  
 
 

 
 
 

Figure 1.42: Effet de la température et de la succion sur le module sécant,              
Ghembaza et al. (2008). 
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1.5 Conclusion 
 
Il en résulte de cette recherche bibliographique, que la température influe sur les 
paramètres physiques des sols à savoir : les limites d’Atterberg, la perméabilité, les 
courbes de comptages et un peu moins sur densité des grains solides.  
 
L’effet de la température à contrainte constante sur les sols saturés et non saturés est 
pratiquement semblable. En d’autre terme, si un sol normalement consolidé ou 
faiblement surconsolidé est soumis à un échauffement alors il se contracte. Toutefois, 
même si il est faiblement surconsolidé, il peut aussi se dilaté puis se contracté sous 
échauffement. Par ailleurs, un sol fortement surconsolidé se dilate toujours après 
échauffement.  
 
Concernant le refroidissement, ce dernier provoque toujours une contractance quel que 
soit l’état du sol. Il faut noter aussi que dans le cas des sols non saturés, le potentiel 
dilatant et contractant de la déformation volumique thermique diminue lorsque la 
succion augmente. De plus, un cycle d’échauffement refroidissement qui s’applique à 
un sol saturé normalement consolidé, provoque un effet de surconsolidation de ce 
dernier. 
  
Quel que soit l’état du sol saturé ou non, une augmentation de température tend à 
diminuer la pression de préconsolidation. Par contre une augmentation de succion tend à 
l’augmenter. 
 
Les résultats expérimentaux ont montré que la succion influe sur déformabilité des sols 
non saturés d’une manière presque analogue à une contrainte mécanique. Cependant, 
elle peut aussi provoquer l’effondrement des sols non saturés dans des conditions bien 
précises discutées plus haut. Les paramètres de compressions et de gonflement sont 
indépendants de la température dans la majorité des cas, mais diminuent lorsque la 
succion augmente. 
 
Les courbes de rétention d’eau sont influencées par la succion, la température et la 
contrainte mécanique sans oublié l’effet de l’indices des vides initiale. 
 
On a noté que l’effet de la température sur le déviateur (q) ainsi que sur la droite d’état 
critique (M) est contradictoire surtout dans le cas des sols saturés. Ce qui fait, qu’hormis 
la température : la nature et l’état initial du matériau, le mode de consolidation 
thermomécanique et les conditions de drainages avant l’application du cisaillement 
peuvent eux aussi affectés le comportement déviatoriques des sols saturés 
 
Toutefois, il est clair que dans le cas des sols non saturés, la succion tend à augmenter la 
résistance des sols au cisaillement. Et en ce qui concerne la droite d’état critique (M) 
des sols non saturés, cette dernière dépend de la façon avec laquelle on interprète les 
résultats. Dans ce contexte, le concept de la contrainte effective est la meilleure façon 
pour décrire (M) puisqu’elle est unique dans le plan p’-q. Le module de cisaillement G 
des sols saturés est influencé par la température mais dans des fourchettes de 
déformation relativement petites. Cependant, des contradictions subsistent concernant 
son augmentation ou sa diminution en température. Dans cas des sols non saturé, le 
module de cisaillement semble diminué en température et augmenté avec la succion. 
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Chapitre 2  

Modèles themo-hydro-mécanique des sols non saturés  

 
  
 
 
2.1 Introduction 
 
Dans les vingt dernières années une meilleure compréhension du comportement thermo 
hydro mécanique des sols non saturés a permis le développement de plusieurs modèles 
THM. Trois points de vue existent dans la littérature: avec les modèles basés sur le 
concept de la contrainte indépendante (Wu et al., 2004; Tang et Cui, 2009), sur le 
concept de la contrainte effective (Khalili et Loret, 2001; Bolzon et Schrefler, 2005; 
François et Laloui, 2008; Mašín et Khalili, 2011) et sur le concept SFG (Sheng, 
Fredlund et Gens), (Zhou et al., 2014). Dans le chapitre suivant seul les lois de 
comportement THM sont abordées, les théories traitant du transport  d’eau et de chaleur 
ne pas considérer.  
 
2.2 Modèles THM basés sur le concept de la contrainte indépendante 
 
Dans cette section on présente deux modèles élastoplastique THM basé sur le concept 
de la contrainte indépendante, où la succion et la contrainte nette sont considérées 
comme deux variables indépendantes dans la modélisation du comportement des sols 
non saturés.  
 
2.2.1 Modèle de Wu et al. (2004) 

2.2.1.1 Mécanisme isotrope 
 
Le modèle de Wu et al. (2004) est un modèle THM basé sur le concept de 
l’élastoplasticité. Dans un contexte isotrope, il se compose de plusieurs mécanismes. Le 
premier d’entre eux, est le mécanisme hydraulique décrit par la surface de charge SI 
(Suction Increase) initialement proposé par Alonso et al. (1990) et adapté par Romero 
(1999) en température avec la prise en compte de l’effet de la saturation résiduelle. 
 
s − �s0 + 〈Se〉k1�sI�εv

p,ΔT� − s0�� = 0          (2.1) 
 
Où, 
 
s0 : est la succion maximale qu’a connue le sol, k1 est un paramètre et Se est la 
saturation effective définit par : 
 
Se = Sr−Srres

1−Srres
          (2.2) 

 
Où, 
 
Sr : est le degré de  saturation et Srres est le degré de saturation résiduelle. 
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Le mécanisme isotopique définissant la pression de preconsolidation (Wu et al., 2004), 
combine la surface de charge LC (Loading Collapse) de Alonso et al.(1990) qui tient 
compte de l’effet de la succion  sur la pression de preconsolidation avec la surface de 
charge TS (Thermal Softening) de Hueckel et Borssetto (1990) qui tient compte de 
l’effet de la température, avec : 
 

pc(s, T) = pref �
pc(T)
pref

�
λ(0)−κ

λ(s,ΔT)−κ           (2.3) 
 
Où ;  
  
pref  est la pression de référence, κ paramètre de gonflement, λ(0) paramètre de 
compression en condition saturé et λ(s,ΔT) est le paramètre de compression fonction de 
la succion et de la température et pc(T) est la pression de préconsolidation nette à 
température T et à succion zéro (Hueckel et Borssetto, 1990; Hueckel et Baldi 1990): 
 
pc(T) = pco + A (ΔT)                                    (2.4) 
 
A (ΔT) = a1ΔT + a2ΔT|ΔT|          (2.5) 
 
Où, 
 
pco est la pression de préconsolidation nette à la température ambiante et à succion zéro 
et a1; a2 sont des paramètres. 
 
Le paramètre λ(s,ΔT) est définit  par Wu et al. (2004) sous la forme suivante: 
 
λ(s,ΔT) = λ(0)[(1 − r) exp(−γ s) +  r ] + β1ΔT + β2ΔT|ΔT|        (2.6) 
 
Où, 
 
γ, β1 et β2 sont des paramètres. 
 
Pour décrire le comportement des sols non saturés sous chauffage Wu et al. (2004) ont 
gardé la même surface de charge thermique TY de Cui et al. (2000) en négligent l’effet 
de la succion. Cette surface de charge notée TYC par les auteurs est définit par : 
 
TCT = (TC − T0)exp(−βTpc) + T0 = 0          (2.7) 
 
Où, 
 
T0  est la température ambiante, TC est la température de référence et βT est un 
paramètre. 

2.2.1.2 Mécanisme déviatorique 
 
En se basant sur les concepts SBS (State Boundary Surface) d’Alonso et al (1990), le 
concept du modèle de traction (TM) de Gens (1993) ainsi que sur le critère d’état 
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critique Drucker et Prager  (1952), Wu et al. (2004) proposent les mécanismes THM 
déviatoriques suivants avec une règle d’écoulement associative, c'est-à-dire que la 
surface de charge coïncide à avec le potentiel plastique. La surface SBS en fonction de 
la température et de la succion est définit par : 
 
IIσ�2 + m2(Iσ − 3ps(s))(Iσ + 3p0(s,ΔT)) = 0           (2.8) 
 
Avec, 
 
ps(s)= ps(0) + ks               (2.9) 
 
Où, 
 
ps(0) est la cohésion initiale, k est un paramètre  et s est la succion. 
 
Le critère d’état critique (CSL) de Drucker et Prager  (1952) est définit par: 
 
IIσ� + m(Iσ − 3ps(s)) = 0        (2.10) 
 
Finalement la surface de traction (Gens, 1993) est donnée par : 
 
Iσ − 3σt = 0        (2.11) 
 
Où, 
 
Iσ, IIσ� sont les premier et deuxième invariants du tenseur de contrainte nette, m est un 
paramètre fonction de l’angle de frottement interne du sol. 
 
Au final, sur chemin triaxial dévitorique le modèle de  Wu et al. (2004) compte cinq 
surfaces de charges illustrées en figure 2.1 avec les surfaces de charges isotopes dans 
differents plans. 
 
La déformation volumique totale dû à des sollicitations THM à savoir mécanique, 
hydraulique et thermique est définit par l’équation 2.12. Vu que le principe de 
l’élastoplasticité est appliquer, elle se décompose alors en deux partie une élastique et 
une autre plastique.  
 
εıȷ̇ = ε̇ijem + ε̇ijes + ε̇ijeT + ε̇ij

pm + ε̇ij
ps + ε̇ij

pT                     (2.12) 
 
Où, 
 
ε̇ij
e,p m sont les déformations élastique et plastique dues aux contraintes mécaniques ; 
ε̇ij
e,p s sont les déformations élastique et plastique dues à la succion et ε̇ij

e,p T sont les 
déformations élastique et plastique dues à la température. 
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Figure 2.1: Surface de charges, Wu et al. (2004). 
 
 

Tableau 2.1: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 
de   Wu et al. (2004). 

 
 
Déformation élastique due à un chargement mécanique 

 
ε̇ijem = Eijkle−1σkl̇  

Déformation élastique due à la succion ε̇ijes =
κs

1 + e0
 

ds
s + patm

 

Déformation élastique due à la température ε̇ijeT = αdT 

Déformation volumique plastique due à un chargement 
mécanique ε̇ij

pm = λ̇p
∂g
∂σij

= λ̇p
∂f
∂σij

 

Déformation volumique plastique due à la succion ε̇ij
ps =

λs– κs
1 + e0

 
ds

s + patm
 

Déformations volumique plastique due à la température 
ε̇ij
pT = − (λ(0)−κ)

1+e0
 (a1+2a2ΔT)

pc
  (TS) 

εij
pT = exp�αpΔT� − aαpΔT − 1   (TYS) 
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2.2.2 Modèle de Tang et Cui (2009) 
 
Le modèle développé par Tang et Cui (2009) est un modèle thermo mécanique des 
argiles gonflant non saturés sur chemin isotrope, qui ne tient pas compte du 
comportement hydraulique. Sa conception est basée sur deux modèles existants, le 
premier est celui  proposé par Cui et al. (2000) pour la prédiction du comportement 
thermomécanique des sols saturés, le second est le modèle BExM  proposé par Alonso 
et al. (1999) pour les sols gonflants non saturé à température ambiante. 

2.2.2.1 Mécanisme isotrope 
 
Afin de définir une surface de charge pour les argiles gonflante non saturés en 
conditions non isothermes, Tang et Cui (2009) ont combinés deux surfaces de charges à 
savoir : la surface de charge LY proposé par Cui et al. (2000) avec la surface de charge 
LC de Alonso et al. (1990, 1999). 
 

pC(s, T) = pref �
pc
pref

�
λ(0)−κ
λ(s)−κ exp�−α0(T − T0)�                                  (2.13) 

 
Où, 
 
pref  est la pression de référence, pc  est  pression de préconsolidation nette à l’état 
saturé et à température ambiante, λ(0) est le coefficient de compressibilité à succion 
nulle et à température ambiante et λ(s) est le coefficient de compressibilité en fonction 
de la  succion donné par :  
 
λ(s) = λ(0)[+ r (1 − r) exp(−βs)]                                  (2.14) 
 
Où, 
 
r  et β sont des paramètres. 
 
Pour capturer le comportement dilatant des sols non saturés Tang et Cui (2009) ont 
adapté la surface TY (Thermal Yield) de Cui et al. (2000) aux états non saturés, avec: 
 
TCT = �(TC − T0)exp �−βT

p
pc
� + T0� exp�−αs(s − s0)�               (2.15) 

 
Où, 
 
T0 est la température ambiante, Tc la température de référence, βT est un paramètre 
d’écrouissage qui contrôle l’effet du degré de surconsolidation, αs est paramètre qui 
contrôle l’effet de la succion et s0 est la succion initiale du sol. 
 
Pour définir le mécanisme de déformation des sols gonflants à température ambiante, 
Alonso et al. (1999) ont proposé deux surfaces de charge SI (Suction Increase) et SD 
(Suction Decrease), la surface SI est activée par une augmentation de succion. Par 
contre, la surface SD est activée par une humidification, la zone qui délimite ces deux 
surfaces de charges est appelée NL (Neutral Line). Dans un cadre thermomécanique des 
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sols non saturés, Tang et Cui (2009) suppose que les surfaces SI et SD coïncident avec 
la ligne neutre NL (Neutral Line), et comme l’effet de la température est négligé, les 
surfaces de charges SI et SD prennent la même forme que celle défini par Alonso et al 
(1990).  
 
sI = sD = s0             (2.16) 
 
La figure 2.2, ci-contre illustre les surfaces de charges du modèle de Tang et Cui (2009) 
dans l’espace (p−T−s). 
 

 
 

Figure 2.2: Surfaces de charges dans l’espace (p’ - T – s), Tang et Cui (2009). 
 
Les déformations calculées à partir du modèle de Tang et Cui (2009) se divise en deux 
parties à savoir des déformations microstructurale et macrostructurale. Puisque les 
surfaces de charge SI et SD coïncident, une déformation volumique microstructurale 
engendre toujours une déformation macrostructurale irréversible (Tang et Cui, 2009) 
ainsi, la déformation volumique totale est définit par : 
 
ε̇v = ε̇vmem + ε̇vmes + ε̇vmeT + ε̇vMem + ε̇vMes + ε̇vMeT + ε̇vM

pm + ε̇vM
pSI + ε̇vM

pSD + ε̇vM
pT                  (2.17) 

 
Où, 
 
ε̇vm,M
em  déformations volumiques microstructurelle et macrostructurelle élastique dues à 

une contrainte mécanique isotrope, ε̇vm,M
es  : déformations volumiques microstructurelle 

et macrostructurelle élastique dues à la succion, ε̇vm,M
eT ; déformations volumiques 

microstructurelle et macrostructurelle élastique dues à la température, ε̇v M
pm ; 

déformations volumiques macrostructurelle plastique dues à une contrainte mécanique 
isotrope, ε̇v M

pSI ; déformations volumiques macrostructurelle plastique dues à l’activation 

c

LC

SI

SD

NL

LY

TY

Surface de charge LC

Etat initial
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de la surface SI par une succion, ε̇v M

pSD; déformations volumiques macrostructurelle 
plastique dues à l’activation de la surface SD par une succion, ε̇v M

pT ; déformations 
volumiques macrostructurelle plastique dues à la température. 
 
Tableau 2.2: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de           Tang et Cui (2009). 
 
Déformation microstructurelle élastique due à 
un chargement mécanique isotrope  ε̇vmem = βm

dp
exp[αm(p + s)] 

Déformation microstructurelle élastique due à 
la succion ε̇vmes = βm

ds
exp[αm(p + s)] 

Déformation microstructurelle élastique due à 
la température ε̇vmeT = −αmT dT 

Déformation macrostructurelle élastique due à 
un chargement mécanique isotrope ε̇vMem =

κ
1 + em

 
dp
p

 

Déformation macrostructurelle élastique due à 
la succion ε̇vMes =

κs
1 + em

 
ds

s + patm
 

Déformation macrostructurelle élastique due à 
la température ε̇vMeT = αMT dT 

Déformation macrostructurelle plastique due à 
un chargement mécanique isotrope  ε̇vM

pm =
(λ(s) − κ)

1 + eM
dpc
pc

 

Déformation macrostructurelle plastique 
quand SI est activée par la succion ε̇vM

pSI = f1(ε̇vmem + ε̇vmes ) 

Déformation macrostructurelle plastique 
quand SD est activée par la succion ε̇vM

pSD = f2(ε̇vmem + ε̇vmes ) 

Déformation macrostructurelle plastique 
quand SD est activée par la succion ε̇vM

pT =
−αMT

1 − a
��
−αMT

1 − a
(T − TCT0 )� − a�dT 

  
2.3 Modèles THM basés sur le concept de la contrainte effective 
 
Le volet de ce chapitre est consacré à la description des modèles THM basés sur le 
concept de la contrainte effective (Khalili et Loret, 2001; Bolzon et Schrefler, 2005; 
François et Laloui, 2008; Mašín et Khalili, 2011). La majorité de ces modèles sont basé 
sur le principe de l’élastoplacticité type Cam Clay, à l’exception du modèle de Mašín et 
Khalili, (2011) qui lui est basé sur le principe de l’hypoplasticité. 
 
2.3.1 Modèle de Khalili et Loret (2001) 
 
Le modèle de Khalili et Loret, (2001) est une extension en conditions non isotherme du 
modèle hydromécanique développé par Loret et Khalli (2000), il se base sur le concept 
de la contrainte effective proposée par Khalili et Khabbaz (1998). 

2.3.1.1 Mécanisme isotrope 
 
En partant du principe du modèle Cam Clay, Khalili et Loret (2001) ont pu décrire un 
mécanisme THM isotrope. Une contrainte de preconsolidation en fonction de la 
température et de la succion a été définit à partir d’un schéma de comportement 
volumique THM dans le plan (ln p’ − e) figure 2.3. 
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p′c(s, Ts) = exp �N(s,Ts)−N(0,Ts0)
λ(s,Ts)−κ

− λ(s,Ts)−λ(0,Ts0)
λ(s,Ts)−κ

lnp′c0 + lnp′c0 −
(1+e0)�εii

pl+cTΔTs�

λ(s,Ts)−κ
�          (2.18) 

 
Où, 
 
p′c0, est la pression de préconsolidation saturée à température ambiante, λ(s, Ts) est le 
paramètre de compression fonction de la succion et de la température, κ est le paramètre 
de gonflement, N(s, Ts) est le volume spécifique à lnp’ = 0 fonction de la température 
et de la succion, N(0, Ts0) est le volume spécifique à lnp’ = 0 à température ambiante et 
à succion zéro. 
 

 
  
 

Figure 2.3 : Chemin volumique THM, Khalili et Loret (2001). 
 
2.3.1.2 Mécanisme déviatorique 

 
Toujours en s’appuyant sur le modèle Cam Clay modifié, Khalili et Loret (2001) ont 
étendu la surface de charge aux chemins triaxiaux déviatoire (figure 2.4), en d’autre 
terme l’équation (2.18) est incorporé à la surface de charge type Cam Clay modifié sous 
la forme suivante: 
 
q2

M2p′
+ p′ − p′c(s, Ts) = 0                                    (2.19) 

 
Avec,  
 
p′ = p + χs                         (2.20) 
 
Où, 
 
s est la succion, p la contrainte totale nette et χ paramètre effectif. 
Le paramètre effectif χ utilisé par Khalili et Loret (2001) est celui de Khalili et Khabbaz 
(1998) avec, 
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𝜒 = �
1              𝑠 < 𝑠𝑒(𝑇)

�𝑠𝑒(𝑇)
𝑠
�
𝛺

    𝑠 ≥ 𝑠𝑒(𝑇)
        (2.21) 

 
Où, 
 
𝛺 est un paramètre et 𝑠𝑒(𝑇) est la succion d’entrée d’air fonction de la température et de 
la succion définit par :  
 
𝑠𝑒(𝑇) = 𝜎𝑇

𝜎𝑇0
𝑠𝑒(𝑇0)        (2.22) 

 
Où, 
 
𝜎𝑇 est l’énergie de la tension superficielle à la température T, définit par Edlefsen et 
Anderson (1943): 
 
𝜎𝑇 = 0.1171 − 0.001516 𝑇                     (2.23) 
 
 

 
 

Figure 2.4: Evolution de la surface de charge dans le plan p’-q en fonction de la 
température et de la succion, Khalili et Loret (2001). 

 
Dans un contexte élastoplastique, la déformation volumique totale calculée à partir du 
modèle de Khalili et Loret (2001) se divise en deux partie, la première est due à 
contrainte mécanique et/ou à la succion et la deuxième due à la variation de 
température.  
 
𝜀𝚤𝚥̇ = 𝜀𝑖̇𝑗𝑒𝑚 + 𝜀𝑖̇𝑗𝑒𝑇 + 𝜀𝑖̇𝑗

𝑝𝑚 + 𝜀𝑖̇𝑗
𝑝𝑇                          (2.24) 

 
Où, 
 
𝜀𝑖̇𝑗
𝑒,𝑝 𝑚 : sont déformations élastique et plastique dues aux contraintes mécaniques et/ou à 

la succion et 𝜀𝑖̇𝑗
𝑒,𝑝 𝑇 : sont déformations élastique et plastique dues à la température. 

 

41 
 



Chapitre 2                                                
 
 
Tableau 2.3: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de  Khalili et Loret (2001). 
 
Déformation élastique due à un chargement 
mécanique, succion 𝜀𝑖̇𝑗𝑒𝑚 = 𝐸𝑖𝑗𝑘𝑙𝑒−1𝜎𝑘𝑙̇  

Déformation élastique due à la température 𝜀𝑖̇𝑗𝑒𝑇 = 𝛼𝑑𝑇 

Déformation plastique due à une sollicitation 
thermohydromécanique 𝜀𝑖̇𝑗

𝑝𝑚, 𝜀𝑖̇𝑗
𝑝𝑇 = 𝜆̇𝑝

𝜕𝑔
𝜕𝜎𝑖𝑗

 

 
2.3.2 Modèle de Bolzon et Shrefler (2005) 
 
Le modèle de Bolzon et Shrefler (2005) est une extension en conditions non isotherme 
du modèle hydromécanique développé par Bolzon et al. (1996) à température ambiante, 
il se base sur le concept de la contrainte effective généralisé proposé par Bishop (1953). 
Cependant, il ne prend en compte que le comportement isotrope. 

2.3.2.1 Mécanisme isotrope 
 
À température ambiante Bolzon et al (1996) formulent qu’à partir d’un état 
normalement consolidé une augmentation de contrainte mécanique peut développer une 
déformation plastique de la forme suivante:   
 
𝜀𝑣̇
𝑝𝑚 = 1

ℎ0𝐻𝑤(𝑠)
𝑑𝑝′
𝑝′

                                      (2.25) 
 
Où, 
 
p’ est la pression effective de Bishop et ℎ0,𝐻𝑤(𝑠) sont les modules de déformations 
plastiques. 
 
Avec, 
 
ℎ0 = 𝜈0

𝜆0−𝜅
                     (2.26) 

 
𝐻𝑤(𝑠) = 𝜆0−𝜅

𝜆(𝑠)−𝜅
                     (2.27) 

 
𝑝’ = 𝑝̅ + 𝑆𝑟𝑠                      (2.28) 
   
Où, 
 
 𝜈0 est le volume spécifique initial, 𝜆0 ; 𝜆(𝑠) sont les paramètres de compression des 
sols saturés et non saturés à températures ambiante, 𝜅 paramètre de gonflement, 𝑝̅ est la 
pression totale nette, 𝑆𝑟 est le degré de saturation et 𝑠 la succion. 
 
D’après Bolzon et Shrefler (2005), la surface de charge dans le plan (𝑝’ − 𝑠) à 
température ambiante  peut être obtenue à partir de l’équation suivante: 
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𝑝′𝐶(𝑠) = 𝑝′𝑟𝑒𝑓 �
𝑝′𝑐
𝑝′𝑟𝑒𝑓

�
𝐻𝑤(𝑠)

                          (2.29) 

 
Où, 
 
𝑝′𝑐, est la pression de preconsolidation effective à température ambiante et à succion 
nulle et 𝑝′𝑟𝑒𝑓 est la pression de référence. 
 
Dans des conditions non isothermes, Bolzon et Shrefler (2005) ont adapté la surface de 
charge thermomécanique des sols saturés proposée par Cui et al (2000). Contrairement 
au modèle originale, les auteurs considèrent que le paramètre de compression est 
fonction de la température (figure 2.5), ainsi la surface de charge thermomécanique  en 
condition saturée est donnée par: 
 
𝑝′𝐶𝑇(𝜀𝑣

𝑝,𝛥𝑇) = 𝑝′𝑐 𝑒𝐻0(𝜀𝑣
𝑝−𝛼𝑝𝛥𝑇)                     (2.30) 

 
Avec, 
 
𝐻0 = ℎ0 + ℎ𝑇𝛥𝑇                     (2.31) 
 
𝑝′𝑐, est la pression de preconsolidation effective à température ambiante et à succion 
nulle, 𝜀𝑣

𝑝  est la déformation volumique plastique, 𝛼𝑝; ℎ𝑇 sont des paramètres et 𝛥𝑇 est 
la variation de température. 
 
 

 
 

Figure 2.5: Courbes de compressions simulées par Bolzon et Shrefler (2005). 
 
En combinant les équations (2.29) et (2.30),  Bolzon et Shrefler (2005) sont parvenu à 
proposer la surface de charge THM suivante: 
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 𝑝′𝐶𝑠𝑇(𝑠,𝛥𝑇) = 𝑝′𝑟𝑒𝑓 �
𝑝′𝑐
𝑝′𝑟𝑒𝑓

�
𝜆0−𝜅
𝜆(𝑠)−𝜅

 𝑒𝐻𝑤(𝑠)𝐻0(𝜀𝑣
𝑝−𝛼𝑝𝛥𝑇)                                               (2.32) 

 
La déformation  volumique THM totale calculable à partir du modèle de Bolzon et 
Shrefler (2005) est résumée par l’équation 2.33, cette dernière se divise en deux parties, 
la première est due à la contrainte mécanique et/ou à la succion et une deuxième due à 
la température. 
 
𝜀𝑣̇ = 𝜀𝑣̇𝑒𝑚 + 𝜀𝑣̇𝑒𝑇 + 𝜀𝑣̇

𝑝𝑚,𝑇                                   (2.33) 
 
Où, 
 
𝜀𝑣̇𝑒 𝑚  sont les déformations volumiques élastique dues aux contraintes mécaniques et/ou 
à la succion, 𝜀𝑣̇𝑒 𝑇 est la déformation volumique thermoélastique due à la température et 
𝜀𝑣̇
𝑝𝑚,𝑇 sont les déformations volumiques thermoplastique, dues à des sollicitations THM. 

 
 
Tableau 2.4: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de Bolzon et Shrefler (2005). 
 

 
Déformation volumique élastique due à un 
chargement mécanique et/ou succion  𝜀𝑣̇𝑒𝑚 =

𝜅
1 + 𝑒

 
𝑑𝑝′
𝑝′

 

Déformation volumique thermoélastique due à 
la température 𝜀𝑣̇𝑒𝑇 = 𝛼𝑑𝑇 

Déformation volumique plastique due à une 
sollicitation THM. 𝜀𝑣̇

𝑝𝑚,𝑇 =
𝜆0 − 𝜅
𝜈0

𝑑𝑝𝑐′

𝑝𝑐′
 

 
2.3.3 Modèle de Laloui et François (2008) 
 
Le modèle de François et Laloui (2008) dénommé « ACMEG TS model »  fait partie 
d’une série de modèle « ACMEG » développée par une équipe de chercheurs de l’EPFL 
Lausanne. Formulé en contrainte effective de Bishop (1959), ce modèle figure parmi les 
modèles les plus aboutis dans le domaine de la simulation du comportement  THM des 
sols saturés et non saturés. 
 
Il comprend notamment une bonne capacité à simuler les comportements  thermo hydro 
mécanique des sols. Sa formulation a été établie dans un cadre, où les différentes 
sollicitations mécanique hydraulique et thermique ont été couplées à un niveau très 
élaboré, une illustration du fonctionnement de ce  modèle est capturée par la figure 2.6.  
 
Le modèle de François et Laloui (2008) est conçue selon les concepts de la surface 
limite (Bounding surface plasticity), et de la plasticité multi mécanisme (Multi 
Mécanisme Plasticity) (Hujeux, 1979). 
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Figure 2.6: Fonctionnement du modèle de François et Laloui (2008). 

2.2.3.1 Mécanisme isotrope 
 
Les relations constitutives du modèle ACMEG–TS sont présentées dans la section 
suivante, la partie mécanique du model est une extension des modèles ACMEG-T 
(François, 2008 ; Laloui et François, 2009) et du modèle ACMEG-S (Nuth et Laloui, 
2007; Nuth, 2009), la surface de charge isotope en fonction de la température et de la 
succion est définit par la relation suivante :  
 
fiso = p′ − risopc′ (s, T)                                     (2.34) 
 
Avec, 
 
p’ = p� + Srs                      (2.35) 
  

pc′ (s, T) = �
pc′ exp�βεv

p�(1 − γTlog (T/T0))                                         s ≤ se
pc′ exp�βεv

p�(1 − γT log(T/T0))(1 + γslog (s/se))        s ≤ se
     (2.36) 

 
Où, 
 
p’ est la pression effective de Bishop, p� est la pression totale nette, Sr est le degré de 
saturation et s la succion, pc′  est la pression de préconsolidation à l’état saturé et à 
température ambiante, se succion d’entré d’air, T est la température, T0  est la 
température ambiante et β;  γT;  γs sont des paramètres et riso degré de plastification du 
mécanisme isotrope. 

2.2.3.2 Mécanisme déviatorique 
 
À partir du modèle de Hujeux (1979), François et Laloui (2008) ont proposé le 
mécanisme déviatorique suivant:  
fdev = q − Mp′ �1 − bln d p′

p′(s,T)
� rdev                                                                       (2.37) 
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Où, 
 
M est la pente de la droite d’état critique fonction de la température, rdev degré de 
plastification du mécanisme déviatorique et  b;  d sont des paramètres. 
 
Les effets de la contrainte, de la température ainsi que la succion sur la pression de 
préconsolidation sont illustrés dans la (figure 2.7). Le modèle de François et Laloui 
(2008) compte la déformation volumique totale résumée par l’équation 2.38, cette 
dernière se divise en deux parties, la première capture le comportement thermoélastique 
et la deuxième capture le comportement thermoplastique: 
 
ε̇ij = ε̇ije + ε̇ij

p                  (2.38) 
 
Où, 
 
ε̇ije   est la déformation thermoélastique et ε̇ij

p  est la déformation thermoplastique relative 
au mécanisme activé (isotrope ou déviatoire). 

 
Tableau 2.5: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de François et Laloui (2008). 
 
Déformation thermoélastique due à une 
sollicitation THM 

𝜀𝑖̇𝑗𝑒 = 𝐸𝑖𝑗𝑘𝑙𝑒−1𝜎𝑘𝑙̇ − 𝛽𝑇 ,𝑖𝑗𝑑𝑇 

Déformation thermoplastique due à une 
sollicitation THM (mécanisme isotrope) ε̇𝑖𝑖

𝑝,𝑖𝑠𝑜 =
𝜆𝑖𝑠𝑜
𝑝

3
 

Déformation thermoplastique due à une 
sollicitation THM (mécanisme déviatorique) 𝜀𝑖̇𝑗

𝑝,𝑑𝑒𝑣 = 𝜆𝑖𝑠𝑜
𝑝 1
𝑀𝑝′

�
𝜕𝑞
𝜕𝜎𝑖𝑗′

+ 𝛼 �𝑀 −
𝑞
𝑝′
�

1
3
𝛿𝑖𝑗� 

2.2.3.3 Mécanisme hydraulique 
 
Le comportement hydraulique est aussi formulé sous forme de surface de charge, 
François et Laloui (2008) sont les premiers chercheurs a proposé une telle approche. Les  
courbes de rétention d’eau sont prédites en température en tenant compte  de la 
déformabilité des sols avec effet hystérésis.  
 
Dans ce contexte, deux surfaces de charges hydrauliques sont proposées par les auteurs 
(figure 2.8), la première considère le comportement sous chemin de drainage et la 
deuxième le comportement sous humidification, elles sont données respectivement par: 
 
 𝑓𝑑 = 𝑠 − 𝑠𝑑                                                                (2.39) 
                                                           
𝑓ℎ = 𝑠𝑑sℎ𝑦𝑠 − 𝑠                                  (2.40) 
 
Avec, 
 
sd = sd0exp(−βhΔSr) �1 − θT log � T

T0
�� − θelog (1 − εv

p)         (2.41) 
 
Où, 
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𝑠𝑑0 est la succion d’entrée d’air initial, 𝑠 succion, 𝑇 température, εv

p est l’incrément de 
déformation plastique et 𝑠ℎ𝑦𝑠;  𝛽ℎ;  𝜃𝑇;𝜃𝑒sont des paramètres. 
 
 

 
 

 
Figure 2.7: Surfaces de charge THM, François et Laloui (2008). 

 
Les formules suivantes décrivent les courbes de retentions sur chemin de  drainage et 
d’humidification:  
 
dΔSrd = λd

p ∂fd
∂s

                                  (2.42) 
 
dΔSrh = λh

p ∂fh
∂s

                      (2.43) 
 
Où,  
 
λd
p, λh

p sont des paramètres. 
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Figure 2.8: Surfaces de charge hydrauliques des sols déformable, François et 

Laloui (2008). 
 
2.3.4 Modèle de Mašín et Khalili (2011) 
 
Le modèle de Mašín et Khalili (2011) est une extension en conditions non isothermes 
du modèle hydromécanique développé par les mêmes auteurs Mašín et Khalili (2008) à 
température ambiante. C’est un modèle thermo mécanique des sols non saturé qui ne 
prend pas en compte le comportement hydraulique. 
 
Il se base sur le concept de la contrainte effective généralisée proposé par Khalili et 
Khabbaz (1998), ainsi que sur le concept de l’hypolasticité qui le caractérise par rapport 
aux autres modèles THM qui pour la plus part sont basé sur le principe de 
l’élastoplasticité. 
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Du fait que le concept hyposplastique n’utilise pas de surface de charge, la pression de 
préconsolidation THM n’est définie que de manière explicite, ainsi le nombre de 
paramètre du modèle se réduit. 
 
Tableau 2.6: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de Mašín et Khalili (2011). 
 
Déformation thermoélastique due à la 
température 𝜀̇𝑇𝐸 = �

1
3
� 𝛼𝑠𝑑𝑇 

Formulation hypoplastique généralisée de la 
déformation thermoplastique  𝜎̇ = 𝑓𝑠�ℒ: �𝜀̇ − 𝜀̇𝑇𝐸� + 𝑓𝑑𝑁�𝜀̇ − 𝜀̇𝑇𝐸�� + 𝑓𝑢𝐻𝑇 

 
 
2.4 Modèle THM basé sur le concept SFG 
 
2.4.1 Modèle de Zhou et al. (2014) 

 
Le modèle de Zhou et al. (2014) appelé « No Isothermal SFG model » est une extension 
en température du modèle SFG originale développé par Sheng et al. (2008) pour des 
sols non saturés à température ambiante. C’est un modèle thermo hydro mécanique des 
sols non saturé avec la prise en compte  du comportement hydraulique des sols 
déformable. Cependant, ce modèle ne considère par le chemin triaxial déviatoire. 
 
Le concept avec le quel est formulé ce modèle THM se base sur la contrainte SFG, 
décrit par Sheng (2011) comme étant le juste milieu entre l’approche par contrainte 
effective et le concept de la contrainte indépendante. 

2.4.1.1 Mécanisme isotrope 
 
Sur chemin isotrope Zhou et al. (2014) proposent la surface de charge thermo hydro 
mécanique suivante: 
 

p =

⎩
⎪
⎨

⎪
⎧pn0

T0 exp�− λT−κT

λ−κ
(T − T0)� − s                                                           s < ssa

pn0
T0

p0
T0 �p0

T0 exp�− λT−κT

λ−κ
(T − T0)� + s − ssa − ssaln s

ssa
� − s        s ≥ ssa

      (2.44) 

 
Où, 
 
pn0
T0  est la nouvelle pression de préconsolidation des sols saturé à température ambiante, 

p0
T0 est la pression de préconsolidation des sols saturé à température ambiante, λ; κ sont 

les paramètres de compression et de gonflement isotrope des sols saturés relatifs aux 
sollicitations mécaniques isotrope, λT, κT sont les paramètres de compression et de 
gonflement relatifs aux changements de température, T est la température, s la succion 
et ssa est la succion de saturation. 
 
La déformation élastoplastique totale est donnée par : 
 
ε̇ve = ε̇ve + ε̇v

p            (2.45) 
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Tableau 2.7: Tableau récapitulatif des déformations calculées à partir du modèle 

de Zhou et al. (2014). 
 
Déformations thermoélastique due  à une 
sollicitation THM 

ε̇ve =
κ

p + s
 dp +

κ
p + s

 ds +
κT

1 + e
 dT 

Déformations thermoplastique due  à une 
sollicitation thermomécanique ε̇v

p =
λ

p + s
 dp +

λs
p + s

 ds +
λT

1 + e
 dT 

 

2.4.1.2 Mécanisme hydraulique 
 
Les effets de la déformation thermique sur les courbes de rétention SWRC (Soils Water 
Retention Curves) sont généralement négligés par les modèles THM existants. 
Récemment, Zhou et al. (2014) ont proposé sur la base des travaux de Sheng et Zhou 
(2011); Zhou et al. (2012a) une équation de rétention d’eau en condition non isothermes 
(équation 2.46) qui tient en compte cette observation. Par ailleurs, elle considère aussi 
les quatre aspects suivants : 
 

• L’effet de la succion, 
• L’influence de la déformation volumique produite par un chargement 

mécanique, 
• L’effet de la température sur la tension d’interface liquide-gaz, 
• L’effet de la déformation produite par une sollicitation thermique qui est 

généralement négligé dans la littérature. 
 
dSe = ∂Se

∂s
ds + ∂Se

∂εvσ�
dεvσ� + �∂Se

∂σlg
∂σlg

∂T
+ ∂Se

∂e
∂e
∂T
� dT        (2.46) 

 
 
2.5 Conclusion 
 
Trois types de modèles THM sont exposés, à savoir les modèles basés sur le concept de 
la contrainte indépendante (Wu et al., 2004; Tang et Cui, 2009), sur le concept de la 
contrainte effective (Khalili et Loret, 2001; Bolzon et Schrefler, 2005; François et 
Laloui, 2008; Mašín et Khalili, 2011) ainsi que sur le concept SFG (Zhou et al., 2014). 
Certaines conclusions peuvent être déduites de cette recherche bibliographique, à 
savoir : 
 
Le modèle de Wu et al., 2004 est assez compliqué dans sa formulation car il compte 
beaucoup de surfaces de charge. De plus il ne permet pas le passage du domaine saturé 
vers le non saturé et vice versa, c’est aussi le cas du modèle de Cui et al. (2009) sauf 
que ce dernier est le seul modèle THM des sols gonflants non saturés. 
 
Le modèle Khalili et Loret (2001) est formulé en contrainte effective ce qui lui confère 
un point positif. Cependant, sa formulation n’a pas été validée expérimentalement. Le 
modèle  Bolzon et Schrefler (2005) peut être critiqué pour sa partie hydraulique, qui ne 
tiens pas compte de la déformabilité des sols ni de la température.  
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Le modèle ACMEG TS (François et Laloui, 2008) est le modèle THM des plus 
complets qui existent, sa conception ingénieuse permet de prédire le comportement 
THM avec une seule surface de charge assez flexible. Toutefois, le mécanisme 
hydraulique du modèle ACMEG TS néglige l’influence de la déformation thermique sur 
les courbes de retenions d’eau. Par ailleurs, le modèle de Mašín et Khalili (2011) est un 
modèle hypoplasique performant qui n’utilise que très peu de paramètre comparé aux 
modèles THM existants. Toutefois, sa formulation ne considère pas le comportement 
hydraulique. 
 
Concernant le dernier modèle  Zhou et al., (2014), c’est un modèle THM isotrope né du 
concept SFG récemment proposé par Sheng et al. (2008). Sa formulation qui tiens 
compte du comportement hydraulique des sols déformables et permet aussi de tenir 
compte de la déformation thermique sur les courbes de retenions d’eau. Cependant, les 
chemins triaxiaux déviatoire ne sont pas couverts par le modèle Zhou et al., (2014). 
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Chapitre 3  

Modélisation des sols saturés à température ambiante 
 
 
 
 
3.1 Introduction 
 
Dans ce chapitre, on s’intéresse à la modélisation des sols saturés en conditions 
isothermes. Les bases de la théorie de la plasticité ainsi que les modèles Cam Clay 
originale et modifié sont présentés, dans ce cheminement nous présentons aussi les 
avantages et les inconvenants de la modélisation conventionnelle des sols saturés à 
température ambiante. 
 
Dans ce contexte, des méthodes alternatives sont discutées où nous nous sommes 
intéressé à la théorie de la surface limite (Bounding Surface Plasticity) à travers le 
modèle CASM B développé par Yu et Khong (2003).  
 
Ce modèle CASM B à fait l’objet d’une attention particulière car il allie simplicité et 
performance. De plus, il constituera la base des modèles thermomécanique des sols 
saturés et thermohydromécanique des sols non saturés développés en chapitre 4 et 5. 
 
3.2 Concept de l’élastoplasticité 
 
3.2.1 Surface de charge 
 
Le principe de l’élastoplaticité comporte une déformation totale qui se divise en deux 
composantes, la première composante est élastique et la seconde est plastique : 
 
εij = εije + εij

p          (3.1) 
 
La majorité des modèles élastoplastique existants se base sur le critère de surface 
communément appelé surface de charge. Ce critère tel que réinterprété par Yu (2006) 
est une condition qui délimite le domaine élastique du domaine plastique. Dans la zone 
élastique toutes les déformations seront recouvrables après déchargement. Par contre, si 
la surface de charge est atteinte par un chargement certaines déformations seront 
permanentes. 
 
La surface de charge est exprimée en termes de contrainte effective σij′  et peut dépendre 
aussi d’une ou de plusieurs variables internes. Mathématiquement la forme générale de 
cette limite peut être exprimée par: 
 
f(σij′ , εij

p) = 0          (3.2) 
 
Où, 
 
εij
p est la variable d’écrouissage définit par la déformation plastique. 
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La déformation élastique produite par un chargement quelconque s’annule directement 
après déchargement. Par contre, si une certaine limite est dépassée (surface de charge), 
la déformation plastique reste même après déchargement. Cet aspect peut être interprété 
en termes d’énergie fournie par unité de volume (François, 2008). 
 
dW = dWe + dWp = σij′ dεije + σij′ dεij

p           (3.3) 
 
Où, 
 
dWe; dWp sont respectivement les énergies de déformation élastique et plastique. 
 
Par analogie aux déformations élastique et plastique, le travail élastique dWe est aussi 
recouvrable après déchargement, le travail plastique dWp quant à lui ne l’ai pas. Le 
travail plastique maximum définit par von Mises (1928) et  Hill (1948, 1950) peut  être 
écrit sous la forme suivante (Yu, 2006): 
 
dWp = (σij − σij∗ )dεij

p ≥ 0          (3.4) 
 
Où, 
 
σij est un état de contrainte sur la surface de charge représenté par le point P (figure 3.1) 
et σij∗  un état de contrainte arbitraire représenté par le point P* sur ou à l’intérieur de la 
surface de charge (figure 3.1).  
 
L’équation (3.4) représente le produit scalaire entre le vecteur P*P et PQ (figure 3.1). Si 
la surface de charge est strictement convexe, l’angle formé par ces deux vecteurs est 
aiguë et le produit scalaire est positif.  À partir de cette configuration, Drucker (1952, 
1958) ont pu faire la liaison entre le cadre mathématique du problème et le 
comportement des matériaux, communément appelé le postulat de stabilité de Drucker 
(figure 3.2), il qui comporte les points suivants (Yu, 2006): 
 
-La surface de charge doit être convexe, 
-La déformation plastique doit être normale à la surface de charge (règle d’écoulement 
associative). 
 

 
 

Figure 3.1: Travail plastique, d’après Yu (2006). 

53 
 
 
 
 



Modélisation des sols saturés à température ambiante 
  
 

 
 

Figure 3.2: Postulat de stabilité de Drucker (1952, 1958), d’après Yu (2006). 
 
3.2.2 Potentiel plastique et relation contraintes déformations 
  
Une  fois que la limite entre le domaine élastique et élastoplastique est établis (surface 
de charge f), il est nécessaire de spécifier le potentiel plastique g qui relie contraintes et 
déformations plastique, avec: 
 
g(σij′ ,πi) = 0          (3.5) 
 
Ainsi, les déformations plastiques sont définit par (Hill, 1950): 
 
dεij

p = λp ∂g
∂σij

′           (3.6) 

 
Ou, 
 
dεij

p = 1
H

df ∂g
∂σij

′           (3.7) 

 
Où, 
 
λp est un multiplicateur plastique strictement positif, le terme ∂g/ ∂σij′  décrit la 
direction de l’incrément de déformation plastique et H est le module de déformation 
plastique. 
 
Si le potentiel plastique (g) à la même forme que la surface de charge (f), la règle 
d’écoulement (équation 3.6) est dite associative, si c’est le contraire c'est-à-dire (g) 
différent de (f) alors elle est dite non associative. 
 
3.2.3 Ecrouissage et conditions de consistances 
 
Quand une contrainte arbitraire atteint la limite élastique (surface de charge f), une 
déformation plastique se produit. Dans le cas contraire, il n’y a qu’une déformation 
élastique. Ainsi, il n’y a que deux cas de figures qui peuvent se produire. 
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f(σij′ , εij

p) ≤ 0  et  df = ∂f
∂σij

′ dσij′ < 0             (Cas élastique)                (3.8) 

 
f(σij′ , εij

p) = 0  et  df = ∂f
∂σij

′ dσij′ ≥ 0             (Cas plastique)                       (3.9) 

 
L’équation 3.8 décrit alors le cas élastique. Par contre, l’équation 3.9 décrit le 
comportement élastoplastique  qui  ne s’active que si la surface de charge f est sollicitée. 
Dans ce cas précis, pour que l’équation 3.9 soit valable il faut que la surface de charge 
évolue, cette condition est appelée condition de consistance de Prager (1949) ou règle 
d’écrouissage, définit par la forme générale suivante : 
 
df = ∂f

∂σij
′ dσij′ + ∂f

∂εij
p dεij

p        (3.10) 

 
3.3 Famille de modèles Cam Clay 
 
Pour des raisons de simplicité on se résume qu’au cas triaxial conventionnel avec les  
contraintes les plus couramment utilisées dans la mécanique des sols à savoir les 
contraintes isotrope p’ et déviatorique q: 
 
p′ = (σ1′ + 2σ3′ )/3        (3.11) 
 
q = σ1′ − σ3′         (3.12) 
 
Où, σ1′  est la contrainte effective verticale, σ3′  est la contrainte radiale. 
 
Les déformations volumiques et déviatoriques correspondantes sont données par : 
 
εv = ε1 + 2ε3        (3.13) 
 
εs = 2/3(ε1 + ε3)        (3.14) 
 
Le concept Cam Clay figure parmi les premiers concepts élastoplastique avancés 
applicable au domaine de la mécanique des sols. Il comporte deux modèles le premier 
est le modèle Cam Clay originale (Schofield et Worth, 1968) et le deuxième est le 
modèle Cam Clay modifié. Ces deux modèles considèrent les trois aspects suivants: 
 

• Comportement des sols sur chemin triaxial isotrope et déviatoire. 
• Le critère d’état critique,  
• Règle d’écoulement associative. 

 
Dans le plan (lnp’ − ν), les modèles Cam Clay considèrent une surface limite appelée   
droite de consolidation vierge où aucun état de contrainte ne peut l’a dépasser (équation 
3.15). Cette surface fait état de séparation entre les comportements élastique et 
plastique, ainsi les déformations peuvent être reproduites très facilement (figure 3.3). 
 
υ = N(T0) − λlnp′        (3.15) 
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Où, 
 
N(T0), est le volume spécifique correspondant à ln(p’) = 0 dans le plan ln(p’) − ν à 
température ambiante; p′, est la contrainte effective et  λ;  κ sont les paramètres de 
compression et de gonflement des sols saturés à température ambiante. 
 

 
 

Figure 3.3: Déformations élastique et élastoplastique isotrope,                         
d’après François (2008). 

 
Sur chemin déviatoire quand le déviateur de q arrive à un certain seuil, le cisaillement 
du sol entraine un état ou le changement de volume est nul εv = 0 mais le sol continue 
toujours à se déformé, on parle alors d’état critique. D’après Schofield et Worth (1968) 
cet état critique peut être décrit selon deux manières. La première, dans le plan (p’ − q) 
(figure 3.4) où il se résume par la droite d’état critique: 
 
M = qcr

pcr′
       (3.16) 

 
Où, 
 
M est la droite d’état critique dans le plan p’ − q et qcr ; pcr′  sont respectivement les 
contrainte déviatorique et isotrope qui correspondent à l’état critique. 
 
L’état critique d’un sol peut aussi être décrit dans le plan (lnp′ − ν), la droite d’état 
critique CSL  (figure 3.4) est ainsi définit par : 
 
ν = Γ − λlnp′       (3.17) 
 
Où, ν est le volume spécifique et Γ est le volume spécifique critique correspondant à 
ln(p’) = 0 dans le plan ln(p’) − ν à température ambiante. 
 
Dans le plan 𝑙𝑛 𝑝’ − 𝜈,  la figure (3.5) représente la droite de consolidation (NCL) et la 
droite d’état critique (CSL). Sur chemin isotrope, si un sol est soumis à une pression 
inférieure à la pression de preconsolidation (𝑝0) la réponse de ce dernier est élastique. 
Dans le cas contraire(𝑝′ > 𝑝0) le comportement est élastoplastique et la déformation du 
sol retrouve la droite de consolidation. 
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Figure 3.4: Droite d’état critique dans les plans (𝑙𝑛𝑝′ − 𝜈) et (𝑝’ − 𝑞),             
d’après Yu (2006). 

 

 
 

Figure 3.5: Fonctionnement des modèles Cam Clay sur chemin isotrope,              
d’après Yu (2006). 

 
3.3.1 Modèle Cam Clay originale 
 
Sur chemin triaxial déviatorique, le travail plastique par unité de volume du à 
l'application de forces extérieures est définit par: 
 
dWp,int = p′dεv

p + qdεs
p        (3.18) 

 
Où, 
 
dεv

p et dεs
p sont les déformations volumique et déviatorique plastiques. 

 
Le travail plastique définit par l’équation (3.18) se dissipe par frottement (Schofield et 
Wroth, 1968): 
 
dWfrot = Mp′dεs

p        (3.19) 
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Où, 
 
M est la pente de la droite d’état critique. 
 
D’après le principe de conservation d’énergie, le travail interne est égal au travail 
externe dWp,int = dWfrot, ainsi l’équation 3.18 est égale à l’équation 3.19: 
 
p′
q

+ dεv
p

dεs
p = M       (3.20)     

 
Le potentiel plastique g régit l’écriture des déformations plastique, il dépend des 
variations de la contrainte effective p’ et de la contrainte déviatorique q. 
 
 g(p′, q) = 0        (3.21) 
 
Les incréments de déformations volumique et dévitorique plastique sont ainsi définit 
par: 
 
dεv

p = λp ∂g
∂p′

        (3.22) 
 
dεs

p = λp ∂g
∂q

        (3.23) 
 
Puisque la déformation plastique est normale au potentiel plastique alors, 
 
dεv

p

dεs
p = − dq

dp′
        (3.24) 

 
En substituant l’équation (3.24) dans (3.20) on trouve: 
 
p′
q
− dq

dp′
= M        (3.25)                   

 
L’intégration de l’équation (3.25), permet au potentiel plastique d’être définit par : 
 
g = q

p′M
+ ln ( p′

pco′
)        (3.26)    

 
Où,  
 
pco′  est la pression de préconsolidation des sols saturés à température ambiante.     

3.3.1.1 Règle d’écoulement et surface de charge 
 
Le modèle Cam Clay obéie à la règle d’écoulement dite associative, ainsi la surface de 
charge f coïncide avec le potentiel plastique g. 
 
f = g = q

p′M
+ ln ( p′

pco′
)        (3.27)  
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 La surface de charge Cam Clay originale a une forme d’amende dans le plan (p’-q). La 
figure (3.6) montre une représentation graphique de cette dernière dans différents plans. 
 

 
 

 
Figure 3.6: Surface de charge Cam Clay originale, Schofield et Wroth (1968) 

réinterprété par François (2008). 
 
La contrainte pco′  est la pression de préconsolidation et en même temps considérée 
comme un paramètre d’écrouissage qui fait évoluer la surface de charge (figure 3.7), 
elle est formulée  en termes de déformation volumique plastique par:  
 
dpco′

pco′
= ν

λ−κ
dεv

p        (3.28) 
 

 
 

 
Figure 3.7: Evolution de la surface de charge Cam Clay originale avec 𝑝𝑐𝑜′ , 

François (2008). 
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3.3.1.2 Déformation élastique 
 
Une déformation élastique se produit lorsqu’une sollicitation se situe à l’intérieur du 
domaine élastique  (surface de charge f). Le modèle Cam Clay peut prédire deux sorte 
de déformations élastiques, la première déformation élastique est due à un chargement 
isotope p’ et la deuxième déformation élastique est due au déviateur de contrainte q, 
elles sont définit par : 
 
dεve = 1+e0

κ
dp′
p′

       (3.29) 
 
Où, 
 
κ est le paramètre de gonflement. 
 
dεse = Gdq       (3.30) 
 
Où, 
 
G est le module de déformation dévitorique, définit par : 
 
G = 3(1−2µ)

2(1+µ)
ν
κ
p′       (3.31) 

 
Où, 
 
µ  est le coefficient de Poisson et ν est le volume spécifique. 
 
3.3.2 Modèle Cam Clay modifié 
 
Dans la littérature, l’utilisation du modèle Cam Clay originale sur chemin dévitorique a 
montré une sous-estimation des déformations volumiques des sols normalement 
consolidés. Raison pour laquelle le modèle Cam Clay originale a été amélioré par ces 
mêmes auteurs, le travail plastique du modèle Cam Clay modifié par unité de volume 
est définit par: 
 
dWp,int = p′dεv

p + qdεs
p        (3.32) 

 
Le travail plastique dissipatif du modèle Cam Clay modifié est formulé par : 
 

dWfrot = p′��dεv
p�2 + �Mdεs

p�
2
           (3.33) 

 
En sachant que le modèle Cam Clay modifié se base sur le même principe que 
l’originale et que la règle d’écoulement est aussi associative. Alors, la surface de charge 
Cam Clay modifié est égale à son potentiel plastique g, elles sont données par: 
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f = g = q2

M2p′2
+ pco′

p′
+ 1 = 1       (3.34)  

 
La surface de charge du modèle Cam Clay modifié à la forme d’une éclipse dans le plan 
p’-q voir figure 3.8. 
 

 
 
 

Figure 3.8: Surface de charge  type Cam Clay modifié. 
 
3.4 Limite des modèles Cam Clay originale et modifié 
 
La famille de modèles Cam Clay a été une source d’inspiration et une base de 
modélisation pour plusieurs lois de comportements apparues par la suite, le concept 
Cam Clay permet de décrire le comportement élastique réversible et plastique 
irréversible observé expérimentalement sur plusieurs types de sols. Cependant, il 
présente certaines limitations, notamment dans la simulation du  comportement cyclique 
des sols et la transition en douceur entre les états élastique et élastoplastique. Afin de 
prendre en compte centaines de ces limitations ainsi que d’autres, plusieurs modèles 
plus avancés ont été développés, on trouve notamment parmi eux : 
 

• Les modèles basés sur la théorie de la surface limite, 
• Les modèles basé sur la théorie multi surface, 
• Les modèles basés sur la théorie de l’hypoplaticité, 
• Les modèles basés la théorie multi mécanisme, 
• Les modèles basés sur la théorie de la plasticité généralisée. 

 
Dans la section suivante, nous nous intéressons qu’à la théorie de la surface limite 
appelée aussi Bounding surface plasticity. 
 
3.5 Théorie de la surface limite 
 
Comme on la déjà souligné dans la section précédente le concept de l’élastoplasticité 
conventionnel type Cam Clay ne permet de décrire une bonne transition entre le 
comportement élastique et plastique. Afin de surpasser cette limitation, l’utilisation 
d’autres théories avancées est impérative, parmi elles on trouve la théorie de la surface 
limite ou Bounding surface plasticité initialement introduite par Dafalias (1975) et 
Dafalias et Popov (1975).  
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Cette théorie est basée sur deux surfaces de charges une surface intérieure notée (f) est 
une surface extérieure notée (F). Son point fort contrairement à la théorie de 
l’élastoplasticité conventionnelle, réside dans le fait qu’elle permet une transition en 
douceur entre le domaine élastique et le domaine plastique grâce à un module 
d’écrouissage flexible. Ce dernier dépend de la distance qui sépare les deux  surfaces (f) 
et (F) (figure 3.9). Ainsi, la déformation plastique augmente au fur et à mesure que le 
module d’écrouissage diminue. 
 
𝐻 = 𝐻𝑗 + 𝛼 𝛿

𝛿0−𝛿
        (3.35) 

 
Où, 
 
H et Hj sont respectivement les module d’écrouissages de la surface de chargement (f) 
et la surface limite (F); α est un paramètre δ0 est la distance qui sépare la surface limite 
(F) du point d’origine et δ est la distance relative qui sépare les deux surfaces (f) et (F). 
 
 

 
 

 
Figure 3.9: Principe de la théorie de la surface limite,                                     

Dafalias et Herrmann (1980), réinterprété par François (2008). 
 
3.5.1 Modèle CASM B (Yu et Khong, 2003) 

3.5.1.1 Déformation élastique 
 
Dans la littérature, ils existent plusieurs modèles basés sur le concept de la surface 
limite, le modèle proposé par Yu et Khong (2003) figure parmi ceux qui présentent un 
bon compromis entre simplicité et performance, appelé modèle CASM B (Unified 
Critical State Model for Sand and Clay) il peut prédire les comportements des sables et 
argiles saturés à température ambiante sous sollicitations monotones.  
 
Les comportements élastiques volumique est déviatorique sont décrit par le modèle 
CASM B de la même manière que le modèle Cam Clay, la déformation volumique 
élastique est donc égale à: 
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dεve = 1+e0

κ
dp′
p′

        (3.36) 
 
Où, 
 
κ est le paramètre de gonflement et e0 est l’indice des vides initial. 
 
La déformation déviatorique élastique est définit quant à elle par : 
 
dεse = Gdq         (3.37) 
 
Où, 
 
G est le module de déformation dévitorique. 

3.5.1.2 Surface de charge 
 
Le modèle CASM B compte deux surfaces de charges (f) et (F). La première c’est la 
surface de chargement (f) comme son nom l’indique, la sollicitation fait partie 
intégrante de cette dernière. La deuxième surface que compte le modèle CASM B, c’est 
la surface de charge limite (F), comme son nom l’indique aussi, elle est considérée 
comme l’enveloppe extérieure limite. 
 
La surface de chargement (f) tel que défini par le modèle CASM B : 
 

f = � q
p′M

�
n

+
ln� p′

pc0
′ �

ln(r)
        (3.38) 

 
La surface de charge limite est donnée quant à elle par : 
 

F = � qj
pj
′M
�
n

+
ln�

pj
′

pc0
′ �

ln(r)
         (3.39) 

 
Où, 
 
q et p′ sont les contraintes isotrope est déviatorique situées sur la surface (f) ; pj′ et qj 
sont les contraintes isotrope est déviatorique situées sur la surface (F); n est un 
paramètre; r est un paramètre utilisé pour le contrôle d’intersection entre la droite 
critique et la surface limite (Yu 1995, 1998), M est la droite d’état critique à la 
température T et β est un paramètre tel que 0 < β ≤ 1. 
 
La figure 3.10 montre le surface de chargement (f) et la surface de charge limite (F) 
dans le plan p’ − q, si la distance δ séparant ces deux surfaces est nulle, alors ces 
dernières coïncident.  
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3.5.1.3 Potentiel plastique et relation contraintes déformations 
 
Le modèle CASM B utilise la règle d’écoulement non associative proposée par Rowe 
(1962) avec: 
 
dεv

p

dεs
p = 9(M−q/p)

9+3M−2Mq/p
        (3.40) 

 
L’intégration de cette fonction permet au potentiel plastique à être déterminer par : 
 
g = 3M(ln p′ − ln β) + (3 + 2M) ln �2q+3p′

p′
� − (3 − M) ln �3p

′−q
p′

�     (3.41) 
 

 
 
 

Figure 3.10 : Surfaces de charge (f) et (F) du modèle CASM B                                      
(Yu et Khong, 2003). 

 
L’écrouissage est contrôlé par la pression de preconsolidation p’co ainsi que par la 
déformation plastique dεv

p : 
 
dpco′

pco′
= ν

λ−κ
dεv

p        (3.42) 
 
La condition de constance de la surface limite (F) équation (3.39) en combinaison avec 
l’équation (3.42) permet le résultat suivant: 
 
∂F
∂pj

′ dpj′ + ∂F
∂qj

dqj + 1
ln (r)

ν
λ−κ

dεv
p = 0        (3.43) 

 
D’après le principe de Hill (1950), la déformation volumique plastique du modèle 
CASM B s’écrit de la manière suivante : 
 
dεv

p = 1
H

df ∂g
∂p′

= 1
Hj

dF ∂g
∂pj

′        (3.44) 

 
Ceci implique, 

Sollicitation 

Surface limite F

 

Point de 
projection

Surface de 
chargement f

0
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dεv
p = 1

H
� ∂f
∂p′

dp′ + ∂f
∂q

dq� ∂g
∂p′

= 1
Hj
� ∂F
∂pj

′ dpj′ + ∂F
∂qj

dqj�
∂g
∂pj

′         (3.45) 

 
Où, 
 
H and Hj sont respectivement les modules d’écrouissage de la surface de charge f et de 
la surface limite F. 
 
En combinant l’équation (3.43) avec l’équation (3.45), le module déformation plastique 
relatif à de la surface de charge limite (F) peut être définit par (Yu et Khong, 2003):  
 
Hj = ν

(λ−κ) ln r
∂g
∂pj

′         (3.46) 

 
Vu la similitude de forme entre les surface de charges f et F (Yu et Khong, 2003), le 
couple de sollicitation (p’j , qj) se trouvant sur la surface de charge limite F peut être 
calculé à partir du couple de sollicitation (p’, q)  se trouvant sur la surface de charge f 
par: 
 
 
p’j 
p′

= qj
q

= p’c0j 
pc0′

= 1
β
    avec  0 < β ≤ 1        (3.47) 

 
La théorie de la surface limite, stipule que le module de déformation plastique (module 
d’écrouissage) ne dépend pas que du positionnement de la sollicitation sur la surface 
limite mais dépend aussi de la distance qui sépare la sollicitation de son image sur la 
surface de limite voir figure (3.10), ainsi le module de déformation doit respecter les 
restrictions suivantes: 
 

H = �
+∞          β = 0
Hj              β = 1       (3.48) 

 
Lorsque les valeurs du paramètre β sont très petite ≈ 0, l’équation (3.48) permet la 
prédiction de déformations presque élastique (déformations plastiques presque nulles), 
dans ce cas précis, sur une droite qui passe par l’origine du plan p’-q, la sollicitation (se 
trouvant sur la surface f) est très éloignée par rapport à sa projection (se trouvant sur la 
surface F) (figure 3.10). Toutefois, si le paramètre β augmente (cas d’un chargement) la 
déformation élastoplastique augmente progressivement. Et si le paramètre β est égal à 1, 
alors la déformation devient purement plastique et la surface (f) coïncide avec la surface 
(F). Donc compte tenu des restrictions imposées par l’équation (3.48), Yu et Khong 
(2003) proposent la formule suivante pour capturer le module d’écrouissage H de la 
surface (f): 
 
H = Hj + h

p′
(1−β)d

β
       (3.49) 

 
Où, 
 
h;  d sont des paramètres. 
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Les figures 3.11 et 3.12 montrent l’influence des paramètres h et d sur le module 
d’écrouissage H. 
 

 
 
 

Figure 3.11: Influence du paramètre d sur le module d’écrouissage H,                         
Yu et Khong (2003). 

 
 
 

 
 
 
Figure 3.12: Influence du paramètre h sur le module d’écrouissage H, Yu et Khong 

(2003). 

3.5.1.4 Simulations qualitatives 
 
Dans cette section, on présente quatre simulations qualitatives d’essais de cisaillement 
drainés à l’aide du modèle CASM B, toutes les simulations ont été réalisées avec les 
paramètres figurant au tableau 3.1.  
 
Le premier exemple concerne un sol normalement consolidé (pression de 
préconsolidation 𝑝c0′ = 500 𝑘𝑃𝑎) voir figure (3.13). Le deuxième cas simulé est un sol 
légèrement surconsolidé OCR=1.67, le résultat est reporté sur la figure (3.14). La 
troisième simulation concerne un sol fortement surconsolidé OCR=10 (figure 3.15). 
La dernière figure (3.16) montre quant à elle la simulation d’une sollicitation triaxiale 
cyclique d’un sol normalement consolidé. 
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Tableau 3.1: Paramètres utilisés dans les simulations. 
 

Paramètres élastique 
κ , µ   [-], [-] 0.01, 0.25 
Paramètres élastoplastique  
λ, h, d  
n, r, M  

 [-], [-], [-] 
 [-], [-], [-] 

0.11, 2100, 1.2  
3.5, 1.85, 0.90 

 
 
 

 
 

Figure 3.13: Simulation qualitative, OCR=1. 
 
 
 

 
 

Figure 3.14: Simulation qualitative, OCR=1.66. 
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Figure 3.15: Simulation qualitative, OCR=10. 

 
 
 
 

 
 

 
Figure 3.16: Simulation cyclique d’un sol normalement consolidé. 
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3.6 Conclusion 
 
Dans ce chapitre nous avons exposé les bases de la théorie de plasticité depuis sa 
formulation mathématique jusqu’à son utilisation dans le domaine des sols saturés à 
température ambiante. Dans ce contexte, les modèles Cam Clay originale et modifié 
sont eux aussi exposées. 
 
Parmi les principales conclusions qu’on a tirées de ce chapitre, figure  la limitation 
des modèles Cam Clay à prédire la transition entre les comportements élastique et 
élastoplastique. Ce qui nous a poussé à nous tourner vers d’autres concepts plus 
avancés. 
 
Dans ce contexte, les modèles élastoplastique avancés basés sur la théorie de la 
surface limite peuvent constitués une alternative aux modèles Cam Clay 
conventionnels. Parmi eux, figure le modèle CASM B (Yu et Khong, 2003), sa 
simplicité et sa performance lui confère un bon potentiel pour modélisation des sols 
saturés à température ambiante.  
 
La performance qu’offre le concept CASM B, nous a motivé à le considérer comme 
modèle de base pour le développement de deux modèles, le premier est un 
thermomécanique des sols saturés que nous allons présenter en chapitre 4, ainsi qu’un 
deuxième modèle thermo-hydro-mécanique des sols non saturés qui va être présenté 
en chapitre 5. 
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Chapitre 4   

Développement et validation d’un modèle thermomécanique 

des sols saturés 

 
 
 
4.1 Introduction 
 
Dans la continuité du modèle CASM B (Yu et Khong, 2003), nous présentons un 
modèle thermo mécanique des sols saturés. Un mécanisme isotope en conditions non 
isothermes est proposé dans le cadre de la théorie de la surface limite, ce qui permet 
l’utilisation d’une seule surface de charge. 
 
Le deuxième volet de ce chapitre, est consacré à l’extension du mécanisme isotrope 
thermo mécanique aux les chemins déviatoire, ce qui permet aussi au modèle de 
n’utiliser  qu’une seule surface de charge. Afin de valider les formulations proposées 
des simulations quantitatives sont présentées.  
 
4.2 Proposition d’un modèle thermomécanique des sols saturés 
 
Le comportement volumiques et déviatoriques des sols saturés soumis à des 
sollicitations thermo mécaniques est capturé par les relations suivantes: 
    
dεv = dεve + dεv

p          (4.1) 
 
dεs = dεse + dεs

p          (4.2) 
 
Où, 
 
dεve est la déformation volumique thermo élastique, dεv

p est la déformation volumique 
thermoplastique, dεse est la déformation déviatorique élastique et dεs

p est la déformation 
déviatorique thermoplastique. 
 
4.2.1 Thermo élasticité  

 
Le gonflement thermique des sols fortement surconsolidés est un comportement 
thermoélastique (Hueckel et Baldi, 1990 ; Cui el al., 2000; Laloui et Cekerevak, 2003; 
Abuel-Naga et al., 2007a), après un cycle d’échauffement refroidissement les 
déformations des sols fortement surconsolidés retrouvent leurs états initiaux. Dans ce 
cadre, plusieurs auteurs ont proposés des formules pour décrire ce comportement parmi 
eux on trouve les travaux de Cui el al. (2000) avec la relation suivante: 
 
dεvTe = αdT          (4.3) 
 
Où, 
 
α est le coefficient de dilatation thermique. 
 

70 
 



Développement et validation d’un modèle thermo-mécanique des sols saturés 
 
 
Par ailleurs, le gonflement thermique des sols fortement surconsolidés et aussi non 
linéaire (Laloui et Cekerevak, 2003; Abuel-Naga et al., 2007a) ça peut se confirmer 
aussi  avec les travaux expérimentaux de Hueckel et Baldi (1990) et Cekerevac et 
Laloui (2004). Dans ce contexte, Abuel-Naga et al. (2007a) proposent la forme suivante 
pour  décrire cette déformation thermoélastique non linéaire: 
 
dεvTe = α dT

T
          (4.4) 

 
Le paramètre α n’est pas constant mais dépend du niveau de contrainte appliqué au sol 
(Hueckel and Borsetto, 1990; Laloui, 1993) voir figure 4.1. La formule suivante est 
proposée par  Abuel-Naga et al. (2007a) pour décrire ce paramètre. 
 
dα
α

= c dp′
p′

          (4.5) 
 
Où, 
 
c, est un paramètre qui gouverne le comportement expansif des sols saturés fortement 
surconsolidé  soumis à un échauffement.  
 
Ainsi, la déformation thermo élastique totale peut être par décrit par (Abuel-Naga et al., 
2007a). 
 
dεve = κ

1+e0

dp′

p′
+ α dT

T
          (4.6) 

 
Où, 
 
p′ est la contrainte effective, e0 est l’indice des vides et κ est le paramètre de 
gonflement. 
 

 
 

Figure 4.1: Influence du niveau de contrainte sur le paramètre 𝛼,                             
Abuel-Naga et al. (2007a). 
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La déformation élastique déviatorique est assumé la même que celle définit par le 
modèle Cam Clay:  
 
dεse = dq

3G
          (4.7) 

 
Où, 
 
G est le module de cisaillement, il est considéré indépendant de la température et est 
définit par: 
 
G = 3(1−2µ)

2(1+µ)
v
κ
p′          (4.8) 

 
Où, 
 
µ  est le coefficient de  Poisson et v est le volume spécifique. 
 
4.3.2 Thermo plasticité 

4.3.2.1 Mécanisme isotrope thermo mécanique 
 
La majorité des modèles thermomécanique des sols saturés sont des modèles 
élastoplastique type Cam Clay. Ils considèrent que les droites de consolidation se 
décalent vers le bas dans le plan 𝑙𝑛𝑝’ − 𝑒 et restent parallèles les unes aux autres lorsque 
la température augmente. En d’autres termes, le paramètre de compression λ est 
considéré contant en température (figure 4.2), c’est aussi le cas du paramètre de 
gonflement κ. Dans le cadre du modèle proposé, les mêmes hypothèses sont 
considérées.  
 

 
 

Figure 4.2: Effet de la température sur  des droites de consolidation. 
 
La pression de preconsolidation des sols saturés diminue avec la température. Bien 
évidemment, c’est un fait si le sol est légèrement surconsolidé ou normalement 
consolidé et qu’il n’a pas subi de refroidissement juste après avoir été chauffé.  
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Si dans ces conditions le sol a subit un refroidissement, alors il y a effet de 
surconsolidation (la pression de préconsolidation augmente sous l’effet du cycle 
thermique). 
  
Par ailleurs si le sol est fortement surconsolidé, la pression de preconsolidation est 
toujours en diminution quel que soit le cycle de température que le sol subit. 
 
Afin de mettre en évidence l’influence de la température sur la pression de 
preconsolidation plusieurs auteurs ont proposé des équations de lissage en température. 
Dans ce contexte, on trouve les travaux de Hueckel et  Baldi (1990); Boudali et al. 
(1994), Moritz (1995), Cui et al. (2000), Laloui et Cekerevak (2003) avec les formules 
suivantes (François, 2008): 
 
pc′ (T) = pc0′ + (a1(T − T0) + a2(T − T0)|T − T0|) (Hueckel et  Baldi, 1990)         (4.9) 
 
pc′ (T) = pc0′ (1 + c(T − T0))                                     (Boudali et al., 1994)              (4.10) 
 
pc′ (T) = pc0′ (T0/T)n                                                  (Moritz, 1995)      (4.11) 
 
pc′ (T) = pc0′ exp (α0(T − T0)))                                  (Cui et al., 2000)                   (4.12) 
 
pc′ (T) = pc0′ (1 − γTlog(T/T0))                       (Laloui et Cekerevak, 2003)     (4.13) 
 
Où, 
 
pc0′  est la pression de préconsolidation des sols saturés à température ambiante, T0 est la 
température ambiante, T est la température et α0; a1; a2; c; n; γT  sont des paramètres. 
 
Une comparaison entre ces différentes formules a été entreprise par François (2008), 
l’auteur à fait sa comparaison sur plusieurs travaux expérimentaux (Eriksson, 1989; 
Moritz, 1995; Tidfors et Sällfors, 1989; Boudali et al., 1994; Cekerevac et Laloui, 2004) 
voir (figure 4.3).  
 
D’après François (2008) le résultat de cette comparaison a démontré que la formule de  
Laloui et Cekerevak (2003) figure parmi les mieux adaptée pour décrire la pression de 
préconsolidation thermo mécanique des sols saturés. 
 
La pression de préconsolidation des sols saturés en température aussi appelée la surface 
de charge thermo mécanique, ne suffit pas à elle seule pour décrire le comportement 
thermomécanique des sols saturés. En effet, afin de mieux prédire le comportement  
gonflant thermo élastique des sols fortement surconsolidé une autre surface de charge et 
nécessaire.  
 
Cui et al. (2000) étaient les premiers à proposer une deuxième surface de charge notée 
Ty qui sépare le domaine thermoélastique du domaine thermoplastique. Ainsi, la surface 
de charge thermomécanique notée Ly par Cui et al. (2000) ainsi que la nouvelle surface 
de charge thermique Ty (figure 4.4) peuvent servir d’une manière découplée à prédire 
les déformations thermoélastique et thermoplastique des sols saturés. 
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Figure 4.3: Comparaison entre les équations de surface de charges 
thermomécaniques (équations 4.9 à 4.13), François, (2008). 
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Figure 4.4: Mécanismes LY et TY du modèle de Cui et al. (2000). 
 
Dans la continuité des travaux de Cui et al. (2000), Abuel-Naga et al. (2007a) ont 
proposé le même mécanisme, à savoir une surface de charge thermique Ty qui a été 
validé expérimentalement par ces auteurs à partir des essais expérimentaux de Hueckel 
et Baldi (1990), Baldi et al. (1991) et d’Abuel-Naga et al. (2007a), voir figure 4.5. 
 
 

 
 
 

Figure 4.5 : Validation expérimentale de la surface de charge thermique TY par 
Abuel-Naga et al. (2007a). 
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Cependant, les mécanismes TY et LY proposés par Cui et al (2000) et Abuel-Naga et al. 
(2007a) présentent certains inconvenants. Le premier d’entre eux, c’est le calcul les 
déformations d’une manière découplé, car chaque surface de charge donne lieu à une 
déformation thermoplastique quand elle est mobilisée soit par une sollicitation 
thermique ou mécanique. Le deuxième inconvenant, c’est la manière avec laquelle ces 
deux surfaces de charges évolues, qui est assez complexe sous sollicitations cycliques 
(mécanique et/ou thermique).  
 
François (2008) et Laloui et François (2009) ont outre passé ces contraintes, en 
considérant qu’une seule surface de charge pour décrire le comportement 
thermomécanique des sols saturés, cette dernière est formulée de la manière suivante: 
 
f = p′ − risopc′ (T) = 0        (4.14) 
 
Où, 
 
riso est le degré de plastification, avec risoe ≤ riso < 1. 
 
Le paramètre risoe  est un paramètre qui sépare le domaine thermoélastique du domaine 
thermoplastique, si riso ≤ risoe  la déformation du sol sous échauffement est thermo 
élastique. Par analogie au modèle de Cui et al. (2000) si le paramètre riso se trouve dans 
la fourchette risoe ≤ riso < 1, la surface de charge (équation 4.14) est similaire à la 
surface de charges Ty définit par Cui et al. (2000). Par ailleurs, si riso = 1, alors la 
surface de charge (équation 4.14) est similaire à la surface de charge Ly (Cui et al., 
2000). Ceci démontre la flexibilité de l’équation 4.14 proposée par François (2008) et 
Laloui et François (2009). 
 
À titre d’illustration prenant l’exemple proposé par François (2008) pour décrire la 
déformation thermique des sols saturés sous charge constante.  
 
Dans le premier cas, le sol est supposé légèrement surconsolidé (figure 4.6), le couple 
de sollicitation (p’-T) chemin 0’-1’ est à l’intérieur du domaine élastique car p′ <
risoe pc′ (T0). De ce fait, l’augmentation de température n’induit qu’une déformation 
thermoélastique gonflante et il n’y a pas d’écrouissage de la surface de charge. Par 
contre, l’élévation de température (1’-2’) fait évoluer la pression de préconsolidation 
ainsi que le degré de plastification de Δriso (riso > risoe ) à cause de la déformation qui 
deviens contractante. Ainsi la surface de charge s’écrit sous la forme risopc′ (T0) aulieu 
de risoe pc′ (T0). Le refroidissement 2’-3’ quant à lui n’a aucun effet sur la pression de 
préconsolidation, puisque la sollicitation ne dépasse pas la surface de charge et que la 
déformation est contractante thermoélastique.  
 
Le deuxième cas quant à lui,  montre un sol normalement consolidé (figure 4.6). Le 
couple de sollicitation (p’-T) touche la surface de charge dès le début de l’échauffement 
(chemin 0-1) car le degré de plastification riso = 1 (cas normalement consolidé), la 
déformation qui s’en suit est contractante ce qui provoque l’évolution la surface de 
charge. Comme pour le premier cas, le refroidissement n’a aucun effet sur la pression de 
préconsolidation puisque que la déformation est contractante thermoélastique. 
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Figure 4.6: Illustration d’essais d’échauffements à contrainte constante,           
François (2008) et Laloui et François (2009). 

 
L’exemple suivant montre la réponse d’un sol saturé soumis à une compression isotrope 
à température constante, où un schéma de principe proposé par François (2008) est 
illustré en figure 4.7. Dans cet exemple, deux cas type d’essais sont discutés. Le premier 
concerne un sol supposé fortement surconsolidé soumis à une sollicitation mécanique 0-
1-2 à température ambiante. La réponse du sol à la sollicitation 0-1 est élastique car la 
sollicitation n’atteint pas la surface de charge. Par contre, la sollicitation 1-2 atteint la 
surface de charge et mobilise progressivement le degré de plastification jusqu’à ce que 
riso soit égal à 1 et que la déformation retrouve la droite de consolidation saturé à 
température ambiante. Le chemin de sollicitation mécanique 0’-1’-2’ à température 
élevée provoque le même comportement que le premier exemple (chemin 0-1-2) sauf 
que dans ce cas, le sol recouvre la droite de consolidation saturée à température élevée 
au lieu de celle à température ambiante. 
 

 
 

Figure 4.7: Illustration d’essais de compression isotrope à température 
constantes, François (2008) et Laloui et François (2009).  
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En partant du même principe proposé par François (2008) et Laloui et François (2009), 
nous n’utilisons qu’une seule surface de charge thermomécanique. Cependant, dans 
notre il n’y a pas distinction entre la partie thermoélastique et thermoplastique sauf dans 
le cas d’un déchargement mécanique et/ou thermique (comportement thermoélastique). 
Pour se faire nous avons opté pour la théorie de la surface limite ou Bounding Surface 
Plasticity, plus précisément pour le concept CASM B (Yu et Khong, 2003). Où nous 
avons entendu le concept aux conditions non isothermes. La surface de chargement (f) 
ainsi que la surface limite (F) isotropes thermomécaniques s’écrivent alors par : 
 
f = p′ − βpc′ (T) = 0        (4.15) 
 
F = pj′ − pc′ (T) = 0        (4.16) 
 
Avec, 
 
pc′ (T) = pc0′ (1 − γTlog �T0

T
�)        (4.17) 

 
Où, 
 
β est un paramètre, avec 0 < β ≤ 1. 
 
Vu que les surfaces de charge (f) et (F) dans le plan (p’-T) ont des formes similaires 
(figure 4.8), alors à température constante le couple de sollicitation (p’j , T) se trouvant 
sur la surface limite (F) peut se calculé à partir du couple de sollicitation (p’, T)  se 
trouvant sur la surface de charge (f) selon une ligne droite qui passe par cette 
température T dans le plan p’-T (figure 4.8), avec: 
 
 
p’j 
p′

= pc′ (T) 
βpc′ (T)

= 1
β
            (4.18) 

 
Ce qui fait qu’à température ambiante on retrouve l’écriture du modèle CASM B: 
 
p’j 
p′

= pc0′

βpc0′
= 1

β
            (4.19) 

 

 
 

Figure 4.8: Surfaces de charges thermomécaniques proposées. 
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La déformation volumique plastique (Hill, 1950; Yu et Khong, 2003) est définit par:  
 
dεv

p = 1
H

df ∂g
∂p′

= 1
Hj

dF ∂g
∂pj

′        (4.20)  

 
En température, la condition de consistance des surfaces de charge (f) et (F) (équations 
(4.15) et (4.16)) en combinaison avec l’équation (4.20), permet de formuler la 
déformation thermoplastique de la manière forme suivante: 
 

dεv
p = 1

H
� ∂f
∂p′

dp′ + ∂f
∂T

dT� ∂g
∂p′

= 1
Hj
� ∂F
∂pj

′ dpj′ + ∂F
∂T

dT� ∂g
∂pj

′        (4.21) 

 
Sur chemin isotrope nous considérons une règle d’écoulement associative ce qui fait 
que la surface de charge (f) coïncide avec le potentiel plastique (g). Le module 
d’écrouissage de la surface limite est égal à : 
 
Hj = v

λ−κ
 ∂g
∂pj

′        (4.22) 

 
Où, 
 
λ; κ sont les paramètres de compression et de gonflement des sols saturés à température 
ambiante et v est le volume spécifique. 
 
À température élevée, le module d’écrouissage de la surface de chargement H doit aussi 
respecter les mêmes restrictions suivantes: 
 

H = �
+∞           β = 0
Hj              β = 1        (4.23) 

 
Les restrictions imposées par l’équation (4.23), stipule que le comportement du sol 
demeure presque thermoélastique tant que la sollicitation est éloignée de la surface de 
limite. Par contre, si la sollicitation augmente jusqu’à atteindre β = 1, la surface de 
chargement (f) coïncidera avec la surface limite (F) et leurs modules d’écrouissages  
respectives H et Hj vont s’égaler, ce qui induit un comportement purement 
thermoplastique. 
 
En conditions isotrope non isothermes après adaptation de la formule de Yu et Khong 
(2003), nous proposons la forme suivante pour décrire le module plastique de la surface 
de chargement H sous sollicitation thermo mécanique: 
 

H = �
Hj + h

p′
(1−β)d

β
  cas de sollicitation mécanique

Hj + h
p′

(1−β)dT
β

    cas de sollication thermique
                                          (4.24) 

 
Où, 
 
dT est un nouveau paramètre. 
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Afin de mettre en évidence les formulations proposées, prenant pour exemple un essai 
d’échauffement-refroidissement à contraintes constantes (figure 4.9). Dans cette 
illustration, trois types de sols sont exposés à savoir: un sol normalement consolidé, 
faiblement surconsolidé et fortement surconsolidé. L’échauffement du sol normalement 
consolidé (figure 4.9a) à provoquer une déformation totale contractante qui a fait 
évoluer les deux surfaces de charges (f) et (F) (écrouissage thermique). Puisqu’il n’y a 
pas de distinction entre la zone thermoélastique et thermoplastique, la déformation 
thermoplastique engendrée a été supérieure à la déformation thermoélastique, ceci 
s’explique par un module d’écrouissage H minimale (H = Hj) vu que surface de 
chargement f coïncide avec la surface limite F (β = 1). 
 
Pour le cas légèrement surconsolidé (figure 4.9b), l’échauffement a produit une 
dilatance suivi d’une contractance, qui à son tour a fait évoluer de façon moins 
significative les surfaces de charge (f) et (F) comparé au cas normalement consolidé. 
Dans la partie dilatante, la déformation thermoélastique prime sur la déformation 
thermoplastique mais arrivé à une certaine température le phénomène s’inverse. Ceci 
s’explique par un module d’écrouissage H qui diminue au fur et à mesure que le 
paramètre β augmente (rapprochement de la surface de chargement (f) par rapport à 
surface limite (F)).  
 
Dans le cas de sol fortement surconsolidé (figure 4.9c), l’échauffement a produit une 
déformation totale dilatante avec un  léger écrouissage de la surface de charge. Bien que 
contradictoire, ceci s’explique par une déformation thermoélastique bien supérieure à la 
déformation thermoplastique (module d’écrouissage H grand qui correspond à un 
paramètre β petit). 
 
Lors de la phase refroidissement, les déformations engendrées sont purement thermo 
élastique (déformation contractante) dans les trois types de sol de la figure 4.9 car 
l’incrément de la sollicitation thermique est négatif. 
 

 
 

Figure 4.9: Fonctionnement du modèle, cas d’essais d’échauffement sous 
contrainte constante. 
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Dans l’exemple suivant (figure 4.10), on présente le cas d’un sol surconsolidé 
préalablement chauffé soumis à un cycle de chargement déchargement mécanique à 
température constante T. La figure 4.10 montre que la déformation totale se mobilise 
progressivement au fur et à mesure que le paramètre β évolue (contrainte isotrope en 
augmentation). Dans ce contexte, le module d’écrouissage H commence avec une valeur 
élevée (β petit) puis diminue au fur et mesure que le paramètre β augmente. 
 
Lorsque la sollicitation mécanique arrive à un certain seuil, le paramètre β est égale à 1 
et la surface de chargement (f) coïncide alors avec la surface limite (F). La 
compressibilité du sol retrouve ainsi la droite de consolidation à la température T (selon 
la pente de compression 𝜆 dans le plan 𝑙𝑛𝑝’ − 𝜈).  
 
Sous déchargement mécanique à température T, l’amorce de la déformation purement 
élastique se produit juste après que le sol soit déchargé en suivant la pente de 
gonflement 𝜅 dans le plan 𝑙𝑛𝑝’ − 𝜈. 
 
 

 
 
 
Figure 4.10 : Fonctionnement du modèle, cas d’un essai de compression isotrope à 

température constante. 

4.3.2.2 Mécanisme dévitorique thermo mécanique 
 
Dans cette section nous étendons le mécanisme isotrope thermomécanique exposé 
précédemment aux chemins déviatoire par le bais du modèle CASM B (Yu et Khong, 
2003). Ainsi, la surface de chargement (f) et la surface limite (F) dans l’espace 
tridimensionnelle p’-q-T (figure 4.11) sont définies par : 
 

f = � q
p′M

�
n

+
ln� p′

βpc0
′ �1−γT log�

T
T0

��
�

ln(r)
        (4.25) 

 

F = � qj
pj
′M
�
n

+
ln�

pj
′

pc0
′ �1−γT log�

T
T0

��
�

ln(r)
        (4.26) 
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Figure 4.11: Surfaces de charges thermomécanique proposées. 
 
L’influence de la température sur la droite d’état critique est contradictoire. Certains 
chercheurs ont constaté que la pente de la droite critique M est indépendante de la 
température pour d’autres elle augmente ou diminue. Cependant d’après Mašín et 
Khalili (2011), la plus part des interprétations sur ce sujet convergent pour une droite 
d’état critique indépendante de la température.  
 
Afin de prendre en considération ces interprétations contradictoires, on opte pour la  
formule proposée par Laloui (1993) pour décrire la pente M :   
 
M = M0 + a3(T − T0)       (4.27) 
 
Où, 
 
M0 est la pente de la droite d’état critique à la température ambiante et a3 est un 
paramètre. 
 
Dans le plan (p’-q) à température 𝑇 > 𝑇0 constante (figure 4.12), les surface de charges 
(f) et (F) sont de forme similaire, ce qui fait permet au couple de sollicitation (p’j , qj) 
se trouvant sur la surface de charge limite F d’être calculés à partir du couple de 
sollicitation (p’, q)  se trouvant sur la surface de charge f, selon une ligne droite qui 
passe par l’origine de ce plan p’-q à température T, avec: 
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pj
′

p′
= qj

q
=

pc(T)
′

βpc(T)
′ = 1

β
         (4.28) 

 
Dans le plan p’-q à température ambiante on retrouve aussi l’écriture du  modèle CASM 
B avec : 
 
pj
′

p′
= qj

q
= pc0′

βpc0′
= 1

β
       (4.29) 

 
 

 
 

 
Figure 4.12: Règle de projection dans le plan p’-q à température T. 

 
En température, la condition de consistance des surfaces de charge (f) et (F) (équations 
(4.25) et (4.26)) en combinaison avec l’équation (4.20), permet de formuler la 
déformation thermoplastique de la manière forme suivante: 
 

dεv
p = 1

H
� ∂f
∂p′

dp′ + ∂f
∂q

dq + ∂f
∂T

dT� ∂g
∂p′

= 1
Hj
� ∂F
∂pj

′ dpj′ + ∂f
∂qj

dqj + ∂F
∂T

dT� ∂g
∂pj

′    (4.30) 
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Hj = v

(λ−κ)lnr
 ∂g
∂pj

′        (4.31) 

 
Nous adoptons, la même règle d’écoulement non associative proposé par Rowe (1962) 
et adopté par le modèle CASM B à savoir: 
 
dεv

p

dεs
p = 9(M−q/p)

9+3M−2Mq/p
        (4.32) 

 
L’intégration de la relation contrainte-dilatance équation 4.32, permet au potentiel 
plastique d’être définit par (Yu et Khong, 2003): 
 
g = 3M(ln p′ − ln β) + (3 + 2M) ln �2q+3p′

p′
� − (3 − M) ln �3p

′−q
p′

�       (4.33) 
 
À température élevée, sur chemin triaxial déviatoire le module d’écrouissage H doit 
aussi respecter les restrictions suivantes: 
 

H = �
+∞           β = 0
Hj              β = 1         (4.34) 

 
Le module d’écrouissage H de la surface de chargement choisis est le même que celui 
définit par l’équation (4.24) à savoir :  
 

H = �
Hj + h

p′
(1−β)d

β
  cas de sollicitation mécanique

Hj + h
p′

(1−β)dT
β

    cas de sollication thermique
                                          (4.35) 

 
4.3 Simulation thermo mécanique en conditions isotrope 
 
Toutes les simulations présentées dans cette section ont été effectuées avec les 
paramètres du Tableau 4.1. 
 

Tableau 4.1 Paramètres de simulation des travaux                                       
d’Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
Paramètres thermo-élastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] 0.006, 0.25*, -1x10-3, 0 
Paramètres thermoplastique  
λ, h, d, dT, γT  
 n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-] 
 [-], [-], [-] 

0.09, 2800, 1.2, 2.50, 0.33 
3.5*, 1.85*, 1.17* 

 (*) Paramètres calibrés  à partir des résultats expérimentaux d’Uchaipichat (2005). 
 
4.3.1 Simulation de tests de compression isotrope à températures constantes 

Uchaipichat et Khalili (2009) ont mené trois essais de compression isotrope sur un 
limon saturé et compacté de la région Bourke (Australie). La figure 4.13 montre les 
résultats des simulations pour les températures 25°C, 40°C et 60°C, le décalage des 
droites de consolidation en température et très bien reproduit par le modèle. 
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Figure 4.13: Simulation des essais de compressions isotropes d’Uchaipichat et 
Khalili (2009) à température constantes. 

 
4.3.2 Simulation d’essais d’échauffement-refroidissement à contraintes imposés 

 
Une série de tests cycliques (échauffement-refroidissement) à contraintes nettes 
constantes  (50, 100, 150 and 200 kPa) a été effectuée sur un limon compacté de la 
région Bourke (Australie) par Uchaipichat et Khalili (2009, ces tests sont comparés avec 
des simulations numériques illustrées en figure 5.14. D’une manière générale, on peut 
conclure que le comportement de ce sol sous échauffement refroidissement est très bien 
capturé par le présent modèle. 
 

 
 
Figure 4.14: Simulation des essais d’échauffement-refroidissement d’Uchaipichat 

et Khalili (2009) à différents niveaux de contraintes. 
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4.3.3 Simulation d’essais de cisaillement à température constantes 

 
Les figures 4.15 à 4.20 montrent les résultats des simulations des essais de cisaillement 
drainés effectués par Uchaipichat et Khalili (2009) sur un limon de Bourke saturés à 
differents niveaux de surconsolidations et de températures. Les prédictions du modèle 
sont acceptables, cependant la déformation volumique contractante est légèrement sous-
estimée dans les simulations à OCR=1.33. 
 
 

 
 
 
Figure 4.15: Simulation d’essai de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 

25 °C d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
 

 
 

 
Figure 4.16: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 

40°C d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
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Figure 4.17: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=2 et à température 
60 °C, Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
 
 
 

 
 
 

Figure 4.18: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à 
température 25°C d’Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
 
 

87 
 



Chapitre 4 
 
 
 

 

 
 
 

Figure 4.19: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à 
température 40 °C d’Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
 
 
 

 
 
 

Figure 4.20: Simulation d’essai  de cisaillement drainé à OCR=1.33 et à 
température 60 °C d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
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4.4 Conclusion 
 
Un modèle thermo mécanique des sols saturés a été présenté, sa formulation est 
présentée dans un cadre couplé. Le concept de la surface limite est utilisé, ainsi le 
comportement thermomécanique des sols saturés est reproduit avec une seule surface de 
charges. 
 
La déformation thermoélastique est simulée d’une manière satisfaisante par le présent 
modèle, dans le cas des sols fortement surconsolidés. De plus, la déformation 
thermoplastique est aussi bien reproduite à diffèrent degrés de surconsolidation. 
 
Le décalage des droites de consolidation en température montré par les essais de 
compression isotrope est aussi bien reproduit par le modèle. Ce qui démontre encore 
une fois une bonne évaluation de  la déformation thermo plastique. 
 
Cependant, la déformation contractante évaluée par le présent modèle lors de la 
simulation d’essais de cisaillement drainés à faible OCR est légèrement sous-estimer. 
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Chapitre 5  

Développement et validation d’un modèle thermo-hydro-

mécanique des sols non saturés 

 
 
 
5.1 Introduction 
 
Dans la continuité de la formulation développée en chapitre 4, on présente  une nouvelle 
variante de modèle thermo hydro mécanique (THM) des sols non saturés. Qui à la 
différence des modèles THM existants, est formulé en contrainte effective (p’), degré de 
saturation effective (Se) et en température (T) au lieu de l’être en terme de contrainte-
succion et température. 
 
Par ailleurs, à partir des plus récentes avancées dans le domaine THM des sols non 
saturés, nous proposons un couplage et une interconnexion entre chaque sollicitation à 
savoir mécanique, hydrique et thermique. Cependant, le transfert de chaleur et d’eau ne 
sont pas pris en considération. 
 
La première partie de ce chapitre, est consacrée à la présentation du concept isotrope de 
notre modèle dans le plan 3D (p’ − Se − T), où une équation de changement de volume 
THM et une surface de charge THM sont proposées dans le cadre de la théorie de la 
surface limite (Bounding Surface Plasticity). Le concept isotrope proposé est étendu par 
la suite au chemin triaxial dévitoire. 
 
Le deuxième volet de ce chapitre concerne la partie hydraulique du modèle, où nous 
proposons une amélioration de l’équation de rétention d’eau des sols déformable 
récemment développé par Zhou et al. (2014). Par ailleurs, des illustrations sur le 
fonctionnement du modèle ainsi que des simulations de résultats expérimentaux 
existants sont présentés. 
 
5.2 Contraintes dans les sols non saturés 
 
L’état de contrainte des sols non saturés peut être décrit de différentes manières. 
Comme première approche on trouve, (A) le concept de la contrainte indépendante où la 
contrainte mécanique nette notée p� et la succion 𝑠 sont considérées comme deux 
variables distinctes. La deuxième approche, (B) c’est le concept de la contrainte 
effective qui résume et englobe deux états de contraintes (p� et 𝑠) en une seule contrainte 
qui est 𝑝’. Comme troisième concept, (C) on trouve le concept SFG (Sheng, Fredlund et 
Gens) développé par Sheng et al. (2008), c’est un concept assez récent qui est décrit 
comme étant le juste milieu entre les deux approches (A) et (B) mentionnées 
précédemment (Sheng, 2011). 
 
Le concept de la contrainte effective et le concept SFG présentent plusieurs avantages 
comparés au concept de la contrainte indépendante, notamment pour la transition de 
l’état saturé vers le non saturé et vice versa. Cependant, le concept de la contrainte 
effective est encore plus simpliste que les deux autres, puisqu’il il permet de définir 
l’unicité de la droite d’état critique M dans le plan p’-q  (figures 5.1 et 5.2).  
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De plus, le concept de la contrainte effective est encore plus avantageux puisqu’il utilise 
qu’une seule variable qui est la contrainte effective: 
 
σij′ = σıȷ��� + χsδij                                                                                                           (5.1) 
 
Où, 
 
σij est la contrainte nette avec σij = σij − ua, σij est la contrainte totale, ua est la 
pression d’air des pores, χ est le paramètre effective, s est la succion et δij est le 
symbole de Kronecker. 
 
 
 

 
 
 
 
Figure 5.1: Illustrations réinterprété par Nuth (2009) sur la droite d’état critique 

dans les plans (𝑝𝑛𝑒𝑡-q) et  (p’-q) d’après les résultats expérimentaux de            
Sivakumar (1993) et Geiser et al. (2006),. 
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Le paramètre effective χ a été définit de différentes manières dans la modélisation 
hydromécanique des sols non saturés (Bishop, 1959; Khalili et Khabbaz, 1998; Sun et 
al., 2000; Nuth et Laloui, 2008; Alonso et al. 2010; Lu et al., 2010; Khalili et 
Zargarbashi, 2010; Khosravi et McCartney, 2012; Zhou et al., 2012a et 2012b). Le 
tableau (5.1) résume quelques expressions de χ proposées et/ou utilisées dans la 
litérature. 
 
Le présent modèle considère un paramètre χ égal au degré de saturation effective Se 
(équation 5.2) et ce pour deux raisons : la première c’est le fait de rester dans la 
continuité de la formulation proposée Zhou et al. (2012a, 2012b) qui va être exposée 
dans la section suivante, et la deuxième raison c’est l’avantage d’incorporer le 
comportement hydraulique à la formulation du modèle. 
 
Se = Sr−Srres

1−Srres
                 (5.2)      

 
Où, 
 
Sr est le degré de saturation et Srres est le degré de saturation résiduel. 
 

Tableau 5.1: Paramètre effective 𝜒 d’après plusieurs auteurs. 
 

Auteurs Expressions Observations 
Bishop (1959);  
Nuth et Laloui (2008) χ = Sr 

𝑆𝑟  est le degré de 
saturation 

Khalili et Khabbaz (1998) χ = �
1                         s ≤ sae 

�
sae
s �

Ω
             s > sae

 

𝛺 est un 
paramètre 
généralement 
égal à 0.55, s 
succion et 𝑠𝑎𝑒  
succion d’entrée 
d’air 

Sun et al. (2000) χ =
a

s + a 
𝑎 est un 
paramètre, s 
succion 

Khalili et Zargarbashi 
(2010) 

Courbes principales de drainage ou d’humidification 
 

χ = �
1              s ≤ se, se = sae (drai), se = sex (hum) 

�
s
se
�
−Ω

   s > se, se = sae (drai), se = sex (hum) 
 

 
Effet d’hystérésis 

χ =

⎩
⎪
⎨

⎪
⎧�

sd
sae

�
−Ω

�
s

srd
�
ξ

    (drai)  �
sex
sae

�
ξ

ξ+Ω srd ≤ s ≤ srd    

�
srh
sex

�
−Ω

�
s

srh
�
ξ

   (hum)   srh ≤ s ≤ srh �
sae
sex

�
ξ

ξ+Ω  

 

 

𝜉,𝛺 sont des 
paramètres, s 
succion, 𝑠𝑎𝑒  
succion d’entrée 
d’air, 𝑠𝑒𝑥  succion 
d’expulsion d’air 
et 𝑠𝑟𝑑;  𝑠𝑟ℎ  
succions 
résiduelles des 
courbes de 
drainage et 
humidification 

Alonso et al. (2010) χ = (Se)γ 

𝑆𝑒  degré de 
saturation 
effective, 𝛾 est un 
paramètre 

Lu et al. (2010), 
Khosravi  et McCartney 
(2012), 
 Zhou et al. (2012a, 2012b) 

χ = Se 
𝑆𝑒  est degré de 
saturation 
effective 
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5.3 Proposition d’un modèle thermo hydro mécanique des sols non 
saturés 
 
Afin de reproduire le comportement expérimental des sols non saturés soumis à des 
sollicitations thermo hydro mécanique, les déformations volumiques et déviatoriques 
sont calculées par: 
 
dεv = dεve + dεv

p                 (5.3) 
 
dεs = dεse + dεs

p                             (5.4) 
 
Où, 
 
dεve  est la déformation volumique thermoélastique, dεv

p est la déformation volumique 
thermoplastique, dεse est la déformation déviatorique élastique et dεs

p est la déformation 
déviatorique plastique. 
 
5.3.1 Thermo élasticité 
 
Pour des raisons de simplicités, la même formule d’Abuel-Naga et al. (2007a) est 
adoptée pour le calcul de la déformation volumique thermoélastique, à savoir: 
 
dεve = κ

1+e0

dp′

p′
+ α dT

T
                              (5.5) 

 
Où, 
 
p′ est la contrainte effective, e0 est l’indice des vides et κ  est le paramètre de 
gonflement. 
 
La déformation élastique déviatorique est assumé la même que celle définit par le 
modèle Cam Clay :  
 
dεse = dq

3G
                              (5.6) 

 
Où, 
 
G est le module de cisaillement supposé indépendant de la température et de la succion, 
il est définit par: 
 
G = 3(1−2µ)

2(1+µ)
v
κ
p′                 (5.7) 

 
Où,  
 
µ  est le coefficient de Poisson, ν est le volume spécifique. 
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5.3.2 Thermo plasticité 

5.3.2.1 Mécanisme isotrope hydromécanique à température ambiante 
 
Le comportement volumique compte parmi les propriétés fondamentales des sols 
saturés et non saturés, Sheng (2011) a présenté une discussion détaillée sur ce sujet. 
Afin de mettre en évidence cette discussion, les trois approches mentionnées dans le 
paragraphe (5.2) seront discutées à savoir : l’approche de la contrainte indépendante, 
approche de la contrainte effective et l’approche SFG. 
 
Prenant le cas de l’approche par contrainte indépendante. Dans ce contexte, le 
changement de volume est régit par deux contraintes distinctes mécanique et 
hydraulique (succion). L’équation de changement de volume telle que définit par cette 
approche est donnée par: 
 
ν = N(T0)−λ(s)ln p� − λsln �

s+uat
uat

�                      (5.8) 
 
Où, 
 
N(T0)  est le volume spécifique correspondant à ln(p� ) = 0 dans le plan ln(p� ) − ν, p�  
est la contrainte isotrope nette, s est la succion, uat est la pression atmosphérique, λ(s)  
coefficient de compression dans le plan ln(p�) − ν et λs est le coefficient de compression 
dans le plan ln(s + uat) − ν. 
 
L’équation (5.8) est utilisée par plusieurs modèles hydromécanique à température 
ambiante (Alonso et al., 1990; Wheeler et Sivakumar, 1995; Cui et Delage, 1996; 
Georgiadis et al., 2005; Thu et al., 2007). Toutefois, cette équation présente certaines 
limites à savoir, qu’elle ne permet pas la transition entre les états saturés et non saturé, 
aussi le changement de volume causé par la succion est considéré indépendant de la 
contrainte appliquée (Sheng, 2011) ce qui n’est pas le cas (figure (5.2). 
 
 

 
 

 
Figure 5.2: Déformation causée par la succion à differents niveaux chargements,  

Delage et Graham (1996). 

94 
 

 



Développement et validation d’un modèle thermo-hydro-mécanique des sols non saturés 
 
 

En contrainte effective, l’équation de changement de volume est formulée par: 
 
ν = N(T0) − λ(s)ln(p� + χs)               (5.9) 
 
Où, 
 
N(T0), est le volume spécifique correspondant à ln(p’) = 0 et à la température ambiante 
dans le plan ln(p’) − ν, p� est la contrainte isotrope nette, λ(s) coefficient de 
compression dépendant de la succion, χ est le paramètre effective et s est la succion. 
 
L’avantage de l’équation (5.9) réside dans le fait, qu’elle peut couvrir l’état saturés et 
non saturés. Cependant, sous cette forme elle présente aussi quelques inconvénients. 
Parmi eux, la difficulté à décrire la compressibilité des sols non saturés avec un 
paramètre λ(s) en fonction de la succion.  Afin de mettre en évidence cette observation, 
prenant l’exemple formulé par Sheng (2011) sur un sol initialement saturé à l’état de 
boue soumis à un drainage à partir de la contrainte 1 kPa (chemin A-B de la figure 5.3). 
Au point B, l’équation de changement de volume est définit par: 
 
νB = N(T0) − λ(s)ln(1 + χs)                           (5.10) 
 
 

 
 

Figure 5.3: Droite de consolidation d’après le concept de la contrainte effective  
(Sheng, 2011). 

 
Si ce sol est comprimé sous succion constante (chemin B-C de la figure 5.3), alors le 
volume spécifique au point C est égale à :   
 
νc = νB −λ(s)ln �pr���+χs

1+χs
�             (5.11) 

 
Où, 
 
pr�  est une pression isotrope nette qui fait partie aussi de la droite de consolidation 
saturé. 
 
Si la succion au point B est supérieure à la succion d’entré d’air, alors à la pression pr�  le 
volume spécifique au point C peut être aussi formulé à partir de l’équation de la droite 
de consolidation saturé (Sheng, 2011), par: 
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νc = N(T0) − λ ln(pr� )                          (5.12) 
 
Où,  λ est le paramètre de compression saturé. 
 
En combinant les équations 5.10-5.12 on aura: 
 
λ(s)
λ

= ln(pr���)
ln(pr���+χs)

< 1              (5.13) 
 
D’après l’équation (5.13), le paramètre de compression isotrope non saturé doit être 
inférieur au paramètre de compression saturé (λ(s) < λ), avec une telle condition le 
comportement en effondrement ne peut être simulé (Sheng, 2011). 
 
Hormis le paramètre λ(s), le paramètre N(T0) peut aussi influer sur l’équation (5.9). Si 
ce dernier est supposé diminué avec la succion, on se retrouve aussi avec un λ(s) 
inférieur à λ, ce qui confirme l’équation (5.13). Ainsi, pour pallier cette contrainte, il 
faut que les paramètres N(T0) et λ(s)  augmentent  avec la succion. Si c’est le cas, non 
seulement on ne peut pas respecter l’équation (5.13), mais aussi on ne peut pas 
reproduire la déformabilité d’une boue saturé subissant à un drainage représenté 
grossièrement par les figure (5.3a) et (5.3b. 
 
Afin de prendre en considération la contrainte imposée par l’équation (5.13), Sheng 
(2011) a proposé de garder le paramètre N(T0) constant et de formuler le paramètre de 
compression en fonction du degré de saturation au lieu de la succion c’est à dire λ(Sr).  
Cette solution permet aussi de simulée assez facilement la déformation non linéaire des 
sols non saturés observée par Sharma (1998) et Jotisankasa (2005). Ainsi, la droite de 
consolidation non saturé à température ambiante s’écrit : 
 
ν =  N(T0)−λ(Sr) ln(p� + χs)              (5.14) 
 
Où, 
 
λ(Sr) est le paramètre de compression non saturés fonction du degré de saturation. 
 
Hormis la flexibilité que confère l’équation (5.14), le nouveau concept SFG récemment 
développé par Sheng et al. (2008) peut aussi fournir des éléments de réponse aux 
limitations discutées plus haut. Ce concept est définit comme étant le juste milieu entre 
le concept de la contrainte indépendante et celui de la contrainte effective (Sheng, 
2011). La forme incrémentale de l’équation de changement de volume qui correspond à 
la droite de consolidation est définit par: 
 
dν = λ dp�

p�+χs
+ λ(s)ds

p�+χs
              (5.15) 

 
Où, 
 
χ est le paramètre effective, s succion et λ(s) est le paramètre de compressibilité non 
saturé fonction de la succion donné par : 
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λ(s) = �
λ             s ≤ sa
λ �sa

s
 �   s > sa

             (5.16) 

 
Où, sa est la succion de saturation et s la succion. 
 
L’équation (5.15) est analogue à l’équation (5.14) car elle permet aussi: le passage de 
l’état saturé vers le non saturé et vice versa, une bonne  description de la compressibilité 
des sols, l’utilisation d’un paramètre N(T0) constant et ainsi que respecter de l’équation 
(5.13), c'est-à-dire un paramètre de compression qui diminue lorsque la succion 
augmente. Ce qui n’est pas le cas de la majorité des modèles hydromécaniques formulés 
en contrainte effective. 
 
Les points les plus importants à retenir de la discussion de sheng (2011) sont les 
suivants : 
 
-   Le concept de la contrainte indépendante est le recours le moins évident pour décrire 
le comportement des sols non saturés, notamment en ce qui concerne la transition de 
l’état saturé vers le non saturé, 
 
-  Le paramètre N(T0)  doit être considéré comme constant est indépendant de la 
succion,  
 
- Une approche par le concept SFG est la meilleure manière pour décrire le 
comportement des sols non saturés, mais d’autres alternatives peuvent exister. À titre 
d’exemple, l’utilisation du concept de la contrainte effective dans le contexte de 
l’équation (5.14). 
 
Par ailleurs, malgré les bons argumentés mis en évidence par le concept SFG, il y a bien 
certains inconvenants à savoir: la forme incrémentale de l’équation de changement de 
volume (équation 5.15) qui rend difficile son intégration. Les surfaces de charges du 
modèle SFG, sont assez compliquées vis-à-vis de leurs évolutions sous sollicitations 
mécanique p� et hydraulique s (succion). De plus, sur chemin triaxial déviatoire la droite 
d’état critique M0 dans le plan (p’-q) à température ambiante n’est pas unique, ce qui est 
un inconvénient de plus. 
 
Récemment, Zhou et al. (2012a, 2012b) ont développé un nouveau concept dans 
l’espace contrainte effective p’–degrés de saturation effective Se (équation 5.17). Il 
permet de maintenir le paramètre N(T0) constant quel que soit la succion, mais aussi de 
considérer un paramètre de compression en fonction du degré de saturation effective 
λ(Se), ce qui est en accordance avec les hypothèses de Sheng (2011).  
 
ν = N(T0) −λ(Se)ln(p′)            (5.17) 
 
Par ailleurs, le concept Zhou et al. (2012a, 2012b) permet aussi de reproduire la 
déformation non linéaire des sols non saturés lors des essais de compression à succions 
constantes (Sharma, 1998; Jotisankasa, 2005), ceci grâce à un  paramètre de 
compression λ(Se) définit par: 
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λ(Se) = λ − (1 − Se)a1(λ − λd)            (5.18) 
 
Zhou et al. (2012a)  ont validé les équations (5.17) et (5.18) à partir des essais de 
compressions à succions constantes sur chemin isotrope (Sharma, 1998) et 
oedométrique (Jotisankasa, 2005). Les figures 5.4a et 5.4b illustrent leurs validations 
avec les résultats de Jotisankasa (2005). 
 

 
 
 

Figure 5.4: Validation des équations (5.17) et (5.8) par Zhou et al. (2012a) à 
partir des données expérimentales de  Jotisankasa (2005). 

 
D’après le modèle Cam Clay, l’incrément de déformation plastique d’un sol saturé peut 
s’écrire par: 
 
εv
p = λ−κ

N(T0)
ln(pc0′ )             (5.19) 

 
Où, 
 
pc0′  est la pression de preconsolidation isotrope des sol saturés à température ambiante 
et λ;  κ sont les paramètres de compression et de gonflement des sol saturés à 
température ambiante. 
 
Dans un état non saturés à température ambiante, en se basant sur le principe Cam Clay, 
Zhou et al. (2012b) proposent  d’écrire l’incrément de déformation plastique sous la 
forme suivante: 

98 
 

 



Développement et validation d’un modèle thermo-hydro-mécanique des sols non saturés 
 
 

εv
p = λ(Se)−κ

N(T0)
ln(pc′ (Se))             (5.20) 

 
Où, 
 
pc′ (Se) est la pression de preconsolidation isotrope non saturée à température ambiante 
fonction de Se et λ(Se) est le paramètre compression non saturé à température ambiante 
fonction qui est aussi fonction de Se. 
 
En combinant les équations (5.19) et (5.20), Zhou et al. (2012b) sont parvenu à proposer 
la surface de charge hydromécanique à température ambiante suivante : 
 

pc′ (Se) = pc0′
λ−κ

λ(Se)−κ               (5.21) 
 
Sur chemin triaxial, Zhou et al. (2012b) proposent de combiner l’équation de la 
preconsolidation hydromécanique (équation 5.21) avec la surface de charge type Cam 
Clay modifié: 
 

� q2

M2p′
+ p′�

λ(Se)−κ
λ−κ = pc′ (Se)             (5.22) 

 
La figure 5.5 illustre la surface de charge définit par l’équation (5.22) dans le plan 
tridimensionnel (p’ − q − Se). 
 
 

 
 

Figure 5.5: Surface de charges de Zhou et al (2012b). 
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Zhou et al. (2012b) ont présenté une simulation qualitative d’une boue saturé subissant: 
un drainage (A-B), un chargement (B-C) puis une humidification (C-D) voir figure 
(5.6). Sur chemin de drainage (A-B), dans la partie où la succion est inférieure à la 
succion de saturation (s < sa, Sr = 1), la déformation du sol suit la droite de 
consolidation saturé c'est-à-dire que le sol se comporte comme si il était saturé. À partir 
d’une certaine succion supérieure (s > sa ou Sr < 1), la réponse du sol d’écarte de la 
droite de consolidation avec une compressibilité qui diminue au fur et à mesure que le 
degré de saturation diminue. Au-delà du point de tournure E « Turning point (Zhou et 
al., 2012b) »  voir figure (5.6f), la sollicitation p’ ne touche plus la surface de charge est 
le comportement qui s’en suit est purement élastique. 
 
Au début du chemin de compression (B-C), le chargement mécanique provoque une 
réponse purement élastique (B-Y) car la sollicitation se situe à l’intérieur du domaine 
élastique. À partir du point Y chemin (Y-C), la sollicitation touche de nouveau la 
surface de charge et le chargement appliqué provoque la saturation progressive du sol 
(augmentation du degré de saturation) voir figures (5.6d) et (5.6e) ainsi qu’une 
déformation élastoplastique (figure 5.6b) 
 
L’humidification sur chemin (C-D)  provoque un effondrement (C-D’), suivi d’un léger 
gonflement (D’-D) à partir la partie où le sol se sature saturation complétement (figures 
5.6b, 5.6c, 5.6d et 5.6e). 

5.3.2.2 Mécanisme isotrope THM 
 
En considérant les effets de la température sur les sols non saturés, il serait judicieux de 
simplifier au maximum le concept à utiliser. Nous avons vu précédemment que le 
concept hydromécanique à température ambiante proposé par Zhou et al (2012a, 2012b) 
est bienfondé. Dans ce contexte, nous essayons de garder le même concept mais en 
tenant compte des effets de la température. 
 
Dans le plan de la compressibilité (lnp’ − ν), le paramètre N(T0) est constant et 
indépendant de la succion. Toutefois, il dépend de la température T ainsi les droites de 
consolidation se décalent vers le bas toute en restant parallèles les unes aux autres quand 
la température augmente. À partir de cette constatation, nous proposons d’étendre 
l’équation de changement de volume (équation (5.17)) aux conditions non isothermes, 
l’équation de changement de volume THM proposée s’exprime alors par:  
 
ν = N(T) − λ(Se, T)lnp′             (5.23) 
 
Où, 
 
N(T) est le volume spécifique de l’état saturé à ln p’ = 0 et température T et  λ(Se, T) 
est le paramètre de compression isotrope fonction de la saturation effective Se et de la 
température T. 
 
À degré de saturation effective Se constant et à température T constante, l’équation 
(5.23) est sommairement décrite dans le plan (lnp’ − ν) voir figure (5.7). En 
température, les droites de consolidation d’un sol non saturé sont des lignes droites 
ayant la même ordonnée, qui correspond à ln p’ = 0  c’est-à-dire l’ordonnée N(T). 
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Figure 5.6: Simulation qualitative d’après  Zhou et al (2012b). 
 
 

 
 

Figure 5.7: Illustration de l’équation THM de changement de volume proposée 
(équation (5.23)) dans le plan (𝑙𝑛𝑝’ − 𝜈). 
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Afin de calibrer l’équation (5.23), les résultats expérimentaux d’Uchaipichat et Khalili 
(2009) sont utilisées voir figure (5.)8. Les valeurs des contraintes effectives (𝑝’) et des 
degrés de saturations effectives (Se) ont été réinterprétées à partir des courbes de 
drainages d’Uchaipichat et Khalili (2009). Les volumes spécifiques N(T) utilisés pour 
le calibrage sont respectivement égale à 2.049, 2.043 et 2.048 pour les températures 25°, 
40° et 60°.  
 

 
 

Figure 5.8: Calibrage de l’équation (5.23) à partir des résultats expérimentaux 
d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
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Pour les mêmes températures 25°, 40° et 60°, les paramètres de compressions isotropes 
λ(Se, T) sont estimés et reportés dans la figure (5.9) en fonction de leurs degrés de 
saturations effectives correspondants.  
 
Par le biais de l’équation (5.18), le lissage des courbes �Se − λ(Se, T)� de la figure  
(5.9) permet l’évaluation du paramètre a1 pour chaque température. Le résultat trouvé 
est reporté sur la figure (5.10). Ainsi, la formule suivante est proposée afin de décrire 
l’impact de la température sur le paramètre a1 : 
 
a1(T) = a1 �

T
T0
�
a2

             (5.24) 
 
Où, a2 est un nouveau paramètre proposé pour décrire l’effet de la température sur le 
paramètre de compressibilité des sons non saturés λ(Se, T). 
 

 
 

Figure 5.9: Influence de la température et du degré de saturation effective sur le 
paramètre 𝜆(𝑆𝑒 ,𝑇). 

 
 

 
 

Figure 5.10: Lissage du paramètre 𝑎1 en fonction de la température par le biais de 
l’équation (5.24). 
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En remplaçant l’équation (5.24) dans l’équation (5.18), le paramètre de compression 
λ(Se, T) est proposé sous la forme suivante: 
 

λ(Se, T) = λ − (1 − Se)a1�
T
T0
�
a2

(λ − λd)             (5.25) 
 
En se basant du principe du modèle Cam Clay, la déformation volumique plastique des 
sols saturés à température T peut s’exprimée par: 
 
εv
p = λ−κ

N(T)
ln�pc′ (T)�              (5.26) 

 
Où, 
 
pc′ (T) est la pression de préconsolidation des sols saturés et N(T) est le volume 
spécifique saturé à ln p’ = 0 et température T dans le plan (lnp’ − ν). 
 
La pression de preconsolidation thermomécanique (Laloui et Cekerevak, 2003) exposée 
en chapitre 4 est définit par: 
 
pc′ (T) =  pc0′ �1 − γT log � T

T0
��                (5.27) 

 
Où, 
 
pc0′  est la pression de préconsolidation effective saturé à température ambiante, γT est 
un paramètre de lisage, T température and T0 est la température ambiante. 
 
Toujours, en utilisant le principe du modèle Cam Clay et en extension du modèle Zhou 
et al. (2012b), nous proposons d’écrire la déformation volumique plastique des sols non 
saturés à température T sous la forme suivante: 
  
εv
p = λ(Se,T)−κ

N(T)
ln[pc′ (Se, T)]             (5.28) 

 
En combinant les équations (5.26) à (5.28), nous proposons la pression de 
preconsolidation thermo hydro mécanique isotrope des sols non saturés s’exprimant 
par : 

pc′ (Se, T) = �pc0′ �1 − γT log � T
T0
���

λ−κ
λ(Se,T)−κ        (5.29) 

 
La surface de charge THM (équation (5.29)) est illustrée selon deux plans (figure 
(5.11)). Le premier plan (p’ − T ) (figure 5.11a) est établi avec un degré de saturation 
effective Se constant (Se < 1 ). Le deuxième plan (p’ − Se ) montre cette même surface 
de charge mais à la température ambiante (figure 5.11b).  
 
Ainsi d’après la figure (5.11), la pression de préconsolidation est toujours en diminution 
avec la température, par ailleurs elle est augmentation lorsque le degré de saturation 
effective diminue.  
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Figure 5.11: Surface de charge isotrope THM proposée. 

5.3.2.3 Mécanisme dévitorique THM 
 
Afin de décrire le comportement thermo hydro mécanique des sols non saturés avec une 
seule surface de charge, comme pour le modèle thermomécanique exposé en chapitre 4 
le concept de  Yu et Khong (2003) est utilisé. De ce fait, la surface de chargement (𝑓) et 
la surface limite (𝐹) prennent respectivement les expressions suivantes: 
 

f = � q
p′M

�
n

+

ln

⎝

⎜
⎛ p′

β�pc0
′ �1−γT log�

T
T0

���
λ−κ

λ(Se,T)−κ
⎠

⎟
⎞

ln(r)
         (5.30) 

F = � qj
pj
′M
�
n

+

ln

⎝

⎜
⎛ pj

′

�pc0
′ �1−γT log�

T
T0

���
λ−κ

λ(Se,T)−κ
⎠

⎟
⎞

ln(r)
         (5.31) 

 
Où, 
 
q et p′ sont les contraintes isotrope est déviatorique situées sur la surface (𝑓); pj′ et qj 
sont les contraintes isotrope est déviatorique situées sur la surface (𝐹); n est un 
paramètre; r est un paramètre utilisé pour le contrôle d’intersection entre la droite 
critique et la surface de charge (Yu, 1995, 1998), M est la droite d’état critique à la 
température T and β est un paramètre tel que 0 < β ≤ 1 (voir chapitre 3 et 4). 
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La figure (5.12) montre l’influence de la contrainte, de la température et du degré de 
saturation effective sur  la surface de changement (𝑓) ainsi que sur la surface limite (𝐹) 
dans différents plans. Toutefois, pour des raisons de simplification les figures (5.12b) et 
(5.12d) ne montrent que la surface limite (𝐹) en conditions THM. 
 
 
 

 
 
 
Figure 5.12: Surface de chargement (f) et surface limite (F) THM proposées dans 

différents plans. 
 
Chaque état de contrainte est associé à un point de projection, qui est l’intersection de la 
surface limite (𝐹) avec la droite qui passe par l’origine du plan (p’-q) (Yu et Khong, 
2003) voir figure (5.13). Toutefois, dans un cadre THM, nous proposons que l’origine 
de la projection soit considéré dans le plan où le degré de saturation effective et la 
température sont constants comme le montre la figure (5.13).  
 
De plus, vu la similitude des formes entre la surface de chargement (𝑓)  est la surface 
limite (𝐹) (figure 5.13), le point de projection (pj′, qj) sur la surface F peut être 
déterminé à partir du point de contrainte (p′, q) situé sur la surface (𝑓), par: 
 
pj
′

p′
= qj

q
=

pc(Se,T)
′

βpc(Se,T)
′ = 1

β
             (5.32) 
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Figure 5.13 : Règle de projection proposée en condition THM. 
 
Le paramètre β décrit le rapport qui sépare les deux surfaces de charges (𝑓) et (𝐹) ainsi 
que la transition progressive entre le domaine thermoélastique et thermoplastique. Pour 
mettre en évidence ce paramètre, prenant l’exemple d’un sol surconsolidé subissant un 
cisaillement drainé à succion et température contrôlées. Au début du cisaillement, la 
sollicitation se situe sur la surface de chargement (𝑓) voir figure (5.13a) ainsi le 
paramètre β est inférieure à 1. Si la sollicitation continue jusqu’à se confondre avec son 
point de projection (figure 5.13b), les deux surfaces (𝑓) et (𝐹) coïncident et  le 
paramètre β serait égale à 1 (équation (5.32)). 
 
L’influence de la température sur la pente de la droite critique n’a pas était clairement 
établie, les chercheurs sont assez partagé sur le fait qu’elle augmente, diminue ou reste 
insensible à l’augmentation  de température. 
 
À cet effet, comme pour le modèle thermomécanique proposé en chapiste 4,  nous 
maintenons l’équation proposée par Laloui (1993) pour décrire la pente M en 
température:  
 
M = M0 + a3(T − T0)             (5.32) 
 
Où, 
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M0 est la droite d’état critique à température ambiante et a3 est un paramètre. 
 
Comme pour le modèle thermomécanique présenté en chapitre 4, la règle d’écoulement 
non associative que nous adoptons est celle de Rowe (1962). 
 
dεv

p

dεs
p = 9(M−q/p)

9+3M−2Mq/p
             (5.33) 

 
L’intégration de la relation contrainte-dilatance de l’équation (5.33), permet au potentiel 
plastique d’être définit par l’équation suivante; qui rappelons-le est similaire au 
potentiel plastique (g) du modèle CASM B: 
 
g = 3M(ln p′ − ln β) + (3 + 2M) ln �2q+3p′

p′
� − (3 − M) ln �3p

′−q
p′

�       (5.34) 
 
Sur la base du principe de Hill (1950), la déformation volumique THM déterminée à 
partir de la surface de chargement (𝑓) et la surface limite (𝐹) est définit par: 
 

dεv
p = �

1
H
� ∂f
∂p′

dp′ + ∂f
∂q

dq + ∂f
∂T

dT + ∂f
∂Se

dSe�
∂g
∂p′

       Surface "f"
1
Hj
� ∂F
∂pj

′ dpj′ + ∂F
∂qj

dqj + ∂F
∂T

dT + ∂F
∂Se

dSe�
∂g
∂pj

′   Surface "F"
       (5.35) 

 
Où, 
 
H and Hj sont respectivement les modules d’écrouissage de la surface de chargement 
(𝑓) et de la surface limite (𝐹). 
 
Suivant le principe du modèle CASM B, la condition de consistance de la surface limite 
(𝐹) à travers l’équation (5.35) permet au module d’écrouissage d’être définit par: 
 

Hj = 𝜈
(λ(Se,T)−κ) ln(r) �

∂g
∂pj

′�             (5.36) 

 
Où, 
 
ν est le volume spécifique. 
 
Le même module d‘écrouissage H de la surface de chargement (𝑓) exposé en chapitre 4 
est utilisé, soit: 
 

H = �
Hj + h

p′
(1−β)d

β     Sollicitations hydromécanique

Hj + h
p′

(1−β)dT
β

                  Sollicitation thermique
            (5.37) 

 
Où, 
 
dT  est un nouveau paramètre proposé dans le cas d’une sollicitation thermique. 
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L’équation (5.37) impose un comportement presque thermoélastique tant que le 
paramètre β reste petit ≪ 1  (équation 5.38) c'est-à-dire que la sollicitation appliquée est 
éloignée de  surface de la surface limite (F) (figure 5.13).  
Toutefois, elle permet une transition progressive entre l’état thermoélastique et 
thermoplastique lorsque le paramètre β augmente. Si β arrive à 1, alors le comportement 
est thermoplastique car le module d’écrouissage H est minimale et est égal à Hj 
(équation 5.38) 
 

H = �
Hj     β = 1
+∞   β = 0             (5.38) 

5.3.2.4 Partie hydraulique du modèle 
 
Les effets de la déformation thermique sur les courbes de rétention des sols SWRC 
(Soils Water Retention Curves) sont généralement négligés par les modèles THM 
existants. Très récemment Zhou et al. (2014) ont proposé sur la base des travaux de 
Sheng et Zhou (2011) et Zhou et al. (2012a) d’en tenir compte à travers l’équation 
(5.39). Par ailleurs, elle considère aussi les aspects suivants à savoir: 
 
-  L’effet de la succion, 
-  L’influence de la déformation volumique produite par un chargement mécanique, 
-  L’effet de la température sur la tension d’interface liquide-gaz, 
- L’effet de la déformation produite par une sollicitation thermique généralement 
négligé dans la littérature. 
 
dSe = ∂Se

∂s
ds + ∂Se

∂εvσ�
dεvσ� + �∂Se

∂σlg
∂σlg

∂T
+ ∂Se

∂e
∂e
∂T
� dT        (5.39) 

 
L’équation (5.39) est écrite sous une forme incrémentale, elle peut être utilisée avec 
différentes équations conventionnelles de retentions d’eau tel van Genuchten (1980) ou 
Fredlund et Xing (1994). Les courbes de retentions d’eau des sols indéformable (en 
négligeant les effets déformations de toutes natures) en condition non isothermes ont 
étaient définies par Zhou et al. (2014) sur la base de l’équation de van Genuchten (1980) 
comme suit : 
 

Se = �1 + �σ0
lg

a
s

σT
lg�

n

�
−m

             (5.40) 

 
Où, 
 
a, n, m sont des paramètres, σ0

lg est la tension d’interface liquide-gaz à température T0 et 
σT
lg est la tension d’interface liquide-gaz à température T. 

 
Avec, 
 
σ0
lg = a′ + b′ T0             (5.41) 
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Où, 
 
a′, b′ sont des paramètres. 
 
La tension d’interface liquide-gaz à température T σT

lg est définit par Philip et de Vries 
(1957) comme suit : 
 
 σT
lg = a′ + b′ T             (5.42) 

 
D’après Zhou et al. (2014) l’équation peut être réécrite sous la forme suivante qui est la 
même forme déjà proposé par Grant et Salehzadeh (1996) à savoir: 
 

Se = �1 + �b2+T0
b2+T

s
a
�
n
�
−m

             (5.43) 
 
Où, 
 
 b2 est un paramètre, avec b2 = a′/b′. 
 
Sous chemin de drainage ou d’humidification, la température semble avoir les mêmes 
effets sur les courbes de retentions (Zhou et al. 2014), la courbe principale 
d’humidification sous température est donnée par : 
 

Seh = �1 + �b2+T0
b2+T

s
ah
�
nh
�
−mh

                 (5.44) 
 
Où, 
 
ah, nh et mh sont les paramètres de la courbe d’humidification. 
 
Quant à la courbe d’humidification principale sous température, elle est décrite par: 
 

Sed = �1 + �b2+T0
b2+T

s
ad
�
nd
�
−md

                  (5.45) 
 
Où, 
 
ad, nd et md sont des paramètres de la courbe de drainage. 
 
À ce stade les équations (5.44) et (5.45) ne considèrent que les effets de la succion et de  
de la température (effet de la température sur la tension d’interface liquide-gaz). Ce qui 
les classe parmi les équations de rétention d’eau des sols indéformables. Toutefois, pour 
tenir compte de la déformabilité des sols engendrée par une sollicitation mécanique 
et/ou thermique sur les courbes de rétention d’eau, il faut que les équations 
conventionnelles soient complétées (à titre d’exemple l’équation 5.43). Dans ce 
contexte l’équation (5.39) de Zhou et al. (2014) viens compléter cette lacune, elle sera 
exposée en détail selon les trois sollicitations qui la construise, à savoir, la succion, la 
contrainte mécanique et la température. 
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a) Effet de la succion sur la courbe de rétention 
 
Le premier terme de l’équation (5.39) résume l’effet de la succion sur la courbes de 
rétentions d’eau, il est définit par : 
 
dSe = ∂Se

∂s
ds             (5.46) 

 
Hormis les courbes de rétention principales de drainage/humidification, le degré de 
saturation peut se situé entre ces courbes on parle donc d’effet hystérésis. Pour prédire 
ce comportement il existe plusieurs modèle, on trouve notamment le modèle de Li 
(2005) avec une illustration en figure (5.14).  
 

 
 

 
Figure 5.14: Exemple de simulation de l’effet d’hystérésis par le biais du modèle                

de Li (2005). 
 
Cependant, le modèle Li (2005) présente quelques inconvenants, le premier c’est le 
nombre de paramètres (qui est de trois paramètres juste pour prédire l’effet d’hystérésis) 
et le deuxième c’est sa formulation qui est tributaire du point de projection initial noté α 
dans la figure (5.15). 
 

 
 

Figure 5.15: Variables du modèle de Li (2005). 
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Zhou et al. (2012a) ont proposé une simplification du concept de Li (2005), en 
proposant que la succion se projette directement à l’horizontale sur la courbe de 
rétention de drainage/humidification. L’effet d’hystérésis en cas d’humidification est 
ainsi définit par (Zhou et al., 2012a) comme suit: 
 
∂Se
∂s

(hum) = �sh
s
�
b3
�∂Seh

∂s
�             (5.47) 

∂Seh
∂s

= −
m n Seh�1−Seh

1
mh�

s
              (5.48) 

sh = ah  b2+T
b2+T0

�Seh

1
mh − 1�

1
nh

             (5.49) 

 
Où, 
 
b3 est un paramètre et sh est la succion qui correspond au même degré de saturation 
effective projeté sur la courbe d’humidification et s est la succion. 
 

 
 

Figure 5.16: Variables du modèle de Zhou et al. (2012a). 
 
En cas drainage, l’effet hystérétique (Zhou et al., 2012a) est capturé par: 
 
∂Se
∂s

(dra) = �sd
s
�
−b3

�∂Sed
∂s
�             (5.50) 

∂Sed
∂s

= −
m n Sed�1−Sed

1
md�

s
             (5.51) 

sd = ad  b2+T
b2+T0

�Sed

1
md − 1�

1
nd

             (5.52) 

 
Où, 
 
sd est la succion qui correspond au même degré de saturation effective projeté sur la 
courbe de drainage. 
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b) Influence de la déformation volumique engendrée par un chargement 
mécanique sur les courbes de rétention d’eau 

 
Le deuxième terme de l’équation (5.39) résume l’effet de la contrainte mécanique sur la 
courbes de rétentions d’eau, il est définit par: 
dSe = ∂Sr

∂εvσ�
dεvσ�             (5.53) 

 
Certains modèles décrivent l’influence de la déformation sur les courbes de rétention 
par l’indice des vides initial e0 ou par le volume spécifique initial, tel est le cas de la 
formulation proposée par Gallipoli et al. (2003) établie sur la base de la formule de van 
Genuchten (1980): 
 

Sr = �1 + � 1
ψ(ν0)ζ

s
a
�
n
�
−m

             (5.54) 
 
Où, 
 
ν0 est le volume spécifique initiale et ζ ; ψ sont des paramètres définissant l’influence 
de l’indice des vides initial sur le décalage des courbes de rétentions d’eau. 
 
Lorsque e0 diminue, l’équation (5.24) prédit d’une manière satisfaisante le décalage 
vers la droite des courbes de retentions d’eau dans le plan (𝑙𝑛𝑠 − 𝑆𝑟), ce décalage peut 
s’expliquer par une augmentation de la succion d’entrée d’air. Mais malgré cela, 
l’équation (5.24) arrive à ses limites si on veut prédire les courbes de rétention d’eau 
d’un sol subissant un drainage puis un chargement mécanique. C’est évident car à ce 
stade, la formulation doit être fonction de l’indice des vides (e) au lieu de l’être en 
termes d’indice des vides initial (e0). Dans ce contexte, on trouve les travaux de Sun et 
al. (2007), Nuth et Laloui (2008) et Sheng et al. (2011), qui proposent un degré de 
saturation fonction de l’indice des vides (e). 
 
La variation du degré de saturation influencé par une déformation d’origine mécanique 
(Sheng et al., 2011) est définit par : 
 
dsr = ∂Sr

∂εvσ�
dεvσ�             (5.55) 

 
Où, 
 
dεvσ� est la déformation induite par un chargement mécanique. 
 
Avec, 
 
∂Sr
∂εvσ�

= Sr(1+e)
e

(1 − Sr)b1             (5.56) 
 
Où, 
 
e est l’indice des vides, b1est un paramètre. 
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Pour revenir à un degré de saturation fonction de l’indice des vides initiale, Sheng et al. 
(2011) proposent la réécriture de l’équation (5.55) sous la forme suivante: 
 
dsr = Sr(1−Sr)b1

e0
de0            (5.57) 

 
Et pour définir le degré de saturation effective Zhou et al. (2012a) proposent la forme 
suivante: 
 
dse = ∂Se

∂εvσ�
dεvσ�             (5.58) 

 
Avec, 
 
∂Se
∂εvσ�

= Se(1+e)
e

(1−Se)b1

1−Srres
             (5.59) 

 
Où, 
 
Srres  est la succion résiduelle. 
 
Dans Sheng et al. (2011) et Zhou et al. (2012a), l’incrément de déformation volumique 
engendré par un chargement mécanique dεvσ� ne tient pas compte de la transition entre 
les domaines élastique et élastoplastique. Dans ce contexte, nous proposons d’utiliser 
l’équation (5.58)  dans le cadre de la formulation proposée à savoir avec les équations 
(5.3), (5.5) et (5.35). Ainsi la déformation dεvσ� peut-être capturée selon le cas élastique 
ou élastoplastique par: 
 

dεvσ� = �

κ
1+e0

dp′

p′
                                                                  

κ
1+e0

dp′

p′
+ 1

H
� ∂f
∂p′

dp′ + ∂f
∂q

dq + ∂f
∂Se

dSe�
∂g
∂p′

         (5.60) 

 
La figure (5.17) montre une simulation qualitative de trois cycles de changement 
déchargement mécanique (50-500-50-1000-50-2000-50 kPa) à succion et température 
constantes. Deux aspects important sont capturés, le premier c’est la transition en 
douceur entre la déformation élastique et élastoplastique. Le second aspect capturé, 
c’est la capacité de la formulation proposée à reproduire le comportement purement 
élastique sous déchargement dans les plans (ln p� ,  ν) et (ln p� ,  Se), ce qui est en 
accordance avec les travaux de Sharma (1998). 
 
c) Effet de la température sur les courbes de retentions 

 
L’effet de la température sur les courbes de retentions d’eau se décompose en deux 
parties (1) : L’effet de la température sur la tension d’interface liquide gaz, cet aspect est 
généralement pris en compte par tous les modèles thermo hydrique (à titre d’exemple 
l’équation (5.43)). Le deuxième effet de la température, se traduit par l’effet de la 
déformation thermique sur les courbes de rétention d’eau, il faut souligner qu’à 
l’exception du model  de Zhou et al. (2014), cet aspect est  négligé dans la littérature. En 
tenant compte des effets combinés de la température sur les courbes de rétention d’eau, 
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Zhou et al. (2014) ont proposé l’écriture du dernier terme de l’équation (5.39)  sous la 
forme suivante: 
 
dSe = ∂Se

∂σlg
∂σlg

∂T
+ ∂Se

∂e
∂e
∂T

dT             (5.61) 
 
 

 
 

 
Figure 5.17: Simulation qualitative d’un essai de compression isotrope à succion 

et température contrôlées. 
 
Le cas d’humidification compte les équations suivantes: 
 

∂Seh
∂σlg

= mhnh

Seh�1−Seh

1
mh�

a′+b′T
               (5.62) 

 
𝜕𝜎𝑙𝑔

𝜕𝑇
= 𝑏′             (5.63) 
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En cas de drainage, 
 

𝜕𝑆𝑒𝑑
𝜕𝜎𝑙𝑔

= 𝑚dnd

Sed�1−Sed

1
md�

a′+b′T
             (5.64) 

 
 
∂σlg

∂T
= b′             (5.65) 

 
Les équations (5.62 à 5.65) résument le premier effet de la température sur les courbes 
de retentions à savoir l’effet de la température sur la tension d’interface liquide gaz. Le 
deuxième effet est résumé quant à lui par le produit (∂Se

∂e
∂e
∂T

), où (∂Se
∂e

) est définit pour le 
cas d’humidification par Zhou et al. (2014) comme suit :  
 
∂Seh
∂e

= Seh
e

(1 − Seh)b1             (5.66) 
 
Et sur chemin de drainage : 
 
∂Sed
∂e

= Sed
e

(1 − Sed)b1             (5.67) 
 
Le terme (∂e

∂T
) est calculable à partir de la dérivé de l’indice des vides en fonction de la 

température (Zhou et al 2014), ainsi on peut écrire cette déformation sous la forme 
suivante: 
 
dεvT = ∂εvT

∂T
dT             (5.68) 

 
Ou, 
 
dεvT = ∂εvT

∂e
∂e
∂T

dT             (5.69) 
 
Ce qui implique, 
 
∂e
∂T

= ∂εvT
∂e

dεvT
dT

                          (5.70) 
 
Dans le cadre THM actuel, nous proposons que le terme ∂e/ ∂T  soit calculé pour les 
cas respectif de thermoélasticité et thermoplasticité par: 
 

∂e
∂T

= �
α(1+e0)

T
                      

α(1+e0)
T

+ 1+e0
H

∂f
∂T

∂g
∂p′

             (5.71) 
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5.3.3 Fonctionnement du modèle 

5.3.3.1 Comportement sous échauffement-refroidissement à succion et à 
contrainte contrôlées 

 
La figure (5.18) montre le fonctionnement du modèle dans le cas de simulation d’essais 
d’échauffement-refroidissement de sols non saturés à contraintes et à succions 
constantes.  Trois cas de sols sont exposés,  le premier cas est normalement consolidé 
(figure (5.18a)), le deuxième est faiblement surconsolidé (figure (5.18b)) et le troisième 
est fortement surconsolidé (figure (5.18c)).  
 
 
Il faut souligner que cet exemple, présente des résultats similaires à ceux de l’exemple 
exposé en chapitre 4 (cas saturé), à savoir: 
 
 
L’échauffement du sol non saturé normalement consolidé (figure (5.18a)) produit 
d’emblée une contractante et un écrouissage des deux surfaces de charges (f) et (F) 
(écrouissage thermique). Puisqu’il n’y a pas de distinction entre la zone thermoélastique 
et thermoplastique, la déformation thermoplastique engendrée est supérieure à la 
déformation thermoélastique. Ceci s’explique par un module d’écrouissage H minimale 
(H = Hj) car la surface de chargement (f) coïncide avec la surface limite F (β = 1). 
 
 
Pour le cas légèrement surconsolidé (figure 5.18b), l’échauffement a produit une 
dilatance suivi d’une contractance, qui à son tour a fait évoluer de façon moins 
significative les surfaces de charge (f) et (F) comparé au cas normalement consolidé. 
Dans la partie dilatante, la déformation thermoélastique prime sur la déformation 
thermoplastique mais arrivé à une certaine température le phénomène s’inverse. Ceci 
s’explique par un module d’écrouissage H qui diminue au fur et à mesure que le 
paramètre β augmente (rapprochement de la surface de chargement (f) par rapport à 
surface limite (F)).  
 
 
Dans le cas de sol fortement surconsolidé (figure 5.18c), l’échauffement a produit une 
déformation totale dilatante avec un  léger écrouissage de la surface de charge. Bien 
que contradictoire, ceci s’explique par une déformation thermoélastique bien 
supérieure à la déformation thermoplastique (module d’écrouissage H grand qui 
correspond à un paramètre β petit). 
 
 
Lors de la phase refroidissement, les déformations engendrées sont purement thermo 
élastique (déformation contractante) dans les trois exemples de sol (figure 5.18), car 
l’incrément de la sollicitation thermique est négatif. 
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Figure 5.18: Fonctionnement du modèle, cas d’essai d’échauffement sous succion 

et contrainte constantes. 

5.3.3.2 Comportement sous drainage/humidification à contrainte nulle et à 
température ambiante 

 
L’exemple suivant montre un échantillon de boue saturé sous contrainte (1 kPa) à 
température ambiante, qui subit un cycle de drainage-humidification (succions 0-1000-0 
kPa) voir figure (5.19). Pour des raisons de simplicité nous mentionnons sur cette figure 
que les surfaces de charges limites (F) initiales et finales.  
 
L’état initial de ce sol à les coordonnées (1, N(T0)) soit (1, 4.5) dans le plan (lnp’ − ν) 
c’est à dire qu’il fait partie de la droite de consolidation (figure (5.19a)). De ce fait, 
lorsque le sol subit une succion inférieure à la succion d’entré d’air, le sol se comporte 
comme s’il était saturé sa déformation volumique suit alors la droite de consolidation.  
 
À partir d’une certaine succion supérieure à la succion d’entrée d’air l’échantillon 
commence à se déssaturé et à se comporter comme un sol non saturé. Arrivant au point 
où la sollicitation (𝑝’) commence à s’éloigner de la surface de limite (F) (figure 5.19g), 
la déformation volumique commence à diminuer jusqu'à ce que sa pente se rapproche de 
la pente de gonflement (κ) (figures 5.19a et 5.19e). 
 
Lors de la phase d’humidification, le comportement du sol est purement élastique et suit 
la même pente de gonflement (κ). Par ailleurs, puisque la sollicitation se trouve éloigné 
de la surface limite (F) (figure 5.19g) le phénomène l’effondrement ne peut pas se 
produire.  
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Figure 5.19: Fonctionnement du modèle, cas d’essai de drainage/humidification 
d’une boue à température-ambiante. 
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5.3.3.3 Comportement sous humidification provoquant un effondrement en 

conditions THM 
 
La figure (5.20) montre le fonctionnement du modèle dans le cas d’un sol initialement 
saturé et normalement consolidé soumis à des sollicitations thermo hydro mécanique 
notées 1-2-3-4-5 (figure 5.20), à savoir : un échauffement chemin (1-2), un drainage 
chemin (2-3), un chargement mécanique chemin (3-4) et une humidification sur chemin 
(4-5). Toujours, pour des raisons nous mentionnons sur la figure (5.20) que les surfaces 
de charges limites (F) initiales et finales.  
 
 
Sur chemin (1-2), le sol est soumis à un échauffement (25°C -100°C) et vu qu’il est 
normalement consolidé, une déformation contractante plastique se produit (figures 
5.15c). La droite de consolidation se décale vers le bas à cause de la température qui 
augmente (déformation contractante thermoplastique voir figures 5.20c, 5.20e et 5.20g). 
Par ailleurs, les courbes de retentions sont aussi influencées par cette échauffement 
même si le sol est encore saturé. 
 
 
Le chemin de drainage (2-3) où la succion augmente de 0 à 50 kPa, ne produit qu’une 
petite déformation (figures 5.20e, 5.20i), qui à son tour fait évoluer que très légèrement 
les surface de charges (f) et (F). 
 
 
Le chargement appliqué de 200 à 2000 kPa sur chemin (3-4) provoque quant à lui une 
déformation plus conséquente (comparée à la succion) et en même temps la saturation 
progressive du sol  (figures 5.20e à 5.20h et 5.20j). Ce qui décale la courbe (𝑆𝑟 − 𝑠) 
vers la droite (augmentation de la succion d’entrée d’air voir figure (5.20j)). Les 
surfaces de charges (f) et (F) se retrouvent ainsi augmentées avec une forme plus 
convexe (figure 5.20a). 
 
 
Sur chemin d’humidification (4-5) où la succion varie de 50 kPa à 0 kPa, la  sollicitation 
dépasse la surface de charge car la forme de cette dernière est convexe, ce qui provoque 
l’effondrement du sol (figures 5.20c, 5.20e et 5.20g). Ainsi, il y a écrouissage des 
surfaces de charges (f) et (F) à cause de cette déformation plastique, qui en plus décale 
la courbe de rétention vers la droite (augmentation de la succion d’entrée d’air figure 
5.20 j).  
 
 
Quand l’échantillon se sature complétement, la déformation du sol retrouve la droite de 
consolidation à la température de 100° C (figure 5.20e, 5.20 g). Cette déformation est 
élastique gonflante, car la succion ne touche plus la surface de charge (vecteur de 
sollicitation négatif). 
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Figure 5.20: Fonctionnement du modèle, cas de sollicitations THM avec 
effondrement sous humidification. 
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5.3.3.4 Comportement sous compression isotrope provoquant une saturation en 

conditions THM 
 
La figure (5.21) montre le fonctionnement du modèle dans le cas d’un sol initialement 
saturé fortement surconsolidé OCR=2.5, soumis à des sollicitations thermo hydro 
mécanique notées (1-2-3-4-5), à savoir: Echauffement sur chemin (1-2), drainage  sur 
chemin (2-3), compression isotrope sur chemin (3-4) et déchargement mécanique sur 
chemin (4-5). Comme pour les exemples précédents, il n’est mentionné sur la figure 
(5.21a) que les surfaces de charges limites (F) initiales et finales. 

 
Sur chemin 1-2, l’échauffement de 25°C à 100°C provoque une réponse dilatante car le 
sol est fortement surconsolidé (déformation thermoélastique supérieure à la déformation 
thermoplastique). La droite de consolidation se décale vers le bas lorsque la température 
atteint 100°C (figure 5.21e, 5.21g). En outre, la courbe de drainage est aussi affectée par 
cette augmentation de température. 
 
Le chemin de drainage (2-3) avec la succion qui augmente de 0 à 20 kPa,  provoque une 
petite déformation (figure 5.21i) avec une légère évolution des surfaces (f) et (F). 
 
Le chargement appliqué de  200 à 2000 kPa sur chemin (3-4), induit quant à lui une 
déformation élastoplastique plus grande que celle provoquée par la succion ainsi qu’un 
effet de saturation (figures 5.21f et 5.21h). Cette déformation fait aussi évoluée les 
surfaces de charges (f) et (F) d’une manière plus significative (figure 5.21a). Par 
ailleurs, lorsque l’échantillon se sature complètement, sa déformation retrouve la droite 
de consolidation saturé à la température 100°C. À ce stade le sol se comporte comme si 
il était  saturé. 
 
Le déchargement de  2000 à 200 kPa sur chemin (4-5), provoque une déformation 
purement élastique (figures 5.21e et 5.21g) car l’incrément de la sollicitation est négatif 
(la direction de la sollicitation est à l’opposé de la surface de charge). 
 
5.4 Calibrage des paramètres du modèle 
 
Le présent modèle utilise 26 paramètres, la procédure de détermination de ces derniers 
est brièvement exposée dans ce qui va suivre: 
 
Les paramètres (λ, κ, µ et M0) sont les paramètres basiques du modèle Cam Clay, ils 
peuvent être déterminés à partir d’essais de compressions isotropes et triaxial 
conventionnels menés sur des sols saturés à températures ambiante. 
 
Les paramètres déviatorique (n) et (r) sont déterminées en  menant des tests triaxiaux à 
température ambiante. Le paramètre (r) décrit la distance qui sépare la droite d’état 
critique (CSL) est la droite de consolidation saturé (NCL) dans le plan(lnp′ − ν) à 
𝑇 = 𝑇0. Le paramètre (n) peut-être déterminé en lissant la surface de charge 
déviatorique (établis dans le plan(p′ − q)). Le terme (a3) qui définit l’influence de la 
température sur la droite d’état critique (CSL) requière un autre test triaxial à 
température élevée, le rapport entre la droite d’état critique à température ambiante et la 
droite d’état critique à température (T) permet le calcul du paramètre a3 (Francois et 
Laloui, 2008). 
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Le paramètre γT  est calculé par le biais de l’équation (5.72), la déformation 
thermoplastique   εvT

p  est obtenue en réalisant un test d’échauffement drainé sur un sol 
saturé normalement consolidé. 
 
 

εvT
p = λ−κ

1+e0
ln � pc0′

pc′ (T)
� = λ−κ

1+e0
ln� 1

1−γT log�
T
T0
�
�        (5.72) 

 
 
Les surfaces de charges THM (f) et (F) sont définies par les paramètres (a1, a2, λd et 
γT), le paramètre γT a été déjà exposé dans la section précédente. Concernant les 
paramètres (a1) et (λd), ils peuvent être calibrés à partir des tests de compressions 
isotropes à succions contrôlées et à température ambiantes (Zhou el al. 2012b); où (λd) 
est le paramètre de compression qui correspond à l’état déssaturé (Se = 0). Cependant, 
avant de calibrer le paramètre (a1) à l’aide l’équation (5.18), le paramètre N(T0) et les 
paramètres λ(Se) (équation (5.17)) doivent êtres calibrés en premier. 
 
 
Le nouveau paramètre (a2) est calibré à partir de tests de compressions isotropes à 
succions et à températures contrôlées. Pour chaque température, on suit la même 
procédure de calibrage du paramètre (a1) décrite plus haut. Ainsi le paramètre (a2) peut 
déterminer par l’équation  (5.24).  
 
 
Les paramètres (h), (d) et (dT) contrôlent le module d’écrouissage (H) de la surface de 
chargement (f), ils peuvent être déterminés par tâtonnements jusqu’à avoir le meilleur 
résultat possible. 
 
 
Les paramètres (α) et (c) influent sur la réponse thermo élastique du sol, ils sont 
calibrés à partir d’essais cyclique d’échauffement-refroidissement, effectués sur des sols 
saturés  à differents degrés de surconsolidation. 
 
 
Quant aux paramètres hydrauliques (md, nd, ad, mh, nh, ah et Srres), ils peuvent être 
calibrés à température ambiante soit par la procédure décrite par van Genuchten (1980)  
ou par des méthodes de régressions non linéaires.  
 
 
Le calibrage du paramètre (b1) peut se faire à partir d’un essai de compression isotrope 
à succion contrôlée et à température ambiante, le lissage de la courbe (ln (p), Sr) permet 
la détermination du paramètre (b1). Concernant le paramètre (b2), il peut être évalué 
directement par le biais d’une régression non linéaire des courbes de drainage ou 
d’humidification  avec au minimum deux températures. Finalement, le paramètre b3 est 
déterminé par le biais d’un test de drainage/humidification à température ambiante. 
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Figure 5.21: Fonctionnement du modèle, cas de sollicitations THM avec effet de 
saturation due à un changement mécanique. 
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5.5 Validation du modèle THM proposé 
 
5.5.1 Simulation du comportement hydraulique des sols non saturés 
 
La figure (5.22) montre la simulation des essais expérimentaux de Huang et al (2005), 
qui ont réalisés des essais cyclique de drainage/humidification sur un sable. Les 
paramètres utilisés sont présentés dans le tableau (5.2). D’après les résultats de la 
figure (5.22), le modèle semble prédire de manière satisfaisante l’effet d’hystérésis. 
 

Tableau 5.2: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de                  
Huang et al (2005). 

 
Paramètres thermoélastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] /, /, /, / 
Paramètres thermoplastique  
λ, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

/, /, /, /, /, / 
/, /, /, /, /, / 

paramètres hydraulique  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

0.185, 7.5, 7.69 
0.105, 6.5, 1.8 
0.25, 0, 3, 0 

 
 

 
 
 

Figure 5.22: Simulation des travaux de Huang et al (2005), essai cyclique de 
drainage-humidification à température ambiante. 

 
Une série d’essais de drainage (Succion 0-400 kPa) a été menée par Uchaipichat et 
Khalili (2009) sur un limon compacté de la région Bourke (Australie) à différentes 
températures et contraintes. Les échantillons de ce sol initialement saturés ont été 
consolidés sous un chargement mécanique isotrope 200 kPa puis déchargées à differents 
niveaux de contraintes isotopes (50, 100, 150 et 200 kPa). Par la suite, les températures  
(25, 40 and 60°C) et succions de 0 à 300 kPa ont été appliquées. 
 
Toutes les simulations des travaux d’Uchaipichat et Khalili (2009), présentées dans 
cette section et dans les sections 5.5.3 et 5.5.5 et 5.5.7 qui suivent sont réalisées avec les 
paramètres du tableau (5.3). 
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Tableau 5.3: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux                  
d’Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
Paramètres thermoélastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] 0.006, 0.25*, -1x10-3, 0 
Paramètres thermoplastique  
λ, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

0.09, 0.08, 2800, 1.2, 2.50, 0.33 
1.30, 0.23, 0, 3.5*, 1.85*, 1.17* 

paramètres hydraulique  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

0.17, 2.37, 29.95 
/, /, / 
0.25, -450, /, 0 

 
 (*) Paramètres calibrés  à partir des résultats expérimentaux d’Uchaipichat (2005). 
 
 
Une comparaison entre la prédiction du modèle et ces résultats expérimentaux sont 
illustrés en figure (5.23). À partir de cette comparaison, on peut conclure que même les 
petites variations dans le degré de saturation produite par une variation de températures 
et de contraintes mécaniques peuvent être très bien reproduites par le modèle. 
 

 

 
 
 

Figure 5.23: Simulation des essais de drainage à température et contraintes 
imposées d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
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La figure (5.24) montre la simulation du présent modèle comparée aux résultats 
expérimentaux de Tarantino (2009), qui a réalisé six essais de drainage et 
d’humidification sur un limon à différents indices des vides initiaux, le tableau (5.4) 
résume les paramètres utilisés dans les simulations. À partie des résultats trouvés, le 
modèle semble bien prédire les courbes de retentions à différents indices des vides 
initiaux 
 

Tableau 5.4: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de                  
Tarantino (2009). 

 
Paramètres thermoélastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] /, /, /, / 
Paramètres thermoplastique  
λ, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

/, /, /, /, /, / 
/, /, /, /, /, / 

paramètres hydraulique  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

0.15, 0.59, 50 
0.27, 0.40, 21.15 
0.25, 0, /, 0 

 
 
 

 
 

Figure 5.24: Simulation des travaux de Tarantino (2009, essais de drainage et 
d’humidification à température ambiante et à différents indices des vides initiaux. 
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5.5.2 Simulation des essais de drainage à contrainte nulle et à température 

imposées 
 
À contrainte nulle, Ghembaza et al. (2007) ont réalisés des essais de drainage en 
températures (23 et 80°C) sur une argile sableuse saturée sous forme de pâte, qui a été 
préparée à une teneur en eau initiale𝑤0 = 1.5𝑤𝐿. La figure (5.25) montre les 
simulations du modèle comparées à ces résultats expérimentaux, les paramètres 
utilisés sont mentionnés dans le tableau (5.5).  
 
D’après la figure (5.25), le modèle reproduit très bien les résultats de Ghembaza et al. 
(2007). De plus, il est même capable de prédire l’évolution de la courbe de rétention 
en température (figure 5.25 b), ceci est due à l’effet de la déformation thermoplastique 
qui est prise en charge par le présent modèle. Il faut souligner que seul le modèle de 
Zhou et al. (2014) peut aussi reproduire un tel comportement. 
 

Tableau 5.5: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de            
Ghembaza et al. (2007). 

 
Paramètres thermoélastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] 0.006, /, -1x10-3, 0 
Paramètres thermoplastique  
λ, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

0.13, 0.006, 1000, 1.2, 1.2, 0.60 
0.75, 0.05, 0, /, 2, 0.87 

paramètres hydraulique  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

2.75, 1.42, 11040 
/, /, / 
0.25, -150, /, 0 

 
 

 
 

Figure 5.25: Simulation des travaux de Ghembaza et al. (2007). essais de drainage 
à contrainte nulle et température imposées. 
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5.5.3 Simulation des essais d’échauffements refroidissement à contrainte et 
succions imposées 

 
La figure (5.26) montre des simulations du modèle comparées aux résultats 
expérimentaux d’Uchaipichat et Khalili (2009), qui ont réalisés une série de tests 
cycliques (Echauffement-refroidissement), sur un limon compacté de la région Bourke 
(Australie) à succion constantes (0, 100 and 300 kPa) et à contraintes nettes constantes  
(50, 100, 150 and 200 kPa). Les paramètres utilisés sont mentionnés dans le tableau 
(5.3). 
 
D’une manière générale, on peut conclure que le comportement du limon compacté  
(Uchaipichat et Khalili, 2009) sous échauffement refroidissement est très bien capturé 
pour tous les tests illustrés en figures (5.26).  
 

 
 

Figure 5.26: Simulation des essais d’échauffement-refroidissement à succions et 
contraintes imposées d’Uchaipichat et Khalili (2009). 

 
5.5.4 Simulation des essais de compression oedométrique à température et 

succion imposées 
 
Dans cette section on présente, les simulations des essais de compressions oedométrique 
à température et à succion imposées de François et al. (2007) qui ont été réalisés sur un 
sable limoneux de la région de Sion (Suisse).  
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Avant de procéder aux essais de compressions, les auteurs ont saturés les échantillons 
puis appliqués les contraintes respectives σc0,v

′  et σnet,v; la succion et la température. Le 
tableau (5.6) résume les états initiaux des échantillons avant la compression 
oedométrique. 
 

Tableau 5.6: Etats initiaux des échantillons avant les tests de compression 
oedométrique, François et al. (2007). 

 
σc0,v
′  [kPa] σnet,v[kPa] Sr [-] e0[-] T [°C] s [kPa] 

134 16 1 0.85 22 0 
100 11 1 0.90 80 0 
109 11 0.37 0.75 22 300 
109 11 0.37 0.73 80 300 

 
Toutes les simulations présentées sont réalisées avec les paramètres du tableau (5.7). Par 
ailleurs, les paramètres hydrauliques (tableau (5.7)) ont été calibrés à partir de la courbe 
de drainage à température ambiante, réalisé par Péron et al. (2007) sur le même type de 
matériau, à savoir un sable limoneux (figure 5.27). 
 

Tableau 5.7: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de            
François et al. (2007). 

 
Paramètres thermoélastique 
Cs , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] 0.01, /, /, / 
Paramètres thermoplastique  
 Cc, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

0.065, 0.055, 2000, 1.2, /, 0.43 
1.40, 0, 0, /, 2, 1.20 

paramètres hydrauliques  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

0.082, 7.60, 58.24 
/, /, / 
0.25, -1x106, /, 0 

 
 

 
 

Figure 5.27: Calibrage de la courbe de drainage à partir des résultats de           
Péron et al. (2007). 
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Une comparaison entre la prédiction du modèle et les résultats expérimentaux (François 
et al., 2007) est montée en figure (5.28). Le résultat des simulations montre, que le 
modèle peut aisément simuler la transition entre l’état élastique et élastoplastique à 
différentes températures. L’autre conclusion qui peut être tirée, se résume par la 
capacité du modèle proposé à prendre en compte les differents états initiaux du sol. 
 
Cependant, une certaine limite a été observée dans les simulations du comportement 
sous déchargement, notamment dans les essais avec (température 80°C, succion 0 kPa) 
et (température 22°C, succion 300 kPa) comme le montre les figures (5.28b) et (5.28c). 
 

 
 
 
Figure 5.28 : Simulation des essais de compression oedométrique à température et 

succion imposées de François et al. (2007). 
 
5.5.5 Simulation des essais de compression isotropes à température et 

succion imposées 
 
Uchaipichat et Khalili (2009) ont mené un total de 12 tests de compression isotrope à 
différentes températures (25°C, 40°C et 60°C) et sucions (0 kPa, 10 kPa, 100 kPa et300 
kPa) sur un limon compacté de la région Bourke (Australie). La figure (5.29) montre les 
prédictions du modèle comparées à ces résultats expérimentaux, les contraintes 
effectives des figures (5.29c’) et (5.29d’) ont été reformulées en termes de contraintes 
effective de Bishop. Par ailleurs, toutes les simulations ont été effectuées avec une 
contrainte de preconsolidation saturés  à température ambiante, pc0′ =200 kPa.  
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Les paramètres des simulations sont mentionnés dans le tableau (5.3). Les résultats de 
ces simulations montrent que le modèle reproduit très bien les courbes de compression 
isotropes à températures et à succions contrôlées du limon compacté de Bourke.  
 
 

 
 

 
Figure 5.29: Simulation des essais de compression isotrope à température et 

succion imposées d’Uchaipichat et Khalili (2009). 
 
 

b
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5.5.6 Simulation d’essai d’humidification suivi d’effondrement en condition 
isotherme 

 
La figure (5.30) montre la simulation du modèle comparée aux résultats 
expérimentaux de  Sun et al. (2007a), qui ont réalisé un essai d’humidification à 
contrainte imposée et à température ambiante sur l’argile de Pearl compactée. 
L’échantillon soumis initialement à une contrainte de 20 kPa et succion de 127 kPa, a 
subi un drainage jusqu’à s=147 kPa, une compression isotrope de 196  kPa puis une 
humidification (succion de 147 à 0 kPa). Les paramètres de la simulation figurent dans 
le tableau (5.8).  
 
Cette simulation montre bien la capacité du modèle à prédire, d’une part la saturation 
produite par la compression isotrope et d’autre part la capacité à prédire le phénomène 
d’effondrement des sols non saturés. 
 

Tableau 5.8: Paramètres utilisés dans la simulation des travaux de Sun et al. 
(2007a). 

 
Paramètres thermoélastique 
κ , µ, α, c  [-], [-], [°C−1], [-] 0.04, /, /, 0 
Paramètres thermoplastique  
λ, λd, h, d, dT, γT  
a1, a2, a3, n, r, M0  

[-], [-], [-], [-], [-], [-] 
[-], [-], [-], [-], [-], [-] 

0.13, 0.04, 200, 1.2, 1.2, 0.60 
1.52, 0, 0, /, 2, 1.1 

paramètres hydrauliques  
md, nd, ad  
mh, nh, ah  
b1, b2, b3, Srres  

[-], [-], [kPa] 
[-], [-], [kPa] 
[-], [K], [-], [-]  

0.35, 2, 80 
0.35, 2, 35 
0.02, 0, 4, 0 

 
 

 
 
Figure 5.30: Simulation des travaux de Sun et al. (2007a), essai d’humidification à 

contrainte imposée et à température ambiante. 
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5.5.7 Simulation des essais de cisaillement drainés à succions et à 

températures constantes 
 
La figure (5.31) montre des simulations du modèle comparées aux résultats 
expérimentaux d’Uchaipichat et Khalili (2009), qui ont réalisés une série d’essais de 
cisaillement drainé sur un limon compacté de la région Bourke (Australie), à contrainte 
nette de 100 kPa et à différentes succions (100 and 300 kPa) et températures (25°C, 
40°C et 60°C). Les paramètres utilisés sont mentionnés dans le tableau (5.3). 
 
Le résultat des simulations montre que la déformation volumique et déviatorique sont 
bien simulés par le présent modèle. En revanche, le déviateur de contrainte (q) est un 
peu surévalué pour les  succions 100 kPa et 300 kPa.  
 
 
 
 

 
 
 
 

Figure 5.31: Simulation des essais de cisaillement drainés d’Uchaipichat et 
Khalili (2009) à succions et à température imposées. 
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5.6 Conclusion 
 
Un modèle thermo hydromécanique a été présenté, ces relations (mécanique, 
hydraulique et thermique) sont formulées dans schéma constitutive interconnecté. Les 
concepts de la contrainte effective et de la théorie de la surface limite sont utilisés. 
 
Le paramètre de compression des sols non saturés dans des conditions non isothermes 
est décrit en terme de degré de saturation effective (Se) et températures (T). Le volume 
spécifique N(T) at ln p’ = 0 est considéré constant en température et indépendant de la 
succion. 
 
Une équation de changement de volume THM et une surface de charge isotrope THM 
ont été proposées dans l’espace tridimensionnelle(p′ − Se − T), cette dernière est 
généralisée aux chemins triaxiaux dévitoriques.  
 
Les courbes de retentions non isothermes des sols déformables (Zhou et al., 2014) sont 
couplés avec l’équation  de changement de volume THM proposée, ainsi les résultats 
obtenus sont plus réaliste. Notamment dans les prédictions de la déformation et du 
degré de saturation (entre le domaine élastique et élastoplastique) dans les plans(ln p� ,  ν) 
et (ln p� ,  Se). 
 
Les prédictions du modèle, montrent qu’il peut reproduire d’une manière satisfaisante 
les comportements thermo hydriques des sols déformables ainsi que les comportements 
THM sur chemin oedométrique et isotrope. En revanche, le modèle semble surestimer le 
déviateur des contraintes (q) lors des prédictions des essais de cisaillement drainé.  
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Conclusions  générales et perspectives 
 
 
À l'issue de ce travail, il serait utile de résumer les principales conclusions de cette 
thèse, comportant dans son premier volet une recherche bibliographique sur  le 
comportent ainsi que la modélisation THM des sols. Qui nous a permis le 
développement de deux modèles, le premier est un modèle thermomécanique des sols 
saturés et le second est un modèle thermo hydromécanique des sols non saturé.  
 
Dans le cas saturé le comportement des sols en température est relativement simple à 
interprété. Par contre, le cas des sols non saturé n’est pas évident à interpréter, car il 
dépend de résultats expérimentaux établis selon différentes approches, à savoir soit en 
contrainte indépendantes soit en contrainte effective. Toutefois, même à travers un seul 
(concept de la contrainte effective), il y a différentes interprétations du fait de la 
manière avec laquelle la contrainte effective est écrite.  
 
La conception générale du modèle CASM B  (Yu et Khong, 2003) ainsi que les récentes 
avancées dans le domaine de la modélisation des sols non saturé. Notamment les 
travaux de Cekerevak et Laloui (2003),  François et Laloui (2008), François (2008), 
Laloui et François (2009), Sheng et al. (2011), Zhou et al. (2012a, 2012b), Zhou et al 
(2014), ont été la base fondatrice de nos modèles développés en chapitre quatre et cinq. 
 
Le modèle thermo mécanique saturé proposé en chapitre 4, en plus d’être performant, 
c’est est un modèle relativement simple. Les déformations thermoélastique et 
thermoélastoplastique ne sont pas distinguées lors des calculs, car n’y a pas de zone 
franche qui délimite ces deux états. Toutefois, ceci n’est valable que si la sollicitation 
est positive (cas du chargement). Dans le cas contraire, le cas du dégagement, la 
déformation engendrée n’est que thermoélastique. Le concept de la théorie de la surface 
limite, nous permis l’utilisation d’une une seule surface de charge thermomécanique 
(surface de chargement (f)), ainsi la prédiction des déformations entres les parties 
thermoélastique et thermoélastoplastique est plus réaliste.  
 
Par ailleurs,  dans la continuité du modèle thermomécanique développé en  chapitre 4 
un autre modèle thermo hydro mécanique est développé. Il se base sur le concept de la 
contrainte effective ainsi que sur le concept de la contrainte limite. Le mécanisme THM 
proposé repose aussi sur une seule surface de charge.  
 
Le concept récemment développé par Zhou et al. (2012a, 2012b), dans le plan des 
contrainte effectives  p’- degrés de saturation effective 𝑆𝑒 est étendue en température 
dans le plan  (p’-Se-T). Ce qui a permis la proposition d’une équation de changement de 
volume et le développement d’une surface de charge isotrope THM des sols non 
saturés. Cette dernière a été par la suite étendue aux chemins triaxiaux déviatoire.  
 
Les courbes de retentions d’eau des sols déformables (Sheng et al., 2011; Zhou et al. 
(2012a, 2012b); Zhou et al., 2014) sont combinées avec les équations de déformations 
proposés, ce qui permet d’améliorer la prédiction du degré de saturation notamment 
dans le plan (llnp − Sr). 
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Le modèle THM présenté, peut être considéré comme une nouvelle variante de modèles 
THM des sols non saturés, puisque c’est le premier modèle formulé en termes de 
contrainte effective-degré de saturation effective et température. 
 
Cependant, le manque de résultats expérimentaux nous un peu contraint lors de la 
validation de notre formulation, les seuls résultats trouvés pour cela sont ceux de 
François et al. (2007) et Uchapichat et Khalili (2009). Car il faut souligner, que la plus 
part des chercheurs proposent leurs résultats expérimentaux dans des plans 
conventionnelles (à titre d’exemple (lns − e); (lnp − e)), le degré de saturation n’est 
généralement pas disponible. Ce qui est une contrainte vis-à-vis de l’interopération des 
résultats expérimentaux en termes de contrainte effective de Bishop. 
 
La validation des modèles TM et THM proposés avec des résultats expérimentaux 
existants a montré leurs capacités. Cependant il est à noter que les simulations d’essais 
de cisaillement d’Uchapichat et Khalili (2009) par le modèle THM présentent une 
surévaluation du déviateur de contrainte. Ceci s’explique par une droite d’état critique 
(M) qui dépasse son seuil réel. Dans ce contexte, Uchapichat et Khalili (2009) ont 
montré que la droite d’état critique est constante et est indépendante de la succion et de 
la température. Même si c’est le cas, leur constat a été établi en contrainte effective de 
Khalili et Khabbez (1998), ce qui n’est pas le cas de la contrainte effective de Bishop 
qui est le nôtre. En revient donc au problème lié à l’interprétation des résultats 
expérimentaux discuté plus haut. 
 
De ce fait, il serait utile que les chercheurs et experts du domaine se mettent d’accord 
sur la façon avec laquelle les résultats sont présentés. En d’autre terme, toute les 
variables et sollicitations que les sols subissent lors des essais doivent être mise ne 
évidence à savoir :p, s, T, e et sr. Ce qui est relativement simple à mettre en place vu 
les techniques expérimentales modernes.  Tout cela va permettre une avancée meilleure 
de la modélisation THM des sols non saturés et évitera ainsi certaines contradictions 
dans les interprétations. 
 
En perspective de ce travail, certains aspect non pas été étudié. Notamment, 
l’anisotropie des sols, le fluage, le comportement THM des sols en conditions non 
drainés, les sols gonflants, les sols fortement compactés, le transport d’eau et de chaleur. 
Ce qui peut faire l’objet de nouveaux axes de recherches. 
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Annexe 
 

Annexe 1: Condition de consistance des surfaces (f) et (F) 
 
 
 
 
Dans le cas de la surface de chargement (f), la déformation volumique plastique définit 
par l’équation (5.35) comporte les équations suivantes : 
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Dans le cas de la surface limite (F), la déformation volumique plastique définit par 
l’équation (5.35) comporte les équations suivantes: 
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