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LISTES DES SYMPOLES

La traduction en anglais est donnée lorsque les symboles figurent uniquement dans les articles

aire de contact entre le pneu et le sol, contact area between the tyre and the soil,
m?

aire de section de la plaque dans la troisiéme direction (direction de sortie du
plan) utilisée dans le calcul de 9, area of the cross section of the beam in the
third direction (out of plane direction), m*

parametre empirique pour décrire la forme de la distribution des contraintes
selon la largeur du pneu utilisée dans la formule proposée par Keller (2005), Eq.
6

largeur du pneu, tyre width, m

cohésion, kPa

concentration en PEG, g g'1

teneur en argile, clay content, %

indice de compression mesuré par un essai oedométrique, kPa™

indice de gonflement mesuré par un essai oedométrique, kPa™

diamétre de section circulaire utilisé dans le calcul de 9, diameter of the
circular cross section, m

diametre équivalent de pore, equivalent pore diameter, um

diamétre total du pneu, tyre overall diameter, m

rigidité normale de la plaque a la surface du sol utilisé dans le calcul de ¢
indice des vides

module de Young, kPa

épaisseur de la plaque utilisé dans le calcul de 9, beam thickness, m

charge appliqué par le pneu, tyre load, kKN

volume spécifique at p = 1 kPa

pression de préconsolidation, kPa

. 1 ‘e
contrainte moyenne p = 3(0'1 + 263) en axysymétrie, kPa
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force ponctuelle, kN

pression de gonflage du pneu, tyre inflation pressure, kPa

rigidité de flexion de la plaque, kPa m*

rayon au point considéré dans le sol, m

succion du sol, kPa

parametres empiriques qui dépendent de la rigidité du sol, empirical parameters
depending on the soil rigidity

degré de la saturation, degree of soil saturation, %

degré de la saturation a la contrainte seuil o, degree of soil saturation
corresponding to o, %

temps de chargement, loading time, sec

déplacement vertical de la surface du sol apres le passage de la premiére roue,
vertical displacement of the soil surface after the passage of the front wheel, m
pression d’air dans les pores du sol, kPa

pression d’eau dans les pores du sol, kPa

coefficient de Poisson

teneur en eau, water content, g g'1

parameter de I’expression de Bishop, compris entre 0 et 1

tension de surface entre 1’air et le mercure, interfacial tension between air and
mercury

parametre empirique pour décrire la forme de la distribution des contraintes
selon la largeur du pneu dans Eq.7.

angle de contact entre le sol et le mercure, contact angle between the soil and
the mercury, deg

angle entre le rayon r; et la verticale, deg

angle de frottement interne, deg

angle de dilatance, deg

indice de gonflement mesuré par un essai triaxial, kPa™

indice de compression mesuré par un essai triaxial, kPa™

facteur de concentration des contraintes, compris entre 4 et 6

distance entre le centre de ’aire de contact et le point considéré dans Eq.4 et 5
rayon de I’aire de contact circulaire

masse volumique du sol, dry bulk density, Mg m™



Pi
pjw

(o))

Ot

masse volumique initiale, initial bulk density, Mg m™
masse volumique finale, final bulk density, Mg m™
contrainte totale, kPa

contrainte moyenne appliquée sur ’aire de contact, kPa

seuil de contrainte a partir duquel la succion diminue avec 1’augmentation de

contrainte, kPa

contrainte effective, kPa

contrainte principale maximum, kPa

contrainte principale minimum, kPa

contrainte verticale appliquée sur I’aire de contact, kPa
contrainte appliquée dans le sol selon I’axe z, kPa
contrainte vertical effective, effective vertical stress, kPa

incrément de deformation volumique, incremental

volumetric

Strain
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INTRODUCTION

1. L’importance agro-environnementale du tassement

Le tassement d’un sol est un processus par lequel les particules de sol sont réarrangées
les unes par rapport aux autres sous I’action d’une contrainte mécanique interne ou externe au
sol qui aboutit a une augmentation de la masse volumique. Pour des sols agricoles souvent
agrégeés, les agrégats de sol sont réarrangés en étant plus étroitement mis en contact, ce qui
diminue l'espace de vide et augmente de ce fait la masse volumique (Soil Science Society of
America, 1996). Les contraintes sont liées aux passages d’engins et d’outils agricoles, aux
animaux au paturage, au climat (action de la pluie ou du gel, effets des variations d’état
hydrique...), ou a ’activité biologique du sol (action des racines, des lombrics...).

Le tassement des sols agricoles est l'un des problémes principaux se posant a
l'agriculture moderne dans beaucoup de régions du monde (Raghavan et al., 1990 ; Soane et
van Ouwerkerk, 1994 ; Hamza et Anderson, 2005). Dans le monde entier, le tassement li¢ aux
passages d’engins agricoles affecterait 68 millions d’ha (Flowers et Lal, 1998). En Europe,
I’estimation est de 33 millions d’ha (Akker et Canarache, 2001). En Australie, environ 30%
(soit environ 4 millions d'ha) de la ceinture de blé en Australie occidentale serait concerné
(Carder et Grasby, 1986). Des problémes liés au tassement de sol ont été signalés dans
presque chaque continent, sans estimation précise de leur importance : Hamza et Anderson
(2003) pour I’ensemble de 1’Australie, Russell ef al. (2001) en Nouvelle Zélande, Ohtomo et
Tan (2001) au Japon, Suhayda et al. (1997) en Chine, Mwendera et Saleem (1997) en Ethiopie,
Aliev (2001) en Azerbaijan, Bondarev et Kuznetsova (1999) en Russie, Tardieu (1994) en
France.

Le tassement des sols sous les passages d’engins agricoles se produit dans un large
éventail de sols, de climats et de systémes de culture. Son intensité¢ dépend de deux facteurs :
les contraintes mécaniques appliquées par 1’engin et la résistance mécanique du sol au
moment du passage de 1’engin. La résistance mécanique du sol dépend étroitement du type de
sol et de son état hydrique, elle peut étre affectée par la baisse de la teneur en matiere
organique du sol. Les contraintes appliquées au sol dépendent du poids de I’engin, de sa
vitesse d’avancement, de la pression de contact entre les pneumatiques et le sol, du type de
pneumatique et de la fréquence des passages d’engins (Larson et al., 1994 ; Chamen et al.,

2003).



Du fait des modifications importantes de la structure du sol qu’il engendre (au niveau
des couches travaillées et des couches sous-jacentes), le tassement peut avoir des
conséquences importantes a la fois sur la production végétale et 1’environnement. Le
tassement aboutit notamment a une augmentation de la résistance mécanique et a une
diminution des capacités de transfert de masse des sols du fait de leur densification (Radford
et al., 2000 ; Hamza et Anderson, 2005).

Du point de vue de la production agricole, le tassement rend plus difficile I’émergence
des plantules et la colonisation racinaire (Kirkegaard et al., 1992 ; Passioura, 2002). Il peut
aboutir a une diminution de rendement ou a des apports plus importants d’eau et d’éléments
minéraux, augmentant ainsi les colts de production. Ces effets ont été rapportés pour de
nombreux sols et systeémes de culture : Ellington (1986), Radford et al. (2001), Hamza et
Anderson, (2003), Sadras et al. (2005), y compris des systémes irrigués : McGarry et Chan
(1984) ; McGarry (1990) ; Braunack et al. (1995). De plus, si la croissance des plantes est
réduite, il y a une baisse des entrées de matiére organique fraiche au sol, donc des quantités
d'éléments nutritifs minéralisables. Enfin le travail du sol est rendu plus difficile et nécessite
plus d’énergie fossile pour parvenir a re-fragmenter les sols tassés.

Du point de vue de I’environnement, les impacts du tassement de sol ont été
synthétisés par Soane et Van Ouwerkerk (1994). Le tassement favorise le ruissellement et
I’érosion, il affecte les cycles biogéochimiques de l'azote et du carbone dans le sol. Un
exemple de conséquence sur ’environnement est la réduction de I’infiltration de 1’eau,
accentuant le ruissellement et les phénomenes d’érosion hydrique. De méme, les émissions
gazeuses associées a la dénitrification sont favorisées dans un sol compacté par la réduction
de la diffusion de I’oxygene et de la conductivité¢ hydraulique (Renault et Stengel, 1994).

Le tassement peut donc conduire a la dégradation des sols, des eaux et de I’atmospheére,
il peut également augmenter la consommation des ressources naturelles finies, telles que les
engrais azotés et les carburants fossiles.

On assiste en Europe a une prise de conscience de la vulnérabilité des sols qui conduit
I’UE a proposer une stratégie européenne de protection des sols. Le tassement des sols est
avec 1’érosion un processus majeur de dégradation physique des sols en Europe (cf. la
communication sur la protection des sols, UE, 2002). L'identification de la sensibilité des sols
au tassement et la prévision des tassements deviennent des questions importantes pour
¢laborer des mesures de protection des sols a 1’échelle européenne. Elles exigent a la fois une
bonne connaissance des propriétés mécaniques des sols et des outils de modélisation

permettant de calculer I’intensité des tassements en fonction de 1’état des sols et des engins



utilisés. Nous nous proposons de faire le point des travaux conduits soit sur le déterminisme
de la résistance des sols au tassement, et plus particulierement en lien avec leur teneur en eau

(partie 2), soit sur la modélisation numérique du tassement d’un sol(partie 3).

2. Approche hydromécanique de la résistance mécanique a la compression

des sols cultivés

L’intensité des tassements est déterminée par les contraintes mécaniques exercées a la
surface du sol lors du passage de I’engin (charges, pression des pneumatiques...) et transmises
dans le sol, par la résistance mécanique du sol a des contraintes de compression. Réduire les
tassements peut se faire en diminuant les contraintes appliquées par les engins (Horn et Fleige,
2003 ; Arvidsson et Keller, 2007) ou en contrdlant la résistance mécanique du sol au moment
du passage de I’engin afin d’éviter des périodes ou la résistance du sol est treés faible
(Arvidsson et al., 2003). Cette derniére stratégie implique de connaitre la résistance
mécanique du sol et son évolution en fonction des conditions climatiques. En effet, la
résistance mécanique d’un sol cultivé n’est pas une propriété permanente du sol (Horn et
Lebert, 1994) : elle dépend de facteurs qui €voluent lentement, comme la teneur en maticre
organique, et de facteurs qui fluctuent plus rapidement comme I’état structural sous I’action
des opérations culturales (opérations de travail du sol) et I’état hydrique sous I’action du

climat.

2.1. Evolution de la résistance a la compression des sols cultivés

Différents travaux ont été conduits pour mesurer et prévoir la résistance a la
compression de sols a usage agricole. La résistance du sol est alors décrite principalement via
deux parameétres mécaniques que sont la pression de préconsolidation (p.) et l'indice de
compression ou compressibilité (C;). La pression de préconsolidation indique la contrainte
maximale que supporte le sol sans se déformer de facon permanente. L'indice de compression
correspond a la pente de la courbe de compression, et indique le taux de déformation
permanente subit par le sol. Ces parametres sont estimés par des essais oedométriques a partir
de la courbe de compression e-logo, (Figure 2.1) reliant 1’indice des vides (e) a la contrainte

verticale exercée (o) sur le sol.
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Figure 2.1 : Courbe de compression (e-logoy) entre 1’indice des vides total e et la contrainte

verticale (oy)

Grace a de nombreux essais oedométriques, les facteurs de variation des deux

parametres mécaniques C. et p. ont pu étre établis, notamment ceux caractérisant 1’état

hydrique et structural du sol (Tableau 2.1) :

Effet de la masse volumique : la pression de préconsolidation augmente avec la masse
volumique du sol : Alexandrou et Earl (1998), Canarache et al. (2000), Imhoff et al.
(2004), Lebert et Horn (1991), McBride (1989), Riicknagel et al. (2007). L’indice de
compression décroit avec la masse volumique du sol : McBride (1989), Salire et al. (1994),
Imhoff et al. (2004). Cependant plusieurs travaux ne montrent pas d’effet significatif de la
masse volumique.;

Effet de la teneur en eau : la pression de préconsolidation diminue avec la teneur en eau
du sol : Alexandrou et Earl (1998), Défossez et al. (2003), Imhoff et al. (2004),
Mosaddeghi et al. (2006)). Pour I’indice de compression, certains auteurs trouvent qu’il
décroit avec la teneur en eau (Zhang et al., 1997 ; Sanchez-Giron et al., 2001 ; Défossez et
al., 2003) tandis que d’autres ne montrent pas d’effet significatif de la teneur en eau
(Larson et al., 1980 ; O’Sullivan,1992 ; Smith et al., 1997 ; Arvidsson et Keller, 2004 ;
Imhoff et al., 2004 ; Mosaddeghi et al., 2006).

Les effets de la masse volumique et de la teneur en eau sur la pression de



préconsolidation sont bien établis tandis que pour 1’indice de compression, les résultats sont
plus variables. Il apparait que ces résultats ont été obtenus pour des conditions de préparation
des échantillons de sol et de réalisation des tests mécaniques trés différentes (Tableau 2.1).
Certains auteurs privilégient des mesures sur des sols intacts en particulier pour les horizons
de sub-surface non affectés par les opérations de travail du sol, d’autres auteurs privilégient
des mesures sur sols remaniés a différentes masses volumiques initiales du sol simulant I’état
du sol apres différentes opérations culturales (préparation du semis, labour...). Pour I’état
hydrique, les mesures sont réalisées sur des échantillons de teneurs en eau initiales variables
obtenues soit en variant la date du prélévement soit par humectation du sol préalablement
séché. On peut supposer que la variabilité des états initiaux des sols étudiés peut, dans certains
cas, masquer des effets de la teneur en eau initiale du sol. De plus ces résultats ont été obtenus
pour des conditions de drainage et de temps de chargement variables (Tableau 2.1). Les
conditions de drainage (drainage sur les faces supérieure ou inférieure de 1’échantillon) au
cours d’un essai de compression peuvent influencer 1’évolution de la teneur en eau du sol au
cours d’un essai. En géotechnique, le temps de chargement pour chaque palier de contrainte
verticale o, appliquée est en général de 24 h pour assurer un déplacement bien défini.
Cependant pour les sols agricoles, un tel temps de chargement n’est pas adapté compte tenu
du chargement rapide lors du passage d’un engin agricole que 1’on peut estimer étre inférieur
a 0,1 s. Les temps de chargement des essais de laboratoire sont variables (de 2 min a 3 h)
(Tableau 2.1). Pour les sols argileux ces temps ne sont probablement pas suffisants pour
atteindre 1’équilibre et on peut supposer que les effets de la teneur en eau mesurés sont

contingents des temps de chargement appliqués dans les essais.



Reference g;l;n;f‘ttz ) tNelsltI: (:)?(Elof :;I(;;dmg Hydric conditions Factors of variation
Gupta and Larson (1982) Compression index 54 soils No specified Range of suction Soil texture
(confined tests) (2 -1100 kPa)
Lebert and Horn (1991)  Precompression stress 39 soils No specified Two suctions Soil texture, initial bulk density,
(confined tests) (intact) (6 et 30 kPa) suction
Compression index 39 soils No specified Two suctions Soil texture, suction
(confined tests) (intact) (6 et 30 kPa)
Salire et al. (1994) Compression index 8 soils 2 min Range of suction Initial bulk density
(confined tests) (intact) (30- 300 kPa)
Smith et al. (1997) Compression index 35 soils few seconds Range of suction between saturation and Soil texture
(hydraulic press) (remoulded) the wilting point
Alexandrou and Earl Precompression stress 2 soils No specified Range of soil water content Initial bulk density, soil water
(1998) (sinkage test) (intact) (0.09 - 0.22 gg™) content
Canarache et al. (2000) Precompression stress 1 soil 2h One suction Initial bulk density
(confined tests) (intact) (6 kPa)
Compression index 1 soil 2h One suction Non-significant
(confined tests) (intact) (6 kPa)
Défossez et al. (2003) Compression index 2 soils 5 min Range of soil water content Soil texture, soil water content
(triaxial and confined (remoulded) (0.05-0.28 gg™)
tests)
Imhoff et al. (2004) Precompression stress 50 soils 15 min Two suctions Soil texture, initial bulk density,
(confined tests) (intact) (10, 100 kPa) suction
Compression index 50 soils 15 min Two suctions Soil texture, initial bulk density,
(confined tests) (intact) (10, 100 kPa) suction
Arvidsson and Keller Precompression stress 18 soils 45 min Two suctions none
(2004) (confined tests) (intact) 0.5 et 60 kPa
Mosaddeghi et al, (2006) Precompression stress 1 soil No specified Range of soil water content Suction
(Plate sinkage test and (intact) (0.07-025¢g™")
confined test)
Riicknagel et al. (2007)  Precompression stress 25 soils 3h One suction Initial bulk density
(uniaxial tests) (intact) (6 kPa)

Tableau 2.1 : Synthése des mesures d’indice de compression et de pression de preconsolidation et leurs facteurs de variations (d’apres Keller et al.
(2007) et Saffih-Hdadi et al. (2008)).



2.2. Comportements hydromécaniques des sols fins non saturés

Les connaissances acquises sur la résistance a la compression des sols a usage agricole
en fonction de leur structure et de leur état hydrique reposent sur une approche simplifiée des
interactions entre contraintes mécaniques et succion du sol. En géotechnique, ces interactions
dites hydromécaniques font I’objet de nombreuses recherches dans le domaine de la
mécanique des sols non saturés pour lesquels on distingue les sols fins (particules de diamétre
inférieur a 0,08 mm) des sols grossiers (particules de diameétre supérieur a 0,08 mm)
(Robitaille et Tremblay, 1997). Nous présentons, dans le cas des sols fins non saturés, les
dispositifs expérimentaux permettant d’étudier les interactions hydromécaniques et la

modélisation du comportement hydromécanique des sols issue de ces études.

2.2.1. Dispositifs de mesure ou de contrdle de la succion

Pour étudier I’influence de la succion sur le comportement hydromécanique des sols,
différentes techniques ont été¢ développées pour controler ou imposer la succion lors des essais

mécaniques.

Oedometre avec systeme de mesure de succion

Certains auteurs ont équipé des oedomeétres avec un capteur permettant de mesurer la
succion a l’intérieur de I’éprouvette. Ainsi I’oedometre osmotique présenté par Dineen et
Burland (1995) inclut-il un tensiométre osmotique directement introduit dans 1’éprouvette
testée. Peng et al. (2004) utilisent un micro tensiometre pour mesurer la succion des sols
agricoles. Au contraire, 1’appareil présenté¢ par Larson et Gupta (1980) comprend un

tensiomeétre fixé sous une pierre poreuse a la base de 1’éprouvette pour les sols cultivés.

Oedometre osmotique avec systéme de controle de la succion

La Figure 2.2 montre une cellule oedométrique dans laquelle on impose la succion par
la méthode osmotique. Cette méthode est basée sur l'utilisation de membranes de dialyse
semi-perméables et d'une solution aqueuse de molécules organiques de polyéthyléne glycol
[PEG] dont la concentration est connue. L'eau peut traverser la membrane alors que les
molécules de PEG en solution ne le peuvent pas du fait de leur grande taille. On observe une
relation unique, indépendante de la masse molaire, entre la concentration et la succion sur les

essais effectués par divers chercheurs sur des concentrations en PEG de 600 et 20000. Pour
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les succions inférieures a 6.25 MPa, la relation est linéaire et prend la forme simple :
s=11C* (1)
C désignant la concentration en PEG (g PEG/g water).

Pour chaque succion choisie, la concentration est déterminée par la formule ci-dessus.
L’adaptation du principe osmotique a une cellule oedométrique consiste a utiliser une cellule
classique dans laquelle les pierres poreuses ont été remplacées par des membranes semi-
perméables, elles-mémes posées sur des tamis dans lesquels circule une solution de
polyéthyléne glycol. Le principe de ce dispositif est ’échange d’eau entre la solution du sol et
la solution de polyéthyléne glycol pour obtenir un équilibre du potentiel osmotique de part et
d’autre de la membrane semi-perméable. Ainsi une solution de polyéthyléne glycol d’une
concentration supérieure a celle équivalente a la succion du sol a tendance a aspirer 1’eau de
I’échantillon au travers de la membrane et a le sécher. L’échange d’eau entre la solution du
sol et la solution de polyéthyléne glycol est mesuré par un systéme de burettes. L’adjonction
d’un circuit fermé activé par une pompe péristaltique contenant la solution, la cellule
osmotique et un réservoir de volume suffisamment important pour maintenir une
concentration constante malgré les échanges avec le sol, a été proposée par Delage et al.
(1996) : le tube capillaire placé sur le réservoir obturé permet de suivre les variations d’eau
échangée et de garantir que I’état d’équilibre est bien atteint. L’équilibre se produit
généralement au bout de un a trois jours, selon I’ampleur de 1’incrément de succion appliqué,
pour une épaisseur d’échantillon de 10 mm (Delage et al., 1996). Ce systéme requiert des
conduits et un réservoir thermostatés, pour que la mesure ne soit pas affectée par la dilatation

thermique de la solution.
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Essai triaxial osmotique

La premiére application du principe osmotique au triaxial a été réalisée par Komornik
et al. (1980) pour I’étude du gonflement des sols. Avec une éprouvette cylindrique creuse, la
solution était mise en circulation sous une pression €gale a la pression de confinement dans le
vide cylindrique central. Ce systéme n’est cependant pas satisfaisant dans la mesure ou il ne
permet pas d’appliquer une condition de contrainte homogene : il n’est pas possible
d’appliquer I’intégralité de la contrainte de confinement au travers d’'une membrane semi-
perméable. Une adaptation plus simple au triaxial a été réalisée par Delage et al. (1987) puis
Cui et Delage (1996). La cellule triaxiale osmotique présente 1’avantage de permettre le
controle de la succion par les deux cotés, donc d’avoir une longueur de drainage égale a la
moitié de la hauteur de 1’échantillon. Cela est favorable a I’homogénéisation de la succion au
cours du cisaillement. De plus, la méthode osmotique permet d’atteindre sans probléme
particulier des valeurs de succion plus fortes (12 MPa) que la méthode de surpression d’air

pour laquelle des problémes de sécurité se posent a fortes pressions.

2.2.2. Comportements mécaniques fondamentaux des sols fins non saturés
Grace a des essais a succion contrdlée, on a pu mettre en évidence des comportements
typiques pour les déformations volumiques des sols non saturés (Delage et Cui, 1992) :
- beaucoup d’auteurs s’accordent pour considérer que la compressibilité du sol diminue
lorsque la succion augmente. Cependant plusieurs ¢tudes montrent des résultats différents
(Tableau 2.1) ;

- la pression de préconsolidation augmente quand la succion augmente ;
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- lorsque la succion diminue, on peut observer, selon le niveau de contrainte, soit un
gonflement du sol, soit un effondrement du sol (Jennings et Burland, 1962 ; Barden ef al.,

1973 ; Pusadkar et Ramasamy, 2005).

A (ad 3
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LEE Y -[l-".:'
1 s
(a): Kaolint+Flint (Argile 34%+Limon 66%) (b): DL clay (Argile 10%+Limon 90%)
1m= 1
1-: /_',-F-—-...____-_‘_-_-_-__‘-’_
Rt =0,
A= 4 hea
k)
:i

(c): Yellow soil (Argile 5%+Limon 35%+Sable 60%)

Figure 2.3 : Variation de I’indice de compression en fonction de la succion pour différentes

textures de sol et minéralogie des argiles (Kogho et al., 2001).

Les facteurs de variation de ces comportements sont des facteurs liés a la nature des
argiles (minéralogie) et a leur proportion, a la structure du sol au sein de 1’échantillon
(microstructure des agrégats, porosité), au domaine de succion. Ainsi Kogho et al. (2001) ont
propos¢ trois relations qualitatives (Figure 2.3) pour décrire la variation de la compressibilité
en fonction de la succion selon la minéralogie et la texture des sols :

- pour des sols argileux composés de kaolinite, la compressibilité décroit avec

la succion. Cette tendance est cohérente avec les travaux de Alonso et al.
(1990), Cui et Delage (1996), Rampino et al. (2000), Mancuso et al. (2002)
(Figure 2.4).
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- pour des sols avec une forte proportion de limon, la compressibilité croit

avec la succion.

Fa Pe Inp*
Figure 2.4 : Effet de la succion sur la courbe de compression reliant 1’indice des vides a la

pression moyenne nette ; selon Alonso et al. (1990).
2.3. Modélisation du comportement hydromécanique des sols fins non saturés

Choix des variables d’état

En mécanique des sols non saturés, le choix des variables d’état pour décrire les lois
de comportement reste un probléme ouvert. Deux approches coexistent :
La premicre approche proposée par Bishop (1959) repose sur la notion de contrainte effective
(0’) qui est calculée a partir de la formule suivante en fonction de la contrainte totale (o), de

la pression d’air dans les pores du sol (u,) et de la pression d’eau dans les pores du sol (uy) :

o =(o-u,)+xlu,-u,) @)
Le parametre x varie entre 0 et 1. Il est nul pour les sols secs et vaut 1 pour les sols saturés. La

contrainte effective varie linéairement avec la succion (s) égale a (u, - uy).

La seconde approche est basée sur I’utilisation de deux variables de contraintes
indépendantes : la contrainte nette (o - u,) et la succion (s) égale a (u, - uy). Dans le cas des
sols agricoles caractérisés par des succions faibles (< 100 kPa), des contraintes totales
appliquées faibles (< 500 kPa) et des temps d'application des contraintes courts (< 0,1 s), on

peut considérer que la phase gazeuse est a I’équilibre avec I’atmosphere. Dans ces conditions,
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la pression d’air (u,) est égale a zéro: les deux variables indépendantes a considérer
deviennent la contrainte totale (o) et pression d’eau (uy).

Les modeles utilisés pour décrire le comportement des sols agricoles considérent
uniquement la contrainte totale. Cette simplification a ét¢ discutée par différents auteurs :
Kirby (1989), Hettiaratchi et O’Callaghan (1985). Wulfsohn et al. (1998) ont réalisé¢ des
mesures de succion dans un essai triaxial et ont effectivement observé un domaine de

contraintes faibles pour lequel la succion restait constante.

Lois de comportement

Dans le domaine géotechnique, plusieurs modeles ¢lasto-plastiques ont été¢ développés
pour décrire le comportement des sols non saturés : Modaressi et al. (1995), Bolzon et al.
(1996). Ces modeles sont en général basés sur 1’approche proposée par Alonso et al. (1990)
qui a étendu le modele de Cam-Clay aux milieux non saturés en utilisant comme variables
indépendantes la contrainte nette et la succion. Ce type de modele permet de reproduire

plusieurs des phénomeénes mis en évidence pour les sols non saturés comme I’effondrement.

3. Etat de ’art sur la modélisation opérationnelle du tassement

3.1. Structure des mod¢les de compactage

Pour prévoir I’impact des passages d’engin sur les horizons de surface et de sub-
surface (au-dela de la couche labourable), de nombreux travaux de recherche ont ét¢ menés
pour modéliser le tassement des sols en fonction des contraintes exercées par les engins et de

la résistance mécanique du sol.

Les mode¢les de compactage calculent la propagation des contraintes dans le sol et des
déformations induites. On distingue deux grandes catégories de modeles selon que la
propagation des contraintes est traitée indépendamment ou non du calcul des déformations.
Les modeles pseudo-analytiques calculent dans un premier temps la distribution des
contraintes dans le sol puis dans un second temps 1’augmentation de la masse volumique. Au
contraire, les modeles basés sur la méthode des éléments finis (FEM) calculent simultanément

les contraintes et les déformations du sol.

La structure des modeles de compactage peut se décomposer en trois parties :
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1. La premicre partie modélise les conditions aux limites en définissant :

o la géométrie du milieu : semi-infini pour les modeles pseudo-analytiques,

fini pour les modeles FEM ;

o l’aire de contact entre le pneu et le sol : sa forme (elliptique, circulaire,

rectangulaire) et ses dimensions ;

o la distribution des contraintes a la surface : les contraintes verticales liées a

la charge de I’engin et les contraintes de cisaillement liées au roulement.

2. La deuxieme partie modélise la résistance mécanique du sol a 1’aide des lois de

comportement du sol en fonction des paramétres mécaniques qui leur sont associés.

3. La troisiéme partie calcule les contraintes exercées a la surface du sol, leur

propagation dans le sol et les déformations induites.

Les modeles pseudo-analytiques et les modeles a éléments finis se distinguent
principalement par la procédure de calcul utilisée pour estimer la distribution des contraintes
dans le sol. Dans la pratique, ils se distinguent aussi par les lois de comportement et par les
conditions aux limites utilisées. Les modeles pseudo-analytiques sont ceux qui sont les plus
utilisés actuellement pour prévoir les risques de tassement des sols agricoles (Van den Akker,
2004 ; Ardvisson et al., 2001 ; Défossez et al., 2003). Les modeles a éléments finis présentent
I’avantage de pouvoir tenir compte des hétérogénéités spatiales des propriétés mécaniques des
sols agricoles. Mais ils ont été peu utilisés jusqu’a présent du fait de la difficulté a les

paramétrer.

3.2. Géométrie du systeéme modélisé et conditions aux limites

Les conditions aux limites dans les modeles de compactage concernent la géométrie de
’aire de contact entre le pneumatique et le sol et la distribution des contraintes sur cette aire
de contact. Les mod¢les pseudo-analytiques considérent le milieu comme semi-infini et des
déformations comme planes. Le milieu est fini dans les modeles a éléments finis et on
suppose en général une symétrie plane ou une axisymétrie. L’interaction entre un

pneumatique en roulement et un sol est complexe :
1) la forme de I’aire de contact dépend des caractéristiques du pneumatique (crampon,
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largeur du pneumatique, ...), de la déformabilité du pneu et de la résistance mécanique du sol ;

2) le pneumatique induit des contraintes de compression et des contraintes de
cisaillement a [Dinterface sol-pneumatique. Ces contraintes sont réparties de fagon

inhomogene au sein de 1’aire de contact.

Diftférents auteurs ont étudié l'effet des caractéristiques du pneu (dimensions de pneu,
pression de gonflage) sur I’aire de contact (forme, taille) (Febo et al., 2000 ; Koolen et al.,
1992). Laire de contact entre le pneu et le sol diminue avec la pression de gonflage et
augmente avec la largeur du pneu. La figure 3.1 montre que 1’aire de contact n’est pas
réguliére en fonction de la pression de gonflage du pneu. Plusieurs relations empiriques ont
été proposées pour estimer 1’aire de contact a partir des caractéristiques du pneumatique

(O’Sullivan et al., 1999 ; Keller, 2005).
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Figure 3.1 : Aire de conrtact entre 1e sol et e pneumatique mesurée par Gupta et Raper (1994)
en fonction de la pression de gonflage (forme B : pression de 69 kPa, forme C : pression de
41 kPa).

La distribution des contraintes verticales appliquées a la surface du sol est difficile a
mesurer directement a l'interface entre le sol et le pneu. Les mesures de contraintes sont le
plus souvent effectuées lors d’essais de roulement sur route par des capteurs fixés a la surface
(Koolen et al., 1992; Gysi et al., 2001) ou dans le sol par des capteurs placés a 10 centimetres
au-dessous de la surface du sol (Keller, 2005). Elles peuvent aussi étre réalisées avec des

capteurs directement inclus dans le pneu (Wood et Burt, 1987; Burt et al., 1987). Deux formes
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de distribution de contraintes verticales ont été observées en fonction du sol, du pneu et de la
charge : forme parabolique ou forme en U (Gupta et Raper, 1994; Kirby et al., 1997b; Keller
et Arvidsson, 2004). Pour un chargement appliqué par I’intermédiaire d’un pneumatique, la
plupart des modeles ne consideérent que des contraintes verticales et statiques. Il existe
cependant quelques travaux comportant des mesures de contraintes de cisaillement a
I’interface pneumatique-sol (Wood et Burt, 1987 ; Jun et al., 1998 ; Van den Akker, 2004) ou
qui tiennent compte de 1’effet de la vitesse de roulement de 1’engin sur les contraintes dans le

sol (Lebert et al., 1989 ; Horn et Lebert, 1994).
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Figure 3.2 : Distribution des contraintes verticales en surtace du sol sous une charge de 86 kN

avec une pression de gonflage de pneu de 100 kPa mesurée in sifu a 10 cm sous la surface

(Keller et Arvidsson, 2004).

Dans les modeles pseudo-analytiques, plusieurs équations sont proposées pour décrire
la distribution des contraintes a l'interface entre le sol et le pneu en fonction des propriétés de
sol et des caractéristiques de pneu. Sohne (1953, 1958) a proposé trois distributions
différentes, une distribution uniforme, quadratique ou parabolique pour la contrainte verticale
selon que le sol est considéré respectivement comme tres résistant, relativement peu résistant

ou mou. Pour une aire de contact circulaire, les trois distributions s’écrivent de la facon

suivante :
o, =0, 3)
o, =1.50,(1-p" / p*o) 4)
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o, =20,(1-p"/p%) (5)

ou oy est la contrainte moyenne appliquée sur 1’aire de contact, p’ la distance entre le centre
de I’aire de contact et le point considéré et p, le rayon de 1’aire circulaire (Figure 3.3).
Johnson et Burt (1990) ont proposé trois distributions type, uniforme, maximum sur les bords

de I’aire de contact ou maximum au centre du contact.

Plus récemment, Keller (2005) a proposé un paramétre ¢ sans dimension pour décrire

la forme de la distribution des contraintes selon la largeur du pneu.

o, =Blp, - p'Je (6)

ou B et ¢ sont des parameétres empiriques qui dépendent du pneu, p’ la distance entre le centre
de I’aire de contact et le point considéré et p, la demi-largeur de ’aire de contact. D’apres les
données de Keller (2005), le parameétre 0 augmente de 1,4 a 9,0 quand la largeur de pneu

diminue de 1,15 a 0,28 m selon la formule suivante :
0=93-14.6p, (7)

Selon la valeur du paramétre 0 la position de contrainte maximum se déplace du centre du

pneu vers le bord de pneu : on passe d’une distribution parabolique a une distribution en U.

Dans les modeles a éléments finis, les conditions aux limites supérieures qui ont été
considérées jusqu’a présent sont plus simples que celles utilisées dans les modéles pseudo-
analytiques (Tableau 3.1). L’aire de contact est circulaire ou rectangulaire, les contraintes sont
supposées constantes ou en forme de triangle isocele (A). Dans plusieurs cas, les conditions

aux limites ne sont pas précisées.

Auteurs Type de chargement DlStl‘lb.lltIOIl des- Aire de contact
contraintes verticales

Raper et Erbach Machine a compacter ~ Non précisée Circulaire
(1990)

Chi et al. (1993) Passage d’un engin Uniforme Rectangulaire
Kirby (1994) Machine a compacter ~ Uniforme Circulaire
Raper et al. (2005) Passage d’un engin Non précisée Rectangulaire
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Kirby (1997) Non précisé Uniforme Rectangulaire

Gysi et al. (2000) Passage d’un engin Forme de triangle (A)  Rectangulaire
Gysi et al. (2003) Passage d’un engin Non précisée Rectangulaire
Berli (2003) Passage d’un engin Uniforme Rectangulaire

Tableau 3.1 : Conditions aux limites considérées dans les modéles de tassement a éléments
finis appliqués aux sols agricoles.

Dans la plupart des modéles, qu’ils soient pseudo-analytiques ou a éléments finis, les
contraintes de cisaillement appliquées par I’engin ne sont pas considérées. A notre
connaissance, seuls Keller et al. (2007) ont inclut une contrainte de cisaillement dans les

conditions aux limites supérieures.

3.3. Champs de contraintes

Les contraintes exercées a la surface du sol par le pneu induisent des contraintes de
compression et des contraintes de cisaillement dans le sol sur une profondeur qui dépend en
premicre approximation de la taille de 1’aire de contact et de la contrainte moyenne appliquée
a la surface. Cependant le champ de contrainte créé par le pneu dans le sol reste mal connu car
les mesures in situ sont tres difficiles a réaliser (Burt et al., 1987 ; Gysi et al., 2001). Les
difficultés majeures de ces mesures résident dans la qualité du contact entre le capteur de
mesure et le sol et dans leur dépendance aux caractéristiques du capteur (rigidité,

dimensions...).

Dans les modeles pseudo-analytiques, les champs de contraintes sont calculés a partir
de la formule de Sohne (1953). Celle-ci consiste a décomposer I’action du pneumatique en
une somme de forces ponctuelles sur toute la surface de contact entre le pneu et le sol. Le
calcul de la propagation des contraintes dans le sol repose sur la solution exacte pour une
force ponctuelle P appliquée a la surface d’un sol supposé parfaitement élastique, isotrope et
semi-infini (Boussinesq, 1885). Pour tenir compte du caractére plastique des déformations
d’un sol, cette solution a été pondérée par un facteur empirique & dit de concentration des

contraintes (Frohlich, 1934) dont la valeur varie de 4 a 6 selon la masse volumique et la
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teneur en eau du sol. La contrainte en un point du sol est alors la résultante de chacune de ces
forces calculée avec I’équation suivante :

o, =§(O'Z) =l§£"zcos§ 0. (8)

i—0 27

i

ou £est appelé facteur de concentration des contraintes, 7; est le rayon au point considéré et 8

I’angle entre le rayon 7; et la verticale.

Cette approche a été utilisée pour estimer le champ de contraintes de compression
monodimensionnelles soit pour la contrainte verticale (o) selon ’axe z, soit pour la
contrainte moyenne (p). Différents auteurs ont proposé d’inclure dans le calcul la composante
déviatorique des contraintes (Van den Akker, 1988 ; Arvidsson et al., 2001 ; Keller et al.,
2007). Cette approche analytique pose le probléme de I’estimation du facteur de concentration
des contraintes. On ne connait pas sa loi de variation en fonction des propriétés du sol, il est

donc en général utilisé comme un parametre d’ajustement.

load axis

V4

Figure 3.3 : Contraintes exercées sur un volume ¢élémentaire de sol sous I’effet d’une
distribution de contrainte verticale a la surface. La distribution représente une parabole de

degré 4 qui correspond a un sol relativement résistant selon S6hne (1953).

A la différence des modéles pseudo-analytiques, les modéles a ¢éléments finis
permettent de calculer numériquement le champ de contraintes en fonction des conditions aux

limites et des propriétés mécaniques du milieu. Ils sont donc potentiellement de bons outils
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pour étudier le champ de contraintes et les chemins de contraintes suivis par le sol in situ mais

cela n’a pas été étudié a notre connaissance.

3.4. Lois de comportement utilisées pour modéliser le compactage

Les lois de comportement, c'est-a-dire les relations entre les contraintes et les
déformations en fonction des parametres mécaniques associés, qui sont utilisées dans les
modeles de compactage sont variées. On peut distinguer des lois qui sont restreintes a la
description de la résistance a la compression du sol et des lois qui associent en plus la

résistance au cisaillement.

Pour la résistance a la compression, la plupart des modeles utilise le modéele
logarithmique (Figure 2.1). Ce mode¢le peut étre exprimé en fonction de la contrainte verticale
(ov) ou de la contrainte moyenne (p). Les déformations ¢€lastiques, exprimées en indice des

vides, sont calculées de la fagon suivante :
e=e,— CCLog(O'l) )
e=N-Aln(p) (10)

A 1’équation (1) est associ¢ I’indice de compression (C;) qui est mesuré par un essai
oedométrique. L’équation (2) correspond a une loi de déformation volumique utilisée dans le
modele Cam Clay, A étant la compressibilité qui est mesurée par un essai triaxial (1= C. /2,3).

N est le volume spécifique at p = 1 kPa.

Lorsque les modeles de compactage incluent la résistance au cisaillement, c’est le
modele Cam Clay qui est le plus souvent utilisé. Le modele Cam Clay est un modéle élasto-
plastique qui a été développé pour les sols argileux. Il décrit le comportement du sol dans son
ensemble, les déformations réversibles ou irréversibles (€lastique, plastique), les déformations
de compression ou de cisaillement. Il est basé sur la théorie de 1’état critique qui permet de
rendre compte de déformation de cisaillement sans changement de volume. Le modele Cam

Clay décrit le comportement du sol a partir des concepts suivants :

- la partition des déformations : les déformations se décomposent en une somme de
déformations élastiques et plastiques ;
- la surface de charge: il existe un seuil de contrainte au-dela duquel le

comportement du matériau est irréversible ;
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- D’écrouissage : la surface de charge évolue avec les contraintes ;
- des regles d’écoulement plastique qui décrivent I’évolution des déformations

plastiques.

Les paramétres v et x sont associés aux déformations ¢élastiques. La surface de charge
est décrite par les parametres de cisaillement de Mohr-Coulomb : ¢, @ et ¥ et par les

paramétres de compression : A et p..

Certains modeles de compactage utilisent des modeles dérivés du modele
hyperbolique de Duncan et Chang (1970) et un critére de Mohr-Coulomb pour la rupture.
Dans ce cas, les déformations sont décrites par un module de déformation £ et un coefficient
de Poisson v, le seuil de déformations irréversibles est donné par le modele de Mohr-
Coulomb via les parametres de cisaillement ¢ et ¢. Certains de ces modeles incluent une
composante d’écrouissage, le module de déformation £ évoluant avec 1’augmentation de la
contrainte. Jusqu’a présent, les lois de comportement développées dans le domaine
géotechnique ne permettent pas de prendre en compte 1’aspect dynamique du roulement par
un engin agricole. Il existe des travaux qui prennent en compte le comportement dynamique
du sol (Ghezzehei et Or, 2001 ; Leij et al., 2002 ; Or et Ghezzehei, 2002) mais ils n’ont pas

encore abouti a une modélisation du tassement par les engins.

Dans le domaine de la géotechnique, les lois de comportement sont en général

associées a un certain type de sollicitation du sol :

» pour traiter un probléme de souténement (mur édifié pour résister a la poussée du sol),
on peut considérer le sol comme ¢€lastique et utiliser un modele €lastique et modele de

Mohr-Coulomb pour le seuil de rupture ;

» dans le cas d’une construction sur sols mous de remblai (amas de matériaux servant a
surélever certaines parties d’un terrain), il faut tenir compte de 1’écrouissage. Il est

alors plus adapté d’utiliser un modele dérivé du Cam-Clay.

Au contraire, pour le compactage des sols cultivés, les différents modeles de comportement
(Cam-Clay, hyperbolique) sont utilisés par les auteurs (Koolen ef al., 1992) sans que les choix

soient argumentés.
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Auteurs Loi de comportement

Raper et Erbach (1990) Pseudo-élastique

Chi et al. (1993) Hardening Soil (Mohr-Coulomb avec écrouissage)
Kirby (1994) Cam-Clay

Raper et al. (2005) Pseudo-élastique

Kirby (1997) Cam-Clay

Gysi et al. (2003) Cam-Clay et Mohr-Coulomb

Berli (2003) Cam-Clay

Tableau 3.2 : Les lois de comportement utilisées dans les modélisations a éléments finis
appliqués aux sols agricoles.

De nombreux auteurs se sont intéressés a la résistance des sols cultivés au tassement
sur la base de mesures mécaniques de laboratoire. Comme nous 1’avons montré dans la partie
2, des relations entre des caractéristiques physiques des sols et leurs paramétres mécaniques
appelées aussi fonctions de pédo-transfert ont été établies principalement pour la pression de
préconsolidation p, Il en existe aussi pour I’indice de compression (C,) et pour les parametres
de cisaillement c et ¢ (Horn et Lebert, 1994). Ces fonctions de pédo-transfert ont été utilisées
par exemple pour estimer I’évolution de la résistance d’un sol au tassement en fonction de
I’évolution de la teneur en eau du sol sous I’effet du climat (Défossez et al., 2003) ou pour
caractériser la sensibilité des sols au tassement en fonction de leur résistance mécanique a

I’échelle de I’Europe (Horn et al., 2005).

3.5. Présentation du code PLAXIS

Le code commercial PLAXIS de géotechnique est un des codes de calcul par la
méthode a éléments finis utilis€ pour modéliser le compactage des sols par les engins
agricoles. Ce code bidimensionnel a ¢été développé en premier lieu a 1’Université
Technologique de Delft en 1987 pour analyser initialement les digues en sols mous (argileux)
puis son champ d’application s’est étendu a différents types de probléme comme les

fondations superficielles, les souténements, les remblais et les excavations. Il permet
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d’analyser des problémes ¢élastiques, €lasto-plastiques, elasto-viscoplastiques. L’algorithme
général du code PLAXIS consiste a résoudre un systeme d’équations algébriques non
linéaires selon un processus itératif pour déterminer les champs de déplacements aux
différents nceuds du maillage, le champ de contraintes et les états de rupture du sol. Le code
génere automatiquement le maillage basé sur des éléments triangulaires. I permet de
modéliser différents éléments de structures (poutres, géotextiles, ancrages) en interaction avec
le sol. Pour les charges, le code contient des options qui permettent d’introduire différentes
conditions de chargement : des charges réparties linéairement, des forces localisées et des
déplacements imposés. Ces conditions peuvent étre appliquées aux limites ou a I'intérieur du
systéme modélisé. Dans le cas d’un sol saturé, le code permet de générer la distribution des
pressions interstitielles et en tient compte dans le calcul des déformations du sol. Les
propriétés du sol et des matériaux des structures sont décrites a 1’aide de modules plus ou
moins complexes. Pour le sol, le code (version 7.1) contient quatre modeles de comportement :
le modéle de Mohr-Coulomb (« Mohr-Coulomb model »), un modele élasto-plastique avec
écrouissage (« Hardening-Soil model »), un modele de type Cam-Clay (« Soft-Soil model »)
et un modele de type Cam-Clay incluant des déformations qui dépendent du temps (Soft-Soil-
Creep model »). Le code contient plusieurs outils pour visualiser et analyser les résultats
concernant le sol soit en déformations (maillage déformé, déplacements et déformations
totaux) soit en contraintes (contraintes effectives, totales, les points plastiques, les pressions

interstitielles).

3.6. Application des mod¢les pseudo-analytiques et a éléments finis au probléme du tassement

Les mod¢les pseudo-analytiques ont été jusqu’a présent les plus utilisés pour prévoir le
compactage des sols cultivés. Ils ont été comparés a des essais de passage d’engin en
conditions réelles pour une large gamme de sols et d’équipement (Défossez et Richard, 2002).
De nombreux travaux associés aux modeles pseudo-analytiques ont contribué a améliorer la
description des conditions aux limites en fonction des équipements utilisés. Par exemple, le
modele Soilflex inclut des pneus jumelés ou des chenilles utilisées dans les chantiers
forestiers (Keller et al., 2007). De méme, on dispose de nombreuses mesures pour des sols a
usage agricoles (fonctions de pédo-transfert) pour paramétrer le modele logarithmique utilisé
pour décrire les déformations du sol (Keller ez al., 2007). Les modeles pseudo-analytiques ont
ainsi été utilisés pour diagnostiquer le risque de tassement du sous-sol a I’échelle d’un pays en

fonction des équipements utilisés (van den Akker, 2004) ou pour prévoir, a 1’échelle locale,
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les périodes de 1’année les plus a risque du point de vue du tassement, en fonction des

conditions climatiques et des sols d’une région (Arvidsson ef al., 2001).

A T’inverse, les modeles a ¢éléments finis ont été peu comparés a des essais de
tassement in situ. Les conditions aux limites utilisées restent jusqu’a présent peu réalistes et
on dispose de peu de connaissance sur les lois de comportement et les paramétres a utiliser
(Défossez et Richard, 2002). Cependant ces modeles sont a priori bien adaptés pour traiter de

plusieurs problémes soulevés par la modélisation du compactage des sols :

- le champ de contraintes a la surface et dans le sol : ces modéles peuvent permettre
de mieux connaitre le champ de contrainte et ses déterminants, 1’effet des
hétérogénéités du sol : ces modeles peuvent traiter un milieu comprenant des
hétérogénéités spatiales (présence d’une couche peu déformable sous 1’horizon de
sol de surface ou de mottes dans 1’horizon de surface). Or, O’Sullivan et al. (1999)
ont montré qu'un modele pseudo-analytique donnait des résultats peu satisfaisants
dans ces situations hétérogenes ;

- Deffet du cisaillement : on peut étudier numériquement 1’effet des contraintes de

cisaillement par ces mode¢les.

4. Objectifs et démarche de la these

L’analyse de I’ensemble des travaux de la littérature relatifs a la modélisation du
tassement des sols fait apparaitre un certain nombre de points critiques qui restent a améliorer
pour aboutir a des modéles de tassement applicables dans des conditions de sol variées et aux
domaines de validité mieux définis qu’aujourd’hui :

» d’un coté, on trouve des modeles pseudo-analytiques, relativement faciles a
paramétrer (hormis le facteur de concentration), assez bien renseignés du point de vue
des conditions aux limites. Ceci étant, leur domaine d’application aux situations de
sols plus ou moins hétérogenes reste mal défini.

» d’un autre coOté, on trouve des modeles a éléments finis, avec un potentiel
d’application aux cas des sols agricoles trés important. Ils présentent cependant une
réelle difficulté quant au choix du modele de comportement et & son paramétrage et
ces modeles a ¢léments finis ont été appliqués jusqu’a maintenant de maniére

simpliste aux sols agricoles, notamment du point de vue des conditions aux limites.
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Mon projet de thése s’inscrit dans I’amélioration de la prévision du tassement des sols
par les engins agricoles. Les modeles a éléments finis sont privilégiés compte tenu de leur
aptitude a potentiellement mieux décrire les sols agricoles. En effet, les sols agricoles sont des
milieux hétérogeénes, qui comprennent souvent au moins deux couches: en surface, une
couche travaillée déformable et poreuse, d’environ 30 cm d’épaisseur, qui repose en
profondeur sur des horizons qui n’ont jamais été travaillés. La couche dite de sub-surface est
généralement dense et peu déformable. Les propriétés mécaniques du sol sont donc tres
variables, verticalement et horizontalement. C’est pourquoi il est intéressant d’utiliser, pour

modéliser le compactage, un modele a éléments finis.

Deux pistes d’amélioration seront considérées dans ce mémoire :

- la variation de la résistance d’un sol en fonction de son état hydrique. En effet, 1’état
hydrique d’un sol a la fois détermine la résistance d’un sol a la compression et est un
parametre de contrdle du risque de tassement des sols par I’agriculteur au travers du choix de
la date d’intervention dans les parcelles en fonction des conditions climatiques ;

- la connaissance des contraintes mécaniques qui s’exercent a la surface du sol lors du

passage d’un engin.

4.1. Amélioration des conditions aux limites pour les prévisions de compactage par les

passages d’engin

Nous proposons de travailler avec le code de calcul issu de la géotechnique, PLAXIS
(version 7.1) dont nous avons donné une bréve présentation dans le paragraphe 3.5. Comme
nous 1’avons déja souligné, I’interaction entre un pneumatique en roulement et un sol est
complexe, elle dépend des caractéristiques du pneumatique (géométrie et déformabilité) et de
la résistance mécanique du sol et aboutit en général a une distribution des contraintes
inhomogene sur la surface de contact. Nous avons focalisé notre travail sur I’amélioration de
la modélisation des conditions aux limites a 1’aide du code PLAXIS et plus précisément de la
distribution des contraintes verticales en surface. Pour cela, nous avons introduit le concept de
rigidité d’une plaque pour décrire I’interaction entre le sol et le pneumatique. Une étude
théorique a été conduite pour évaluer ’intérét de cette approche, une confrontation a des

données expérimentales a été réalisée.

4.2. Amélioration de la détermination du comportement hydromécanique du sol

25



Cette partie du travail est consacrée a améliorer la détermination du comportement
hydromécanique du sol. Nous avons cherché a caractériser :

- d’une part, les variations de succion au cours du processus de compactage en
fonction de la contrainte exercée. L’objectif est ici de mieux définir les conditions dans
lesquelles le systéme peut étre caractérisé par une contrainte totale ;

- d’autre part, les variations de résistance mécanique du sol en fonction de la succion.
L’objectif est ici de parvenir a mieux comprendre la variabilité des résultats que 1’on trouve

dans la littérature concernant I’effet de la teneur en eau du sol sur sa compressibilité.

Pour répondre a ces objectifs, deux études expérimentales ont été conduites a I’aide de
dispositifs dont le principe a été donné dans le paragraphe 2.2.1 :

- essai oedométrique avec mesure de la succion et caractérisation de la microstructure. Il
s’agit de caractériser 1’évolution de la succion au cours de la compression en fonction de 1’état
structural et hydrique initial du sol et d’analyser les résultats en fonction de la microstructure
du sol ;

- essai oedométrique a succion contrdlée : des essais de compression oedométrique seront

réalisés avec un controle de la succion par la méthode osmotique.

L’ensemble des travaux de cette thése a été conduit dans un méme type de sol : le sol
limoneux du site expérimental INRA d’Estrées-Mons. Les 30 premiers centimétres sont
caractérisés par une texture de limon moyen, avec 173 g kg'1 d’argile, 777 g kg'1 de limon et
50 gkg" de sable. La teneur en carbone organique est de 17 g kg™, L'unité d’agronomie de
Laon-Mons travaille depuis une quinzaine d’années sur ce site et elle a acquis de nombreuses
références expérimentales tant in sifu qu’au laboratoire. D’autres sols ont ét¢ ponctuellement

utilisés pour évaluer I’importance du type de sol sur son comportement hydromécanique.

Les résultats de ce travail sont présentés sous la forme de trois articles rédigés en
anglais, avec pour chacun un résumé en frangais. Une discussion générale et les conclusions

de ces travaux sont données dans la derniére partie du manuscrit.
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Chapitre 1: modélisation de |la
distribution des contraintes verticales
a |'interface sol/pneu
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Une nouvelle méthode pour modéliser la distribution des contraintes
verticales a l'interface sol/pneu pour prévoir le tassement des sols cultivés

en utilisant le code PLAXIS

Différents modeles basés sur la méthode des €éléments finis ont été proposés pour
calculer l'intensité de tassement du sol en fonction des propriétés du pneumatique et du sol.
Un des problémes rencontrés provient de l'évaluation de la distribution des contraintes
verticales a la surface du sol. Une distribution uniforme est le plus souvent employée dans la
les modéles de tassement de FEM alors que la contrainte est non homogene (non uniforme) et
qu’elle dépend des propriétés du sol et du pneu. Nous proposons une nouvelle méthode pour
modéliser numériquement, avec le code de calcul PLAXIS, la distribution des contraintes
verticales perpendiculaires a la direction d'avancement. La méthode utilise une plaque qui est
caractérisée par ses dimensions géométriques et par sa rigidité de flexion. Elle est posée a la
surface du sol et chargée avec une contrainte uniforme pour simuler l'effet d'une roue sur le
sol. Différentes formes de distribution des contraintes verticales a la surface du sol sont alors
obtenues numériquement en changeant la rigidit¢ de flexion de la plaque et les parametres
mécaniques du sol. Les simulations de PLAXIS prouvent que le type de sol (caractérisé par sa
texture) modifie la forme de la distribution aux bords de l'interface de contact : une forme
parabolique est obtenue pour un sol sableux, tandis qu'une forme en U est obtenue pour un sol
argileux. La rigidité de flexion de la plaque change la forme de la distribution : distribution
homogene ou uniforme pour une faible rigidité, distribution non homogene (distribution
parabolique ou en U) pour une forte rigidité.

Ces résultats sont conformes aux mesures des distributions pour différents sols dans la
littérature. Nous avons comparé des simulations de profils de masse volumique du sol en
utilisant PLAXIS aux données mesurées in situ lors d’essais de tassement d’un sol limoneux.
Les résultats prouvent que les simulations sont améliorées en utilisant une distribution
verticale en forme de U plutdt qu’une distribution homogene. Par conséquent, l'utilisation
d'une plaque avec différentes rigidités de flexion peut permettre de calculer une distribution
des contraintes verticales plus approprié¢e pour simuler le tassement du sol lors d’un passage

d’engin.

Article publié dans la revue Soil & Tillage Research 95 (2007) 277-287
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Abstract
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of 2 wheel 21 the soil surface. Diaffereni shapes of siress distrbotion ane then obizined mumencally a1 ihe soil surface by varying the
llexum] ngdity of the beam and the mechanical ppremeters of the sodl. PLAXLS simulations show that the sail type (sail texiore)
mah fies the shape af the siress distirfmton 2 the edges af the comtd! mierface: 2 pambalic form is oblamed for sand, whereasa 1)
shaped & ohained for clay. The flexural rigidily of the beam changes the shape of distrbation which vares from 2 homagenous
{omifarm) 1o an inhomogenems dizmribotion (pambolic or bshaped dismibmion). Thess resulis agree with the measnrements of
sires s distribufions for di flerent soils i the lfteraiure. We compared simulafions afbalk demsily msimg FLAXIS {o measnrement dais
from compaciion fesls on 2 Joamy sml The resols show thad simulatioms are mmproved when nsing o Ueshaped veriical siness
dumbutiom which replaces 2 homogenons one. Therefore, the nse of 2 heam (oylinder) with vanows Hexual nigdifes af the sol
surface can be nsed o generie the approgmize dismibotion of verfical stress for soil commction madelling during traflic.

2 2007 Ekevier BV, All rights reserved.

K.t}h-.w.ir: Sl eommpacoon; eaneal amess dwmibenos; PLAK TS oode; FEM mrondels; Bulc CERE Y

1. Init poad et fom the stmucture of culivated sodls and thus affects crop
production and the environment (Soane and van

Seil compaction by wheeling of agriculiural Ouwerkerk, 19040 Different model: have been pro-
machines s one of the main processes that modifies poced to predict soil compaction due to the sress
applied by farm wehicles in motion. These models

contain two main components. The first component

mmﬂim Tel 433 3 T30 09 6 OIS .c-fﬂb: um-:T h?luw.u:']r cm.iiﬂcfm: cm.uan E T
fax- 433 3 F TG 38 15 and vertical stress distribution at the soilftyne inteface.
E-mall addw sy ool cnd @ ace mra fr (K Cua) Thoe secomd comipsonent is stress propagation throughithe

OI6T- 19875 — see fromt mamer 0 2007 Elevier BY All oghts maaved
o 2L DOV s sl AT O 0ni
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sl and the resulting oil deformation. Soil compaction
iscaleulated from the siress—strain e lationship by using
mechanical parameters measuned by performing labora-
tory tests. Soil compaction models can be divided into
tw categories: analytical and numerical finite element
maodels {FEM models) {Défosser and Richard, 200020
Analytical models have proved to be satisfactory for
homopenesus sructunes and they are simpler w0 use
than FEM models. However, cultivated soils  ane
inhomogeneous media, &0 s0il mechanical propenties
are very varishle both vemically and hosizontally.
Consequently, it & necessary to use current FEM
mdels o simulate soil compaction. FEM models ane
mope  sccurate ool than analytical models for
describing the mechanical behaviour of awil, but they
need more mechanical input parameters that can be
diffecult to measure.

The vertical stress disvibution at the soiliome
inerface used in FEM modelling of soil compaction
is difficult to measune due to the presence of fre lugs
avd soil surface roughness. Some of these problems
were overcome by performing messurement on osds
{Koonlen et al., 1992 Gysi etal, 20000, 10 cm below fhe
sl surface { Keller, 20005}, and by imbadding a pressune
gauge directy in the tyne {VandenBerg and Gill, 19632,
Wond and Burt, 1987, Bun et al, 1987, Way and
Kishimoto, 200d). Parabolic or U-shaped venical stress
digributions have been observed for different ypes of
soils, tyres and losds (Gupta and Faper, 1994, Kirby
etal., 199 Th; Keller et al., 2007, Several aquations hawe
been proposed o caleulate stress distribution at the apdl/
tyre inierface as a function of soil properties and tyne
characteristics. Sohne (1958) and Smith et al. {20060H)
described stress diaribution with power-law aquations
dependent on an empirical parameter that characterises
snil hardness. Johnson and Buort (199000 proposed
different polynomial functions that wene assumed to
be dependent on tyre parameiers. More recently, Keller
{2005 compiled stress distribution data and proposed a
prower-law fior the vertical swress in which the exponent
depends on tyne characteristics.

Thee inaroduction of non-uniform, more realistic smess
diswribution ar the soil surface has been shown
significantly improve prediction of sedl compaction by
anei bytical modelling {Keller, 2005; Keller ef al., 20607
Although FEM models permit describing the non-
uniform distribution of vertical sness perpendicular to
the wheel driving dinection, wvenical swress has been
mainly comsiderad & uniform at the sodl surface | Pollock
et al, 1986, Raper and Erbach, 1990; Chi et al., 1993,
Kirtwy, 1904, Kirby etal., 1907a; Berli etal., 2003). Gosi
{20601 ) described a non-uniform distribution at the sodl/

tyne inderface in FEM modelling of soil compaction, with
stresses minimom at the wheel centre and maximom st
the edges.

Thiz paper focuses on how to improve the upper
boundary conditions in FEM modelling, especially
vertical stress distribution at the soiliyre interface. In
this paper, we propose a new approsch o the numesical
prediction of vertical stress distribution perpendicular to
the driving direction by using the models of the
FLAXIS code. Intreducing & beam of various dimen-
sions and stiffness as amode] fior the acial tyre permits
generating different stress disributions. We analyse the
effects of soil propertes, wheel fexural rigidity and
load on the shape of stress distribation. Simuations ane
then compared to field data of bulk density, for plate
sinkage and wheeling tests, 1o assess the switabiling of
this approach for soil compaction modelling.

2, Material and methods

2. Mrreduction of new spper bosndary condifions
in PLAXIS

PLAXIS (Version 7.1) is a finite element code for
aoil  and  rock  analwes, osiginally  developed for
analysing deformation and smbility in geotechnical
engineering projects (PLAXIS, 1908 PLAXIS iz a 2-
dimensional FEM model package. Several constibutive
models of varying complexity and aress of application
are inchded (Hardening model and Cam-Clay type
madels). The models most commonly wsed are the
Mohs—Coulomb model and the Soft Soil model
developed for modelling the elasto-plagic behaviour
within the framework of soil mechanics {Atkinson and
Branshy, 1978; Wood, 19000, The Soft Soil model is a
madified Cam-Clay model. ITs main characteristics are:
{1} stress dependent stiffness, (2) distinction between
primary loading and unlosading—reloading, {3) memony
for pre-consolidation and {4) failure behaviour accord-
ing to the Mohr—Coulomb criterion (Gysi, 2001;
PLAXIS, 1998). The code PLAXIS calculates the
strains, stresses and Failune states of soil. It permits full
sutomatic mesh generstion based on the triangulation
principle.

We propoce a new approsch using PLAXIS to
numerically generate the distribution of vertical stress at
thoe sl surface to neproduce the boundsry conditions of
compaction problems during a plae sinkage test or a
passape of wheel. This method exploits a function
implemented in PLAXIS to mode] the behaviour of
beams frequendy used in geotachnical projects {rewin-
ing walls, mnnel linings). We introduce a beam at the
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“onl

Fig. 1. The pew wpper boendary condinons of cur approach = 303
AP

anil surface on which a constant uniform vertical sress
o 5 applied. The ventical sthess & oornesponds to the
mean vertical stress applied by a wheel and can be
estimated from the tyre load and the real contact area
betwaen tore and soil. For a plate sinkage tes &y, is the
presaune applied by the operator. The ventical stress oy
induces vertical stresses atthe interface between the soil
and the beam. This distribution of sress depends on the
defiection of the beam under oy and on the soil
resistance i this deflection. PLAXIS calculates beam
defiection wsing the oconcepts developed in the
mechanics of beams (Gere and Timoshenko, 1997
The beam iz characterised by it flexural rigidity #®] and
its dimensions {Le. width & or diameter I} in 2-
dimensions). The fiexural rigidity is a measure of the
resistance of a beam to bending.
The flexural rigidity 8 of a beam is defined by:

R=ExI (n

where E is the Young's modulus of the beam (kPa), Tis
the inemtia moment (m* of the beam of the cross-
sectional srea with mespect to the newrsl axis
{Fig. 1. The inemia moment iz a beam geometric
property usually introduwced when performing beam
caleulations (Geere and Timoshenko, 1997

For a 2-dimensional analysis, the inenia moment is
simple and the flexural rigidity ® can be calculated
froaw the following egusation:

B oA

R=E
T

{2

)

SRR TR FFTR A *—Pll -
“ail '

where A" is the ares of the cross-section of the beam in
the third direction {out of plane direcdon) (m®) and & is
the beam thickness (m) (Fig. 1L

In panticolar when the beam i acinoular plae with a
rectangular coss-section (Fig. 2a), W can be caleulated
from the equation:

K =D
12

where [ is the width of the rectangular cross-section
{m) This case corresponds wothe circular plate used in a
plate sinkage test. A wheel can be simplified by con-
sidering a beam which is a cylinder with a circular
croas-section (Fig. 2k #H can then be calculated from
another simplified equation:

x x D
L%

where I is the diamewr of the circuls coss-section
{m). For a neal wheel, this dismeter is an equivalent
diameter for the siruciure formed by the tyre and the
i,

Egs. (2 4) show that R increases as the Young's
mdulus E and the dimensions of the cross-section (k,
) increase.

For a plate sinkage test, flexural rigidity ¥ can be
calculated exactly from the plate's Young's modulus
and its dimensions. However, the wheel's fexural
rigidity W is not known exactly. It should depend on the
wre's diameter via D and on parameters that affect
whee] rigidity, swch as tyre strocmre, inflation pressure,
and manerials {alloy, obber, ete.).

H=EFE =

{3

H=E = )

22X FEwaluarion of the sensfivity of PLAXTS o ol
mpe, Beam Rewmiral rigidiny and appiied siress

The value of B can be used to generate the
homogenous or heterogeneous distribution of vertical
aress. We used a circular plate as the introduced beam
&t the s0dl surface in this study. We audiedthe varistions
of wertical stress disribution perpendicular o the
driving direction a5 a function of plate fexural rigidity

ikl

el i
LY L
EER SR

Aqil

Fig. 2 Caloulamon of fiexwml] ogadey 9 a) & crcwle ploe wih a recuegule aoss-secoon &, (B a cvlinder s g cmelir ooss-scoon A7
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Fig. 1 The finse eloment mesh and bosndary comdin ons | Baam and
mpled vamcal smss) wwed for te evabmoon of semsenacy of
FLAKIS tosol ope defi) The appeaed plastc poonts at e adge
of e rigd cincilar pllane of 006 (3 = S500 kN m ) when we appled
iy = 30 iPa for the clay sod {mght).

#, soil mechanical properties and uniform applied
siress ay. The Mohr—Coulomb model {Mohr—Coulomb
failuse criterion) was used. Fully drained and axisym-
metry conditions wene assumed. The calculation was
jper formed using anon-uniform grid with 1726 elemenis
on a 2-dimensional crosssection of 11 m = 3 m. Fig. 3
shows the finite ¢lement mesh and boundsry conditions
{teeam and applied vertical dress) used in this study. In
this case, no effect for side and depth was taken into
scopunt for the caleuwlation with this cross-section
dimension. Diameter D of the plae was given as (L6 m

ke 1

and the corresponding spplied uniform vertical siress a
was 150 kPa. Two cases were studied separately with
conrasting W values, [e infinite and zero which
oofrespond, respectively, a rigid plate and asoft plae wo
caleulate distribution with the FLAXIS FEM models.
Values of R of 8500 and 001 kN m* were considered a5
infinite and zero in PLAXIS, We also examined the
effect of different sets of sl parameters on sress
distribution by comparing a sandy andl toa clay sodl and
by comparing & loamy soil at two different water
comtent; w=0.23 and 026gg"". Soil mechanical
parameters wene those estimated by Gysid et al. (2001)
fior the sandy s0dl and PLAXIS Bulletin | 19949) for the
clay sanil (Table 1) The amy soil was the one studisd
in the fizld wheeling experiments (Table 2.

In oaodier to sudy the effect of applied vertical stress,
ay was increased to 1B0kPa which was produced by
incressing the load above the plate. Only a rigid plate
was oonsiderad in this study.

23 Evaluwanion of PLAXIS from fleld e gperimens

The calculation of the final bulk density profile under
vertical stress distribution at the sodl surface was done
by using the new approach in PLAXIS. Field

ezt pamenetems foom e |Remesre wed for calaslason te vemcal sres danoborions im the FLANE FEM models

Sl pammener [1]-} Clay sodl {PLAXIS Bullecs, 15994) Samdy modl (Gys & al, 3001}
Dy sl welght i, N m 178 17

Wiong s modishes E iFa TE4T 13000

Posson's ramo v = G 0t

Cobeson ¢ icka 54 3

Angle of mtamal fEmon ¢ i) a4 n

Dilanmcy anglhe i} i} i

Takde 2

ezt pamenetems foom lbomiory melsaraments mad for caloslicey de plie sekage and whecking tews = te PLAXDS FEM modeks

Sl pamemeter Ut w o= OUFS g1t w0 Hggt wom OHGg g~ 1t
Dy soil WeEght Py B m? 125 1% 1%

Yousg's moduhs F iFa k1[h] ] s
Poosson's ramo v - TS ol (sl
Cobeson ¢ iFa 152 i3 48

Angle of mtamal fEmon ¢ i) - B | by K] . 1§

Delasmcy anghe W, o iy iy

Moxdified compresmon imde A7 - GEl 15 -

Mocified seelling mdex & = Gz 0 =
Fre-cvertunien pessme POF M m—* 40100 or 45.1° 4010 or 45.0° -

* The parameters for w = 0 36g g ! were ooty wmedforn be memes cal sady of sod | mes banica| progey effeces onibe vameal swess des sk on;
wo= 0 g~ was the fiel d waterconens during the ploe sekage e w = 005 and 038 g g~ | e e field wamer conenes dhen mg e whee hng
feat iremnent | and 2]

" Pramees mameed poor o ckslisoss.

© The rwo different vales comespond o an mamal vakee and an pemge vameal stess ppliad by the fonn macior wheel (wheelng msil
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measurements were oompared to the calculations and
measurements wken in the centre of the contact area
after compaction in a plae sinkage test and in a
wheeling test. The Mohr—Coulomb model and the Soft
Sodl model were used. Sinoe PLAXTS only calculates
stress and strain, final bulk density profile was then
caleulated with inital bulk density profile from the
follvwing equation:

= — (Ae = ) {5

where g and g are the initial and final bulk densities
{img m '3), and As, is the incremental volumetric strain.
The initial bulk densities wene the data measuned in the
fleld experiments.

230 Laboratory and feld meaasire meny

Laboratory and field experiments (plate sinkape st
and wheeling test) were carried out on a loamy soil
(173 g clay ke~%, 777 gsiltkg~", 50 gsandkg~") at
the ITMNEA experimental farm locaed st Mons in
Northern France.

2301 Laberarory mechanical st The mechanical
properties were measured on remoulded soil samples at
different initial water contents from w =10.15 1w
027 g". The secant modulus E of the Mohr Coulomb
mode]l was calewlated from the vertical stress—axial
strain relatonships ob@mined with the eedometer tests
for samples with an initial bulk density o= 1.1 Mg m
The estimation of E considered 50% of the stress level.
The compressive parameters of the Soft Soil model, 47,
" were caleulated from volumetric strain-mean sress
relationships obtained from the riaxial tests for samples
with an initial bulk density p=1.1 mg_m"q' {Table 2).
The failure parameers of both models, cohesion ¢ and
angle of internal friction ¢ were estimaed from shear
ok tests for both models (Table 2)

23012 Plue sinkage resi. The test was carried out in
Spring 20, The compaction tes used a plate made of
ateel 25 em in diameter and 2 cm thick pushed into the
s0il by a hydraulic jack. The average contact pressune
between the soil and the plate was maintained constant
during compression at 100 kPa for a loading time of
A0 5. The bulk density profile (from 2.5 to 32.5cm in
depth) wnder the plate centre was measured with ganma
ray tranamission equipment before spplying pressure,
and by removing sample cylinders under the plae
centre &fter compaction. The soil water content profile
was messurad gravimetrically {the mean watker conent
was w=0.23gg™") and the mt depth profile was also
measured.

2313 Wheeling wsi. The test was camied out in
Spring 1994 using a d-ionne TH %56 tractor (Dvéfosser
et al., 200030 The tractor was comppsed of two wheszls: a
fiont wheel with a tyre width of 50 cm and an overall
tyre dismeter of 1239 cam; a rear whee] with a tyre
width of 65 cm; an overall tyre diameter of 1704 cm.
The test was carried out with an inflation pressure of
60 kPa. The driving speed of the tractor was 8 km h~".
The bulk density under the fre centre was measuned
with the gamma ray tranamission equipment befiore and
dfter compacton. Two treatments with two different
wited contents were carried oot in te field { Treatment
Iw=02gg™" and Trestment 2 w =0.25g2~ "1

232 Simalavens

232) Plue sinkage tess. The Mohr—Coulomb
miede] was used to model soil behaviour as it requines
only five parameters that are measured easily by
oedometer tests and simple shear b tess. Fistly, the
distribution of the vemical swess was caleulated for two
caes! the meal plate (circular plate) with R=
33.3 ¥W m* caleulated by Eq. (3) (with E = 2 x 10F kPa
kP'a for the steel) snd a very soft plae (=
001 ¥ m*) for comparison. The stress applied for
the two cases wan uniform gy Secondly, the bulk
density profile was modelled under the two vertical
aress distributions. Fully drained and axisymmery
conditions wene assumed. The calculstion was per-
formed using a non-uniform grid with 1119 elements on
a 2-dimensimnal cross-section of 05 m = | m with a
rigid s0dl inmerface at | m depth. This geometry was
chosen to avodd lateral effects. We applied 1060 kP
aress on & plate of 025 m diameter. The soil input
parameters are shown in Table 2.

2322 Wheeling war. Soil strength was modelled
with the PLAXIS Soft Soil model. This mode] permits
taking into acoount the effect of the passage of the first
wheel on soil strength with pre-consolidation of the
aoil by using the sp-called Pre-Overburden Pressure
POP. The aoil was considered homogeneous and its
compaction was modelled perpendicular to the driving
direction. The shearing effect of the wheel at the sodl
surface can be neglected in this  perpendicular
dirzction. The distribution of the vemtical stress was
caloulated for two cases: a wvery rigid cylinder
(B = 8500 kN m*) and a very aoft cylinder (=
] kN mij for comparizon. Fully drained and plane
sirain conditions werne assumed. The pasage of two
wractor wheels was modelled step by siep by applying
o sucozssive vertical stresses oo on two different
cylinders. Both vertical stresses oo wene caleulaed by
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using the following equation:
=1 (6)

where L is the tyme load (KMN) and 4 the contact anea
between the tyne and the soil.

The contact anea A was calculsted from the following
equation from the COMPSOIL model (0" Sullivan et al.,
194a:

L
A=nbd+ nl + 53— M

1

where L is the tyre load (kN), & the tyne width {m), d the
tyne averall diameter {m) and g is the inflation pressune
(kPa). £y, 52 and &3 are empirical parameters depending
on the rigidity of the soil surface. 5= 00259, (L2 and
(444 were used for our loamy soil. We calculated the
appliad uniform vertical stress so friom the contact anea
and the tyne load for both wheels with a &0 kPa inflation
presure. The front wheel was simulated with a vertical
stress of 49.1 kPa on a cylinder 50 cm wide and the
caleulation was performed using 2 non-uniform grid
with (8 elements on a 2-dimensional eross-section of
104 m = | m in the Soft S0il model which takes into
ascopunt the soil's aress hisory, We considered a rigid
sl interface at | m depth. We verified that there was no
lateral effect for such geometry. The Pre-Overburden

1 streas (kD

Yertca

[LLEE T |

e 1

ELLR

wemisl sress [JFan

n 1
4 - 1 & £%

Wk m

Pressuse POP is defined in this type of mode] by
POF = |ap — d,”| (8)
where o is the pre-consolidation sress (the greatest
vertical stness reached previously) &Ilda""'} is the in s
effective vertical stress. At the soil surface, &% is zeno,
therefore we estimatad that the POP value was 40 kPa
for the passage of the front wheel and 491 kPa which
was the average ventical stress applied atthe soil surface
by thee front whee] befone the passage of the near wheel
The vertical stress value of the rear wheel was 34.5 kPa
for a cylinder &5 cm wide and the calculation was
performed by using a non-uniform grid on a 2-dimen-
sional eross-section of 106 = (1 — L4 m', where Ihis
the vertical displacement of the soil surface after the
pessage of the front wheel. The other sodl input para-
meters for the two treatments {w = (L23and (.25 g_n_z_'lfl
are presentd in Table 2

1. Results
A1 Vertical siress distabunion af the sl surface

Changing the flexural rigidity / modified the stress
distributions &t the soil surface. If B was equal 1o 2em
(L0 kN m®, the beam {a circular plate here) was very
soft. This means that the uniform vertical stress o, was
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Fg 4. Caboulared vem cal stmess dsmibanons on the sod surface wirh a very soft amelar plare (e, = 000 kN ) gy inmghes) or 4 vary gl
cimelirplate (L. ¥ =250 kN m‘iHb]m:t sgmes)on (ala cay (PLANIS Bulleoe, 1999, (b a samd {Gesl e al, 2000 pand omcke bamysal @ ic)
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applied practically at the soil surface directly and the
distribution of wertical sress was nearly unifoam
{Fig. 4). Tf the value of H was infinite (500 kN m™),
the beam was very rigid and displacement was unifonm,
poasibly leading to non-uniform distribution strongly
influenced by the soil's mechanical parameters.

We examined the effect of a change in soil
mechanical parameters caused by difference in texiune
of in 50il water content which are the two main facioes
that change the plastic behaviour of soils (Bandet,
1997, We compared the distribution for a clay and a
sand (Table 1) under the same rigid cireular plate
(R = R500 and (.01 kNm®, so=150 kPa). We found
that distribution was rowghly parabolic on sand wheness
it was U-shaped for clay (Fig. 4a) For sand, the
distribution of ventical stress was slightly affected by
plate Aexural rigidity (Fig. 4b). We alko examined this
effect caused by a variation in sod water content for a
loanyy soil {Table 2). A variation in water conent of a
given soil could also change the shape of the vertical
stress distribution. We performed simulations for the
losammy soil &t different sodl water contents: w = 023 and
(.26 g g~ ", Fig. 4c and d shows the comparizon of sress
distributions for the leamy sodl in the field experiments
by using the s0il parameters measuned at w = 0.23 and
0.26 g g~ " under the same upper boundary conditions
for the clay and the sand. A parabolic distribution
appeared at w= 026 ge~" whereas a U-shaped was
observed for water contents w =023, 0.24 and
0.25g g~ (data not shown for 0,24 and 025 gg~ ")

We ohserved that the variation in & affecied the
magnitude of stresses but not the shape of the sness
profile. Fig. 5 shows & U -shaped distribution of vertical
stress obtained at the surface of the clay with a very
rigid circular plate under so= 150 and 180 kPa. The
difference between maximum stress {under the tyne
edge) snd minimom stress (under the tyme centre)

Rl
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I kTl
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Wikl

Width (im]

Fug & Calozlmed verecal stess doaribon coson aclay seface wilh a
vary rigad axelir plee ming a wnifoon apphed smess o = 150 kfa
ibdack squares) and a Bogher whee 120 KPa (gey manghes)

became grester with o= |180kPa than thar of
g = 150 kPa.

3r Comparison of the calewared bulk densiy
profiles with the feld e asure ments

Firstly, plaie sinkage tes simulations were per-
formed from which the wemical stress could be
calculated by FLAXIS as a function of the plate's
parameters (flexural rigidity) and the soil's propenies.
The distribution of verical aress &t the loamy sodl
surface and its propagation in the soil ane resenid in
Fig. & The differences of the vertical stress in the centre
between the two different rigidity conditions were,
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respectively, 32, § and 4 kPa st depths of 0, (.1 and
(0.2 m. The consequence of this verical stress distribu-
tion shape on changing soil bulk density is shown in
Fig. 7. Bulk density under the plate centre calculated
with & real plate {cincu lar plate ) was (UG mgm"‘ lower
&t moat than that caleulated with a soft plate atthe aodl
surface (Fig. 7). The profike of bulk density calculated
with a rigid circular plate commesponded beger o sod
bulk density messurements up to 30 cm in depth. This
means that the simulations werne improved by T-shaped
vertical stress distribution provided by the neal plate.
Secondly, we examined fthe problem of the whesling
test for which we did not caleulate the exact wheel
flexusal rigidity (cylinder flexural rgidity). Two theat-
ments were simulated st w=023 and 0.25g 2"
commeponding i the field conditons of the wheeling
experiments. For both water contents, the shape of the
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Fg & Cabouleed varncal semess deseriboen ons on the !Inﬂ:n;' moall merface, an 0l and (02 m depet with a very soft cybeder(le B =000 kM ') i grey
mamgles), with o vary gd oylinder (e ¥ = 2500 kN m'} bl ack souwre s} dering the wheeling st ia) Traoemess |, w =02y g",:l'n:-ar. wheel;

b} Tremmens L w= 0 gz, froo wheel |
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vertical stress at the leamy soil swface depends on
flexural rigidiny 8] of the ¢ ylinder : distribution was nearly
uniform for 8] =0.01 and U-shaped for 9] = infinite.
Fig. # shows the differences of the vertical stress in the
cenire beoween the two different rigidity conditions. They
are, respactively, 7, 5 and 2 kPa stsoil dephs of (), (0. 1 and
0.2 meters at w=0.23gg"'. A similar U-shaped
distribution for the very rigid cylinder was observed
for w=025gg"". The differences between the two
different rigidity conditions are, respactively, 8, & and
3 kPaatsoildephs of 0, 0.1 and 02 matw = 0.25g 27"
For the wheeling with two treaiments, the field
measurements of the bulk density profikes fell roughly
betwesn the simulation profile cakoulated with a rigid
cylinderandthat caleulaied witha soft cylinderin the first
A0 centimetres {Fig. %a and b). Bulk density calculaied
with a rigid cylinder was always lower than that
caleulaied with a soft eylinder.

4. DHscussion
4.0, Verveal seress disgribusion ar the soil surface

Our pesults show that vertical stress disribution can
be influenced by a combined effect of soil properies,
applied ventical stress and beam characteristics | plate or
tyre chamacteristica). FLAXIS allowed us o study the
effiect of spil progerties on vertical stress disribution at
the sodlftyre inter face . Our results show difference in the
vertical stress distribution betwesn the clay and the
sandy soils (Fig. 4a and bl They agree with the
suggestions of Craig (1997) and Smith and Smith
{1998) on foundstion problems in the field of
geptechnics. They sugpesied that ocontact pressuse
under & rigid area i not wniform: the shape of the
distributions for a circular area is U-shaped on a clay
surface and parabolic on a sandy surface. Our resulis on
the loamy sodl show that such a change in the sness

distribution ako can be due to change in soil water
content (Fig. 4¢ and d). The higher cohzsion of the low
water content commesponded with a T-shaped disiribo-
tion, whereas a parabolic distribution was calculated for
the high water content comesponding to lower cohesion.
Tt cam bee seen that the distribution shape pesubs from the
e b et o of Sl mechandcal parameters and not only
i eotve sion: the distribution for the clay with cohesion
¢ =54 kPa (Table 1) was U-shaped {Fig. 4a), wheneas
the loamy soil atw =026 ge~", ¢ = 4.8 kPa {Table 2)
led to a parabolic distribution (Fig. 4d). That is o say,
the change inthe shape of stress distribution for a given
H owas due to the mixed effect of soil mechanical
parameters: E, ¢ g

The shape disvibution should be due o the soil
plastic behaviour, PLAXIS allows visualization of the
Aress points where the stress has exoeed locally the
plastic threshold of the soil. The plastic deformation is
eszentially concentrated at the edges of the rigid circular
plate {Fig. 3). Fig. 3 showsthe appeared plastic peintsat
the edge of the rigid cicolsr plae of 06 m
(= B500 KN m* when we applied oy = 20kPa for
the clay soil. More plastic points appear at the edges
when increasing the applied stress oy, These results
apree with the mechanics of the contact: for perfect
elastic splids, the indentation of a solid by a rigid flat
punch induces stresses that are maxima at the edge of
the punch (Johnson, 1985 The parabolic o homo-
penepus distribution shape reveals the plastic behaviour
of thee soil thatde pends on the il e xmre (oil type)and
an the soil waer content Funher investigation of the
effect of the soil mechanical properties on streses at
anil surface induced by a wheel should involwe an
analysis of the soil plastic threshold depending on the
different soil characeristics {water ocontent, soil
Aruciure, texure) (Bardet, 1997

These considerations on soil effects could explain
e wide range of vertical swress disributions observed

37



ik K Catd gl S50l & Tllage Rerearch 95 (2WN7) 277287

inthe literatuse : in panticular U-shaped distributions ae
expected for clay or loamy sodls but not for sandy soils.
Indeed “andenBerg and Gill (1962) found that
maximum stress moved from the tyre centre svwands
the tyre edge with an increase in the degree of firmness
for five soils (sand to clay). Wood and Burt (1987) and
Jun et al. | 1998 found that the maxinum veical siress
&t the snil surface oocurred inthe tyre centre for sandy
soil, e, parabolic shape, Different stress distribagions
from U-shaped to parabolic shapes by Keller {2005)
wiere dhserved for a bamy soil

Diifferent suthors have shown the effect of tyre
charscieristics {fyre dimensions, inflation pressune) on
the contact area (shape, area) and on e mesn verical
siress, op applied above it (Febo et al., 2000; Koolen
et al., 19920, For instance, the contactarea A between bne
and apil can be decreased by reducing tyne width & or
incressing the inflation pressune of the tyre g, causing the
value of &g to incresse., Owr calculation shows that the
variationof wniform applied siress g, dos notchange the
distribution shape but the difference between the
maximum and minmum values (Fig, 5. This agrees
with the observatons of Keller { 2005) who sudied about
thiny wractors whose tyre widths varied from 028 w
.15 m and loads from 1w 125 kKN His statistic analysis
showed that distributions depended essentially on nyre
width and not on the applied stress oy,

4.2 Comparison of the caleulaied bulk densive
profiles with fleld measuremenis

The PLAXIS simulation of the plate sinkage tests
agree well with the obhservations obtained by using all-
shaped disribution given by the pealisdic plate
However, a difference between simuolations  and
observations remains, perhaps due to non-optimum
mechanical parameters for the soil. Raper and Erfbach
{1900 shaovweed that the calculated mean nosmal stress in
a FEM model using uniform stress disvibution at a
sandy sndl surface for acircular plate sinkage test with a
load of 25 kN was approximately 2 kPa, with a mean
and confidence interval of BB5+ 24 kPa for the
experimental values. Our results show that bulk density
cakulated with a rigid plate is always lower than that
cakeulated with asoft plate for loamy soil. This is due to
the lower estimaied vertical stress inthe spdl under the
plate centre. Figs. & and 8 show that the vertical stresses
with a rigid beam {circular plate or cylinder) ane alw ays
lomwer than those with a soft beam at depths of 0, 0.1 and
0.2 m for the two fizld tess. This could decrease the
difference between the observations and simulations
et formed by Baper and Erbach | 19000, Thene fore good

eatimated beam (circular plae or cylinder) flexural
rigidity and input parameters could improve PLAXIS
caleulations.

Regarding the two wheeling st reatments {Fig. 9,
overegimation of bulk density with PLAXIS was no
longer observed for either of them companed to the plate
sinkage tesd. The field memsurements of hulk density
profiles were roughly between the owo distributions.
Consequendy, giving anintermediate valuwe to 9 between
infinite and zero seems more appropriate for our wheel.

43 Exrbmanon of feoiral rigiding H

We expected that tyne charscteristics should affect
siress digribotion by changing wheel apparent flexural
rigidity. The fiexural rigidity of the wheel is given by
Eqg. {4) by analogy with the geometry of a cylinder.
Diamewr I is an appaent diameter and E an apparent
Young's modulus that should result from the rubber's
properties and the tyne stucture (geometry, inflation
pressure, efe ) The Aexural rigidity of the wheel should
incresse with inflation pressune and fyre diameter and
alap with other tyre parameters that may change the
appanent Young's maodo los.

Keller { 2005) proposed a dimensionles parameier &
to describee the shape of siress distribution de pending on
tyre width and obtained pood agreement with the
observatons. Paramewr § increases from 1.4 w 90
when tyre width decresses from 115 to 028 m
Therefone, the position of maximum stress moves fiom
the tyre cendre tow ands the tyre edge (from parabolic to
U-shaped distribution). For the nre uwsed in ouor
wheeling test, & was 5.65-456 for the two wheesls.
Thiz comesponds to a U-shaped siress distribution
scoording o 