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Résumé

Cette ¢étude concerne des modélisations du comportement hydromécanique des géomatériaux semi-
fragiles. Le travail est principalement composé de deux parties, dans lesquelles les géomatériaux semi-

fragiles isotropes et anisotropes sont étudiés respectivement.

Dans la premiere partie, [’accent est mis sur l’influence du processus de dessiccation sur le
comportement mécanique des matériaux isotropes. On établit d’abord au chapitre 2 un mode¢le
¢élastoplastique couplé a ’endommagement pour les géomatériaux isotropes saturés et partielle saturés
employant le concept du tenseur des contraintes effectives généralisées. Un nouveau critére
d’endommagement est proposé pour prendre en compte les mécanismes distincts de rupture sous 1’état
de contrainte différente. Plusieurs simulations sont effectuées pour diverses conditions et chemins de
contrainte afin de valider le mod¢le, et il est vérifi¢ que le modele proposé est capable de reproduire
les principaux caractéristiques du comportement hydromécanique des géomatériaux isotropes,

notamment 1’influence du processus de dessiccation.

Dans la deuxiéme partie, afin de décrire le comportement mécanique des matériaux anisotropes, deux
modeles anisotropes sont proposés. L’é¢tude de I’influence de [’anisotropie inhérente sur le
comportement mécanique des géomatériaux anisotropes fait 1’objectif du chapitre 3. Pour cela, un
modele élastoplastique couplé a I’endommagement isotrope est construit dans le chapitre 3. Un
parametre directionnel, qui est décrit par un tenseur de fabrique, est induit dans la formulation de la
plasticité pour prendre en compte la dépendance du comportement mécanique sur 1’orientation de
chargement des géomatériaux initialement anisotropes. Afin d’étudier le couplage entre les
anisotropies inhérente et induite, un modéle basé sur 1’approche thermodynamique discréte est aussi
proposé dans le chapitre 4. En prenant en compte le couplage entre la plasticité et I’endommagement
dans chaque famille de plan de faiblesse, le couplage entre les anisotropies inhérente et induite est bien
produit par le modele proposé. Des applications sur 1’argilite de Tournemire illustrent les capacités

prédictives des modéles proposés.

Enfin, le mode¢le discret proposé est étendu a la modélisation poroélastoplastique. Une analyse

qualitative est réalisée sur le comportement hydromécanique des matériaux anisotropes.

Mots clés : endommagement, plasticité, dessiccation, tenseur de fabrique, approche discréete, roches,

béton
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Abstract

This work is devoted to the constitutive modelling of hydromechanical behaviours of semi-brittle
geomaterials. In the first part, the attention is mainly paid on the hydromechanical behaviours of
initially isotropic materials, especially on the influence of desiccation process on the mechanical
responses. An elastoplastic damage model is proposed in unsaturated condition, a generalized effective
stress concept is used for poroplastic coupling. Damage by microcracks is coupled with plastic
deformation. The proposed model is applied to two typical semi-brittle materials: the cement and
argillite on different saturation degrees of saturation. The mechanical response of a concrete beam in
different saturation conditions is also analysed. In order to avoid the problem of strain localisation, a

nonlocal formation is proposed.

In the second part, two coupled elastoplastic damage models are proposed for the description of
strongly anisotropic sedimentary materials. In the first model, in order to describe the inherent
anisotropy of the material, a scalar anisotropy parameter is introduced using the concept of fabric
tensor. Using this parameter, an anisotropic model is formulated taking into the account influence of
loading orientation. Plastic deformation is then coupled with induced damage by growth of
microcracks. In purpose of studying the coupling phenomenon between the inherent and induced
anisotropies during the loading process, a model based on the discrete approach is constructed in the
following. In the framework of plastic discrete approach, the macroscopic plastic deformation and
material degradation are considered as the result of frictional sliding along weakness planes distributed
randomly in the material. For each weak plane, damage evolution law and plastic flow are formulated
with the framework of irreversible thermodynamics. A series of numerical simulations on the Argillite

of Tournemire are carried out to verify the capacities of proposed models.

In the last chapter, the proposed discrete model is extended to poroelastoplastic modelling. Based on a
series of numerical simulation, an analysis of hydromechanical behaviour of anisotropic materials is

realised.

Keywords: hydromechanical coupling, damage, plasticity, desiccation, anisotropy, fabric tensor,

discrete approach, rocks, concrete
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Introduction générale

La modélisation des comportements mécanique et hydromécanique des géomatériaux est une tache
essenticllement pour 1’analyse de la stabilité et de la durabilité des structures et des ouvrages dans de
nombreux domaines d’ingénieur, citons par exemple la construction des ouvrages souterrains (tunnels,
cavités), I’exploitation et le stockage des hydrocarbures, le stockage des déchets radioactifs et des gaz
résiduels etc. Dans tous ces domaines, les géomatériaux concernés (sols, roches et béons) sont soumis
a des sollicitations d’origines diverses et couplées (mécanique, thermique, hydraulique, hydrique et
chimique). Il convient de prendre en compte ces différents phénomeénes de couplage dans la
modélisation du comportement des géomatériaux et des ouvrages. Par leur histoire de formation et leur
procédure de fabrication, les comportements des géomatériaux sont souvent complexes. Mis a part les
déformations élastiques, il est maintenant accepté que deux mécanismes de dissipation jouent un role
important, les déformations plastiques et I’endommagement induit par microfissuration. Ces deux
mécanismes sont généralement couplés. Par ailleurs, dans la plupart des cases, les déformations
plastiques et I’endommagement sont affectés par les pressions des fluides saturants, la variation de
température et le processus de dégradation chimique. Le présent travail est consacré a la modélisation
du comportement hydromécanique des matériaux semi- fragiles en conditions saturés et non saturées.
A ce jour, il existe un grand nombre de travaux expérimentaux et de modélisation sur la modélisation
hydromécanique des géomatériaux. Cependant, un certain nombre de points restent encore ouverts et
nécessitent des études complémentaires. Par exemple, il convient d’améliorer la description de
I’endommagement et de la rupture dans des matériaux partiellement saturés soumis au retrait de
dessiccation. En ce qui concerne la modélisation des déformations plastiques et de I’endommagement,
la plupart des mode¢les existants sont consacrés a des matériaux initialement isotropes ; le couplage
entre ’anisotropie initiale (ou structurale) et celle induite est encore trés peu abordée. Il y a également
peu de travaux sur le couplage hydromécanique des milieux poreux anisotropes. Dans cette theése, nous

tentons d’apporter quelques contributions sur ces différents points.

Plus précisément, le travail est composé de deux parties. La premicre partie se concentre sur 1’étude
des couplages hydromécaniques des géomatériaux poreux isotropes, et une attention particuliére est
portée a 1’étude du comportement hydromécanique sous dessiccation. La deuxiéme partie s’attache a

étudier le comportement hydromécanique des géomatériaux anisotropes.

Dans la premiére partie, en se basant sur les données expérimentales, un modele élastoplastique couplé
a ’endommagement est proposé dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles.
Pour bien décrire des différents mécanismes de rupture pour les géomatériaux semi-fragiles sous
compression et traction, un nouveau critére d’endommagement est proposé dans lequel la valeur
d’endommagement est décomposée en deux parties prenant en compte la dissymétrie de
comportement des géomatériaux semi-fragiles : ’'une évoluant sous des contraintes de compression,

I’autre sous des contraintes de traction. L’endommagement en compression est assumé d’étre induit
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par I’évolution de la déformation plastique, par contre, I’évolution de I’endommagement en traction
est liée principalement a la déformation de traction. Ensuite, le mod¢le est étendu aux conditions
partiellement saturées en proposant une notion de contraintes effectives généralisées. Une série de
simulations sont réalisées et comparées a des essais expérimentaux sur une argilite et un mortier. La
bonne concordance entre les résultats numériques et données expérimentales a validé la performance
du modere proposé. Enfin, afin d’évaluer la capacité du modele a rendre compte du comportement des
géomatériaux en traction, un calcul pour une structure soumise a une variation de teneur en eau est
réalisé. Une formulation non locale est proposée et utilisée dans les simulations pour éviter le

probléme de la localisation de déformation. A nouveau, une trés bonne concordance est observée.

Dans la deuxiéme partie, deux modeles sont proposés pour modéliser les comportements mécaniques
de géomatériaux anisotropes. Le premier modéle macroscopique anisotrope est construit en utilisant le
concept des tenseurs fabriques. Pour prendre en compte I’influence de 1’anisotropie inhérente, deux
paramétres directionnels décrits par les tenseurs fabriques sont introduits dans la surface de charge :
En effet, au cours du chargement, les microfissures se développent dans des directions privilégiées,
donc de ce point de vue, ’endommagement induit est une variable directionnelle. La difficulté de la
description et le couplage avec 1’anisotropie inhérente conduit, par souci de simplicité, & adopter un
critére d’endommagement isotrope. Les simulations des essais de ’argilite de Tournemire sont ensuite
réalisées. Les résultats ont confirmé la capacité du modéle a représenter le comportement mécanique

de ces géomatériaux anisotropes.

La constitution du deuxiéme modele est fondée sur la méthode de plasticité discrete. Il est supposé que
le matériau contient une distribution aléatoire de plans de faiblesse, et que la déformation plastique
totale est considérée comme le résultat macroscopique du glissement le long de ces plans de faiblesse.
Pour déterminer 1’écoulement plastique et 1’évolution d’endommagement, la fonction de charge
plastique, le potentiel plastique et 1I’évolution de I’endommagement sont définis respectivement dans
chaque orientation. Un mode¢le spécifique défini pour l’argilite est ensuite proposé, dans lequel
I’anisotropie inhérente du matériau est représentée par deux paramétres directionnels qui sont décrits
par les tenseurs fabriques. La force de 1’évolution d’endommagement est liée a la déformation
plastique de chaque orientation. En prenant en compte le couplage entre la plasticité et
I’endommagement dans chaque direction, le couplage entre les anisotropes inhérente et induite est
réalisé.

Dans le dernier chapitre, une étude du comportement hydromécanique des géomatériaux anisotropes
est réalisée. En se basant sur des méthodes existantes, un tenseur du coefficient de Biot en fonction de
I’endommagement induit est introduit pour tenir compte des effets de la pression du fluide dans les
directions différentes. L’influence de la pression interstitielle sur 1I’évolution de la plasticité est
également prise en compte. Enfin, une série de simulations numériques sont réalisées pour vérifier la

performance du modéle proposé.
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Chapitre 1 Problématique et revue bibliographique

1.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous présentons d’une part le contexte de notre étude et d’autre part une courte
synthése sur les avancements récents concernant les sujets de recherche abordés ici. Notre accent sera
mis sur la modélisation du couplage poromécanique des matériaux isotropes partiellement saturés et

des matériaux présentant une anisotropie initiale et induite.

1.2 Contexte de la problématique étudice

Le stockage géologique des déchets radioactifs et des gaz résiduels (comme le CO2) représent un
enjeu scientifique et économique important. Différentes solutions de stockage des déchets radioactifs
en formations géologiques profondes sont actuellement a 1’étude dans plusieurs pays. Jusqu’a présent,
une vingtaine de laboratoires souterrains sont construits de part le monde. Ces laboratoires ont pour
but d’étudier le comportement in situ a court et moyen terme de la barriere géologique afin de
s’assurer de la faisabilit¢ d’un tel stockage. De nombreux phénoménes physiques peuvent é&tre
rencontré au cours de la vie de I’ouvrage tels que I’endommagement mécanique da a I’excavation, les
effets des cycles de désaturation et resaturation liés a la ventilation mais aussi a la production de gaz,
les effets de la température etc...Le probléme est donc un probléme thermohydromécanique complexe

qui fait intervenir de nombreux couplages.

Les études expérimentales (confortées par des résultats numériques) ont confirmé 1’existence d’un
couplage hydromécanique fort au cours des processus d’excavation et de ventilation de la barriére
géologique. Il est donc nécessaire d’avoir une bonne compréhension de ce phénomeéne dans le cadre
de I’étude de la faisabilité des stockages souterrains. En conséquence, il est important de développer
un modele capable de reproduire les comportements mécaniques des géomatériaux, et I’influence de la
dessiccation sur leurs propriétés mécaniques. Ici, sous le terme « géomatériaux » on englobe a la fois
ceux de la structure du stockage (notamment matériaux cimentaires) ainsi que les formations de la
couche géologique hote. Dans la plupart des cas, le stockage étant prévu a grande profondeur, ces
matériaux peut étre considérés comme étant des milieux semi- fragiles. Dans cette étude, on se
concentrera tout d’abord sur les comportements hydromécaniques des matériaux semi- fragiles
isotropes. En particulier, un accent est mis sur I’influence de la dessiccation sur le comportement

mécanique des matériaux poreux.

D’autre part, de part les processus de formation des couches hotes et les contraintes lithostatique
générées par leur position, les ouvrages souterrains du stockage sont souvent réalisés dans des
géomatériaux anisotropes. De nombreuses études expérimentales réalisées ont confirmé que les
comportements mécaniques des matériaux anisotropes ont une grande dépendance directionnelle. En

ce sens, une bonne compréhension et description des propriétés anisotropes sont d’une grande
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importance pour 1’analyse des stabilités des structures réelles. Pour cette raison, notre deuxiéme partie
traite du comportement mécanique des géomatériaux ayant une anisotropie inhérente. Les contextes et

contenus principaux de chaque partie sont présentés ci-dessous.

1.3 Modé¢lisation hydromécanique des matériaux semi- fragiles isotropes

1.3.1 Principales caractéristiques du comportement mécanique des matériaux semi-fragiles

Les matériaux semi—fragiles présentent généralement des comportements mécaniques complexes en
compression. Le point commun est le couplage entre la déformation plastique et I’endommagement

par microfissuration, et la forte dépendance a la pression de confinement.

Généralement, la réponse mécanique des matériaux semi - fragiles aux essais triaxiaux a faible
compression de confinement peut étre décomposée en quatre phases, comme présentées sur la Figure 1.
1.

4

[ Déviatorique contrainte

. . radoucissement
écrouissage

---------- phase résiduelle

Deformation axiale

Figure 1. 1 Comportement mécanique des matériaux semi — fragiles a faible confinement
»  Une phase ¢élastique linéaire avec apparition des microfissures aux interfaces.

» Une phase d’écrouissage correspondant a 1’augmentation importante des déformations latérales,

et a un comportement mécanique non linéaire.

» Une phase d’adoucissement avec une diminution importante de la résistance et une accélération

de la microfissuration conduisant a I’apparition de la macrofissure.

» Une phase résiduelle avec propagation de macrofissure sous une résistance plus ou moins

importante.

A partir de la deuxiéme phase, 1’inélasticité du comportement mécanique apparait en raison de
I’évolution de la déformation plastique. Ces déformations plastiques sont essentiellement induites par

le glissement le long des plans de microfissures et conduisent finalement a la rupture du matériau.

Avec l’augmentation de la pression de confinement, la plupart des géomatériaux présente une

10
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transition fragile— ductile du comportement mécanique. Cette transition est clairement mise en
évidence par la Figure 1. 2 (Jamet, 1984), qui montre 1’évolution du comportement mécanique avec
I’augmentation de la pression de confinement. En effet, on peut constater sur ces essais un
écrouissage plastique devient plus important avec 1’augmentation de la pression de confinement. En
méme temps, le phénomene d’adoucissement (dégradation de la résistance dans la phase post- pic)
diminue et, sous les pressions de confinement les plus élevées (50MPa et 100MPa), cette phase
d’adoucissement disparait. Cela met en évidence le fait que le moteur principal du comportement en

compression devient avec 1’augmentation de la pression de confinement, la plasticité.

180 1 Contrainte axiale (MPa)
-160 -
-140 |
-120 1 ——O0MPa
— 3 MPa
-100 1 ——10 MPa
25 MPa
-80 + ——50 MPa
— 100 MPa
-60 |
40 |
220 |
Déformation axiale (10e-3)
o 1 T T T T 1

0 -20 -40 -60 -80 -100 -120

Figure 1. 2 Dépendance du comportement mécanique en compression avec 1’augmentation de pression de

confinement sur un béton ordinaire (Jamet, 1984)

Afin de simuler le comportement des géomatériaux sous sollicitation de compression, de nombreux
modeles ont été proposés. Parmi 1’ensemble des modéles proposés dans la littérature et en accord avec
les résultats expérimentaux il apparait que les modeles élastoplastiques couplés a 1’endommagement
sont les plus aptes a reproduire les principales phases du comportements mécaniques (Dragon et Mroz,
1979, Ju, 1989 ; Hayakawa et Murakami, 1992 ; Chiarelli et al., 2003 ; Bourgeois et al., 2003 ; Chen et
al., 2007; Jia, 2006 ; Shao et al., 2006 et autres).

Cependant, au cours des essais en traction, on constate un développement rapide de fissures sans que
des déformations plastiques notables puissent étre observées (Rougelot, 2008). La Figure 1. 3 présente
par exemple le courbe contrainte- déformation pour un mortier soumis a un effort de traction simple.

On peut constater que la réponse du matériau est linéaire jusqu’a la rupture et qu’il y a dans ce cas

11
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absence de palier résiduel. Le méme phénomene peut aussi étre observé sur des essais de traction
indirecte, comme présent¢ dans la Figure 1. 4 (Camps, 2008). Finalement, contrairement au
comportement sous contrainte de compression, on constate que le moteur principal qui engendre la
rupture en traction des géomatériaux n’est pas 1’évolution de la déformation plastique, mais
I’endommagement qui est induit par le développement des fissures ouvertes. En ce sens, les modéeles
de comportement développé en compression (Chen, 2005 ; Jia, 2006) ne sont plus directement
applicables. Cette distinction devra étre prise en compte dans la modélisation du comportement des

géomatériaux.

3,5

3,0

Contrainte (MPa)
- N N
o [=) o

-
o
!

o
)
.

0,0 T T T T T T T T T
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

Microdéformations

Figure 1. 3 Courbe contrainte - déplacement en traction directe d’un mortier (Rougelot, 2008)

(MPa)

largeur de la fissure(mm)

0 0,05 0,1 0,15

Figure 1. 4 Le comportement mécanique en traction directe contr6lé par 1’ouverture de la fissure (Camps, 2008)
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1.3.2 Influence de la dessiccation sur les propriétés mécaniques

Le séchage engendre dans les matériaux cimentaire des modifications locales et structurelles de la
matrice. De nombreuses études expérimentales ont déja ét¢ menées afin d’évaluer I’effet du séchage
sur les comportements mécaniques : essais de compression uniaxiale (Gilkey, 1937 ; Butcher, 1958 ;
Mills, 1960 ; Wittmann, 1968 ; Pihlajavaara, 1974 ; Brooks et Neville, 1977 ; Okajima et al., 1980 ;
Popovics, 1986 ; Torrenti, 1987 ; Bartlett et Macgregor, 1994 ; Dantec et Terme, 1996 ; Yurtdas,
2003), essais de traction directe (Warker, 1957 ; Brooks et Neville, 1977 ; Toutlemonde, 1995 ;
Thomas ,2008) et indirecte (Butcher, 1958 ; Mills, 1960 ; Pihlajavaara,1974 ; Okajima et al., 1980).
Les données ont confirmé que la teneur en eau du matériau influence grandement les propriétés et
comportements mécaniques des matériaux poreux. Une étude synthétique a été réalisée par Yurtdas
(2003). Dans la partie suivante, nous présentons des principaux résultats des effets de la dessiccation
sur le comportement mécanique. Ces résultats serviront de base expérimentale a la formulation de

notre mod¢le qui sera développé au chapitre 2 de ce mémoire.

1.3.2.1 Evolution de la résistance

Compression uniaxiale et triaxiale

Les résultats expérimentaux ont confirmé que, lors du séchage d’un matériau poreux, la résistance
observée est généralement supérieure a celle déterminé lors d’un essai identique effectu¢ sur une
éprouvette saturée (Bucher, 1958 ; Mills, 1960 ; Akroyd, 1961 ; Wittmann, 1968 ; Pihlajavaara, 1974 ;
Okajima et al., 1980, Neville, 2000, Benboudjéma, 2002 ; Yurtdas, 2003). Cette augmentation peut

atteindre  60% dans le cas de mortier présentant un rapport eau sur ciment E/C =0,75 en

compression uniaxiale (Pihlajavaara, 1974).

-70 ol1-633[MPa]

611-033[MPa] - -120 séche 45%
Y 64%

69%

Saturé

£33[10-6] €1[10-6] €33[10-6] - €1[10-6]

T ! T T 1 n
0 T 1

2000 0 2000 4000  -6000 10000 0 10000 20000

Figure 1. 5 Evolution de la résistance en compression de mortiers, en fonction du degré de saturation (Yurtdas,
2003)

Le méme phénomeéne est aussi observé pour les essais en compression triaxiale. Selon une étude

menée par Akroyd (1961), il est montré qu’au-dela d’une certaine valeur de la pression de
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confinement, la résistance déviatorique des éprouvettes humides cesse d’augmenter contrairement a
celle des éprouvettes préalablement séchées. Cette différence de comportement sous fort confinement
entre éprouvettes séchées et éprouvettes humides est liée selon 1’auteur a la microfissuration générée
par la surpression induite par 1’eau interstitielle. Plus récemment, I’influence de la dessiccation sur les
comportements mécaniques des mortiers M05 et M08 (E/C égale a 0,5 et 0,8) a été étudiée par
Yurtdas (2003). Les variations de la résistance uniaxiale et déviatorique (sous une pression de
confinement de 15MPa) sont présentées dans la Figure 1. 5. Sur cette figure, une augmentation de la
résistance avec le degré de désaturation peut étre constatée. Notons que I’augmentation de la résistance
est plus importante dans le cas triaxial. D’aprés 1’auteur, ceci est attribué a trois phénomeénes (Yurtdas,
2003) :

» Pour un méme état de saturation, la surpression interstitielle est plus élevée dans le cas triaxial.
Ces surpressions sont d’autant plus importantes que le matériau est saturé. L’effet de la saturation

est donc plus important en compression triaxiale.
» L’application d’un confinement ralentit 1’effet de la microfissuration induite par le séchage.

» La succion isotrope due au séchage joue un role plus important dans le cas triaxial par génération
de «précontraintes triaxiales ». Cette succion triaxiale retarde également les processus

d’endommagement et de rupture du matériau.
Les mémes phénoménes peuvent &tre observés sur I’argilite de Callovo- Oxfordian, comme présenté

dans la Figure 1. 6 (Andra, 2005).

40 orestPe) SI=31.5% g, (e
= . (1]

SI=31.5%

=61.4%
SI=61.4%

SI=72.5%
SI=72.5%

&(E-6) &(E-6)

&(E-6) &(E-6)

-10000 0 10000 20000

-10000 0 10000 20000

() (b)

Figure 1. 6 Variation de la résistance en compression de 1’argilite en fonction du degré de saturation : (a) essais
uniaxiaux ; (b) essais triaxiaux (Pc=10MPa) (Andra, 2005)

Une tendance similaire d’augmentation de la résistance avec le séchage a aussi obtenue dans d’autres
travaux (Okajima et al., 1980 ; Popovics, 1986 ; Dantec et Terme,1996), bien que des évolutions

différentes aient pu é&tre notées par (Pihlajavaara, 1974) et (Torrenti,1987). L’augmentation de la
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résistance est généralement attribuée a la mise en précontrainte du squelette solide par la pression de
capillaire, et par I’existence de gradients hydriques qui mettent les surfaces externes d’éprouvette en
traction et le coeur en compression. Cependant 1’initiation et la propagation des microfissures
observées au cours du séchage conduit lors des processus de resaturation a une diminution de la

résistance du matériau.
Traction

Concernant I’influence de la dessiccation sur la résistance en traction, des résultats contradictoires sont
obtenus. Pour des essais en traction directe, une diminution de la résistance suivie d’une augmentation
est mise en évidence par Walker (1957), alors que la tendance contraire est observée dans le travail de
(Brooks, 1977). L’effet compétitif de la fissuration et de la mise en précontrainte du matériau pourrait

expliquer ces variations.

Selon les données des essais en traction par fendage réalisés par Rougelot (2008), I’influence de la
saturation du matériau sur la résistance en traction par fendage dépend du type de matériaux. Il est
observé que, le séchage tend a augmenter la résistance des mortiers, et a diminuer celles des pates de
ciment, principalement lorsque [’éprouvette passe d’un état de saturation a un état de saturation
partielle obtenue par conservation jusqu’a équilibre hydrique & une humidité relative de 85%. Cette

différence est attribuée a une morphologie différente de la fissuration induite dans les matériaux.

1.3.2.2 Evolution du module d’élasticité

D’autres recherches sont également effectuées sur I’évolution du module élastique au cours du séchage
(Okajima et al., 1980 ; Torrenti, 1978 ; Dantec et Terme, 1996). Selon les essais réalisés par (Yurtdas
2003) sur les mortiers, il est montré que le module d’Young reste presque constant dans la plage
d’humidité relative élevé, et diminue avec la décroissance de cette humidité relative, comme cela peut

étre observé dans la Figure 1. 7.

40000 - Module d'Young(MPa)
=40 o Ara
[AY
35000 - & 4 A N
A
L
30000 +
25000 + | o essais uniaxiauxen compression
A essais triaxiauxs en compression
20000 +
Dégré de saturation(%)
15000 1 1 | | 1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

Figure 1. 7 Evolution du module d’Young en fonction du degré de saturation (Yurtdas, 2003)
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Cette évolution peut étre considérée comme un résultat de deux mécanismes compétitifs : 1’effet du
confinement induit par la pression capillaire et le gradient hydrique, et la dégradation des propriétés

mécaniques qui est liée a I’initiation et a la propagation des microfissures.

1.3.3 Contenu principal de I’étude

En se basant sur les évidences expérimentales et I’analyse présentée ci-dessus, dans le chapitre 2, un
modele élastoplastique couplé a I’endommagement sera formulé dans le cadre thermodynamique.

L’étude va se concentrer principalement sur deux problémes :

» Les différents critéres de rupture des matériaux semi-fragiles sous contraintes de compression et

de traction.

» Une modélisation de I’influence de la dessiccation sur les comportements mécaniques des

matériaux poreux.

1.4 Modélisation hydromécanique des matériaux anisotropes

1.4.1 Caractéres mécaniques des matériaux anisotropes

De nombreuses études expérimentales ont été menées afin d’étudier le comportement mécanique des
géomatériaux anisotropes, notamment des roches sédimentaires. Les premicres études expérimentales
sur ces matériaux sont réalisées par (Muiller, 1930 ; Lepper, 1949 ;Price, 1958 ; Hobbs, 1960). Ces
études ont essentiellement confirmé 1’existence d’une anisotropie des modules ainsi que I’existence
d’une anisotropie des résistances en compression suivant ’orientation du chargement. Ces résultats
ont été¢ confirmé lors de 1’étude de différents matériaux présentant généralement une isotropie
transverse par Donath (1960, 1961, 1963, 1964 ,1972), Hoek (1964), Chenevert et Gatlin (1965), Mac
Lamore et Gray (1967), Attewell et Sandford (1974), Saint Leu et al (1978), Allirot et Boelher (1979),
Sirieys (1979), Singh et al (1988), Niandou (1994). En se basant sur les résultats obtenus, on peut faire
les remarques suivantes sur le comportement mécanique des roches anisotropes (Amadei, 1983 ;
Kwasniewski, 1993) :

» La résistance des matériaux anisotropes dépend de I’état de contraintes et de I’orientation du

chargement par rapport a la stratification, comme présenté sur la Figure 1. 8.

» La résistance maximale est atteinte le plus souvent dans la direction perpendiculaire a la
stratification, et plus rarement dans le cas d’une compression, paralléle a la stratification. Le

résistance minimale se trouve quant a elle pour les valeurs de I’angle d’inclinaison 6 comprises

entre 30° et 60° .
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o1

Figure 1. 8 Définition de ’angle © dans un essai triaxial

> Si on définit alors le coefficient d’anisotropie R par le rapport suivant :

Re = Jmax (1.1)

Omin

Ou o, représente la résistance maximale, et G;, est la résistance minimale. Il est constaté que la

valeur de R; diminue lorsque la pression de confinement augmente. Autrement dit, la pression de
confinement permet de diminuer I’influence de la structure sur les mécanismes de rupture.

Pour une orientation donnée, I’influence de la pression de confinement sur la résistance devient plus

importante avec I’augmentation de 0 . Généralement, il est constaté une augmentation plus importante

L. . . . 0
de la résistance avec la pression de confinement pour 1’orientation 0 = 90" .

1.4.2 Résumé de I’étude expérimentale sur I’argilite de Tournemire

Dans cette partie, nous présentons les principaux résultats d’essais réalisés par Niandou (1994) sur
I’argilite de Tournemire. Les données expérimentales présentées ici mettent en évidence les
influences de I’anisotropie sur le comportement mécanique du matériau. Ces résultats serviront en

outre a vérifier la capacité de prédiction des modéles anisotropes qui seront proposés dans les chapitres

suivants.

Tableau 3. 1 Composition de 1’argilite Tournemire
Composants Proportion volumique (%)
Minéraux 55%
Quartz 19%
Calcite 15%

1.4.2.1 Essais réalisés et principes des mesures

Les essais effectué par Niandou (1994) ont été réalisé sur deux types d’éprouvettes : des éprouvettes
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cubiques (5x5x5cm?) et cylindriques ($3.7 x 7.4cm’).

Les éprouvettes cubiques sont utilisées essentiellement pour mesurer la compressibilité du matériau.
Les éprouvette cylindrique ont été utilisé lors des essais de compression uniaxiale et triaxiale et ce

pour étudier le comportements mécaniques de 1’argilite sous efforts de compression.

1.4.2.2 Essais de compressibilité hydrostatique

Les essais de compressibilité ont été réalisés sur des échantillons cubique de 5x5x 5em’. Les
déformations dans les trois directions du repére de structure sont mesurées pour identifier I’anisotropie

structurale. La définition du repére ainsi que la position des jauges sont présentées dans la Figure 1. 9.

S1
=
Jauge 3 (ou 3)
= —
— Jauge 2 (ou 2') S3

Jauge 1 (ou 1)
SZ
Figure 1. 9 Définition des axes de structure, et position des jauges d’extensométrie sur un échantillon cubique

60 - Jauges 2,2
Jauges 3,3'

Jauges 1,1

Pression Isotrope (MPa)

Déformations(E-6)

0 5000 10000 15000 20000

Figure 1. 10 Comparaison des déformations dans les trois directions du repére structural (Niandou, 1994)

Au cours des essais, deux cycles de chargement- déchargement complets ont été effectués. La pression
maximum de compression isotrope appliquée est de S50MPa. Les déformations dans les directions
principales sont présentées dans la Figure 1. 10. On peut constater une déformation homogeéne de

I’argilite. De plus, on constate une compressibilité accrue de 1’argilte dans la direction perpendiculaire
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au plan de stratification (direction S, jauge 1-17). En ce qui concerne les deux autres directions (jauge

2-2’ et 3-3” directions S, et S,), la différence de réponse peut étre considéré comme négligeable. I

apparait donc raisonnable de considérer 1’argilite comme un matériau isotrope transverse. La direction

principale de I’anisotropie est la direction S, , et le comportement mécanique dans le plan de la

1>

stratification peut étre considéré comme isotrope.

1.4.2.3 Essais triaxiaux

Comme indiqué précédemment, les essais triaxiaux ont été principalement effectués sur des
éprouvettes cylindrique (I’essai est dit triaxial de révolution). Au cours des essais expérimentaux,
I’échantillon est placé dans une cellule remplie d’huile hydraulique qui transmet la pression de
confinement. L’ensemble est mis sous une presse hydraulique qui produit la contrainte déviatorique
par I’intermédiaire d’un piston traversant le chapeau supérieur de la cellule. Afin d’étudier les
influences de 1’anisotropie sur le comportements mécaniques, les essais triaxiaux sont effectués sur

des éprouvettes présentant des orientations diverses par rapport au plan de stratification (cf. Figure 1.

11). Les orientations testées sont de ® = 0°,15°,30°,45°,60°,70°,75°,90°.

++I+3I

%

v

++++++5/{1

tearaftasd

/

FrEtt

Figure 1. 11 Définition de I’essai triaxial

Au cours des essais triaxiaux, les déformations axiale et latérale sont mesurées en fonction de la

contrainte déviatorique. Les courbes contrainte- déformation sous la pression confinement de 30MPa

pour 0= 0° sont présentées dans la Figure 1. 12. Ces essais montrent 1’existence de déformations
irréversibles importantes. Les modules sécants évoluant peu au cours de 1’essai, on peut considérer que
la dégradation des propriétés élastiques est négligeable. De ce point de vue, le comportement
mécanique de ce matériau est essenticllement contr6lé par la déformation plastique. Cependant, le fait
de négliger tout endommagement entraine une restriction quant a I’étude du comportement post pic a

la suite d’une propagation de microfissures.
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Figure 1. 12 Courbe contrainte- déformation, orientation 0=0° , pression de confinement 30MPa (Niandou,

1994)
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Figure 1. 13 Résultats représentatifs des essais triaxiaux sur 1’argilite de Tournemire, courbes contrainte

déviatorique- déformation axiale (LVDT) en fonction de la pression de confinement (Niandou, 1994)
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Sur les courbes de contrainte déviatorique -déformations présentées sur la Figure 1. 13, on peut
observer une transition fragile - ductile avec I’augmentation de la pression de confinement. Sous les
pressions de confinement élevées, la relation contrainte- déformation devient fortement non linéaire et

irréversible.

1.4.2.4 Evolution des propriétés mécaniques

Les résultats expérimentaux montrent que les propriétés élastiques de 1’argilite sont influencées par la

pression de confinement, surtout pour le module de déformation élastique E; comme présenté sur la
Figure 1. 14. Par contre, I’influence de la pression de confinement sur E, semble négligeable, et une

valeur moyenne est considérée.

16000
12000
8000
4000 -
Pression de confinement (MPa)
0 I I I ]
0 10 20 30 40 50 60

Figure 1. 14 Evolution de E; en fonction de la pression de confinement

La Figure 1. 15 montre la variation de la résistance en fonction de I’orientation des échantillons pour
différentes pressions de confinement. On peut constater la forte dépendance de la résistance avec

I’orientation de chargement, les résistances les plus importantes étant obtenues pour les orientations
0=0° ou ©=90°. Les résistances les plus faibles sont quant a elles obtenues pour les orientations

entre 0=30%¢t 6 =60°.
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Figure 1. 15 Distribution de la résistance en fonction de 1’orientation des échantillons, sous différentes pressions
de confinement (Niandou, 1994)

1.4.3 Modélisation des roches anisotropes

Afin de décrire le comportement mécanique des milieux anisotropes de nombreux modéles sont
proposés. En se basant sur 1’étude synthétique réalisée par Duveau et al. (1998) on peut classer les
différents modeles suivant trois grandes familles. La premiére famille de modéles est obtenue par
extension du critére isotrope en introduisant des variations directionnelles des différents parameétres
(Mc Lamore and Gray, 1967). La seconde famille regroupe les modéles basés sur le concept du plan
de faiblesse (Jaeger, 1971). Ces modéles empiriques et physiques fournissent une interprétation directe
des propriétés anisotropes du matériau. Cependant, il est difficile d’appliquer ce type de modéle dans
les problémes pratiques complexes. Enfin, une troisiéme famille dite mathématique de modéles est
identifiée. Ces modeles mathématiques, se basent sur la théorie générale des tenseurs (Boehler et
Sawczuk, 1970; Cazacu et al., 1998). Toutefois, la formulation de ces mode¢les reste compliquée et
I’identification des paramétres est difficile. Ce type de modele n’est en fait jamais appliqué aux
problémes pratiques. Plus récemment, en se basant sur les observations de la microstructure des
matériaux anisotropes, une autre famille de modeles anisotropes a été proposée. La formulation
incorpore des paramétres scalaires anisotropes qui sont exprimés en termes de tenseur des contraintes
et de tenseur structural. Cette formulation est utilisée avec succes pour définir le critére de rupture des

roches anisotropes (Pietruszczak et Mroz, 2001).

Cette approche est également utilisée dans la formulation compléte du modele élastoplastique pour les
roches sédimentaires anisotropes (Pietruszczak et al. 1998). L’avantage principal de cette méthode se
trouve dans la rigueur mathématique, et en méme temps, dans sa facilité de mise en ccuvre dans la

pratique. Cette méthode sera présentée en détails dans le chapitre 3.

Bien que nombre d’études aient déja été réalisées, il reste cependant encore bon nombre problémes a

résoudre, citons par exemple :

> Le couplage entre la plasticité anisotrope et I’endommagement induit ;
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> Le couplage entre les anisotropies inhérente et induite ;
» Le comportement hydromécanique des matériaux anisotropes ;

Afin d’étudier ces différents problémes, deux mode¢les anisotropes et une extension vers la formulation

hydromécanique seront formulés :

» Le premier modeéle formulé dans le chapitre 3 est basé sur le concept du tenseur de fabrique.

L’accent est alors mis sur le couplage entre la plasticité anisotrope et I’endommagement induit.

»  Afin d’étudier le couplage entre 1’anisotrope inhérente et induite, un modele basé sur 1’approche
discréte est formulé dans le chapitre 4. En introduisant I’influence de I’endommagement sur
I’évolution de la plasticité pour chaque orientation, le couplage entre 1’anisotropie inhérente et

induite se trouve étre bien résolu.

»  Enfin, le comportement hydromécanique des matériaux anisotropes est étudié dans le chapitre 5.

1.5 Conclusion

Une courte synthése des études existantes tant expérimentales que numériques sur les comportements
hydromécaniques des matériaux isotropes a d’abord été présentée. En se basant sur les études
existantes, les objectifs principaux de la premiére partie sont fixés. Ces objectifs sont la formulation
d’un modg¢le unifié¢ capable de décrire les différents mécanismes de déformations observés sous de
différents chemins de contraintes, et prenant en considération ’influence de la dessiccation sur le

comportement mécanique des milieux poreux.

Le comportement mécanique des matériaux anisotropes sera ¢tudié dans la deuxiéme partie.
Essentiellement en se basant sur les résultats expérimentaux obtenus par Niandou (1994) sur I’argilite
de Tournemire deux modéles de comportement seront développés suivant deux approches distinctes.

L’extension de ces modéles dans le cas de chargement hydromécanique sera enfin réalisée.
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Partie I: Etude du comportement hydromécanique des

geomatériaux semi-fragiles isotropes
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Chapitre 2 : Modélisation du comportement hydromécanique des

géomatériaux semi-fragiles isotropes

2.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous présentons un modéle élastoplastique couplé a ’endommagement afin de
décrire le comportement hydromécanique des géomatériaux isotropes semi-fragiles. En se basant sur
les données expérimentales, dans le modele développé, la distinction entre les différents mécanismes
de déformations sous les différents chemins de chargement (essentiellement traction et compression)
sera prise en compte. De plus, le modéle prend en considération le couplage hydromécanique au cours

du processus de séchage en rendant compte de la microfissuration engendré par ce chemin hydrique.

La formulation générale du modéele est réalisée dans le cadre de la thermodynamique le milieu étant
supposé en tout instant continu (I’étude porte donc sur le comportement d’un milieu homogéne
isotrope continu équivalent). Suivant cette hypothése de milieu continu équivalent, le modéle est
étendu aux conditions partiellement saturées, liées au séchage, via 1’utilisation du concept de la
contrainte effective. Un accent particulier est mis sur la détermination du coefficient de la contrainte

effective.

Le modéle proposé est développé de maniére a rendre compte des principales caractéristiques du
comportement mécanique des matériaux semi-fragiles représentatifs tels que ’argilite et le mortier. Le
modele rend donc compte de, la forte dépendance a la pression de confinement, la transition
fragile/ductile, la transition contractance - dilatance, le couplage entre la plasticité et
I’endommagement, I’effet du séchage. Dans un second temps, le modéle ayant été développé de
maniére a pouvoir décrire le comportement post-pic, une formulation non locale est utilisée pour

traiter du probléme de la localisation des déformations.

Les comparaisons entre les résultats numériques et les données expérimentales montrent que le modele
proposé est capable de reproduire les principaux aspects du comportement mécaniques des matériaux
semi-fragiles isotropes. En particulier, le mod¢le peut bien tenir compte des mécanismes distincts de
rupture sous différents états de contraintes, et de I’évolution du comportement mécanique au cours de

la dessiccation.

2.2 Cadre général du modéle isotrope élastoplastique couplé a I’endommagement
L’hypothese de petites transformations est d’office adoptée. Selon la théorie de la plasticité classique,
la déformation totale de peut alors étre décomposée en une partie élastique de® et une partie

plastique de” .

e=gc"+&P, de=de® +deP (2.1)
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Dans le cadre de notre modele élastoplastique couplé a I’endommagement, les variables d’état choisies
incluent le tenseur des déformations totales e, le tenseur des déformations plastiquesap , la variable

scalaire d’endommagement ® et la variable interne représentative de I’écrouissage plastique v, .

Dans cette partie, les principaux objectifs étant 1’étude des différents mécanismes de déformation sous
différents chemins de chargement hydromécanique, nous considérons par soucis de simplicité un
endommagement isotrope. On postule I’existence d’un potentiel thermodynamique qui est en fonction

des variables d’état. Dans notre étude, 1’expression suivante de 1’énergie libre est adoptée.

W= P = (6-5"):C0): (68" + P (ry) 22)

Dans cette expression, 1’énergie libre est supposée étre composée de deux parties distinctes : 1’énergie
libre élastique du matériau endommagé \ue, et I’énergie bloquée de 1’écrouissage plastique Y P (Ju,
1989 ; Hansen et al. 1993 ; Shao et al., 2006). Le tenseur d’ordre 4, C(w), représente le tenseur

d’¢lasticité du matériau endommagé. Pour les matériaux isotropes, en utilisant la notation de Hill

(Nemat-Nasser et Hori ,1993), le tenseur C(®) peut étre exprimé par :

C(o) =2u(0)K +3k(m)J (2.3)

p(®) et K(m) représentent respectivement le module de cisaillement et le module de compressibilité

du matériau endommagé. Les deux tenseurs d’ordre 4, J et K, sont définis par :

1 1
Jijii =§5ij5k|a|ijk| :E(Siksjl +8i18 k), Kijia = lijia — Jija (2.4)

La dérivation du potentiel thermodynamique nous donne 1’équation d’état :

c:a—w:C(co):(s—sp) (2.5)
og®

Ceci nous permet de déterminer la forme incrémentale de la loi de comportement (2.5):

do =C(w): (de—deP)+C'(w): (e —€°)dw (2.6)

2.2.1 Caractérisation de ’endommagement

Dans le cas d’une dissipation indépendante du temps, 1’évolution de I’endommagement est controlée

par un critére d’endommagement qui est une fonction de la force thermodynamique associée a

I’endommagement Y, . Une forme générale du critere peut étre exprimée comme suit :

f (Y, 0)=f(Y,)-o=0 (2.7)

Comme cela a été abordé dans le chapitre 1, les mécanismes de fissuration des matériaux semi-fragiles
en compression et en traction sont distincts. En compression, la fissuration est principalement liée aux
glissements qui surviennent le long des microfissures existantes. Ces glissements peuvent é&tre

considérés comme étant la déformation plastique. A contrario, trés peu, voire une absence de
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déformations plastiques, peut étre remarquée au cours des essais en traction. La rupture en traction est
donc uniquement engendrée par le développement de fissures ouvertes (ou en mode I) sous une
déformation macroscopique positive (de traction). En conséquence, pour les matériaux semi—fragiles,
le critere d’endommagement doit étre formulé selon les différents états de contraintes. Dans la
présente étude, en s’inspirant des travaux antérieurs de Mazars (1984), nous supposons que les critéres
d’endommagement en compression et en traction sont distincts. La variable d’endommagement est
alors décomposée en deux variables afin de rendre compte de la dissymétrie du comportement des
matériaux semi-fragiles (I’'une évolue sous un chargement en compression, I’autre sous un chargement
en traction). L’endommagement en compression est assumé é&tre induit par 1’évolution de la
déformation plastique, et 1’évolution de I’endommagement en traction est liée principalement a la
déformation macroscopique positive. Il est donc nécessaire d’introduire deux variables

d’endommagement pour les états de contrainte en compression et en traction, qui sont notées

respectivement m; et ;. L’effet de I’endommagement sur les propriétés mécaniques peut étre alors

décrit par la combinaison de ces deux variables :

o= (1-o4)o; + o404 (2.8)

Dans cette expression, @ représente I’effet d’endommagement. Par souci de simplicité, on I’appelle
endommagement (global) dans notre travail. o; est un coefficient relatif a I’état de contrainte défini

par:

+
o

ol

o (2.9)

ot 6" est le cone positif du tenseur des contraintes, obtenu par la décomposition spectrale. La norme

des tenseurs de contraintes est obtenue par:
‘ =2 (0i) i [o]=20i (2.10)

oj étant les contraintes principales. Le crochet <X> désigne la fonction suivante (X + |X|) /2 qui extrait

G+

les valeurs positives de x. Evidemment, 0, a une valeur comprise entre 0 (en traction pure) et 1 (en

compression pure). Les critéres d’endommagement en compression et en traction sont finalement

exprimés sous les formes suivantes :

f (Yo", o) = F(Ys")—, =0 (2.11)

(0] [0 (0]
f (Y o) = (V") - =0 (2.12)
Y et Y,® représentent respectivement la force d’endommagement en compression et en traction.
c t p p g p

2.2.2 Caractérisation de la plasticité

Dans le cadre d’une évolution plastique non visqueuse, I’incrément de la déformation plastique est
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déterminé par une surface de charge, une loi d’écrouissage plastique et un potentiel plastique.

Pour les matériaux isotropes, la surface de charge et le potentiel plastique doivent dépendre de 1’état

des contraintes &, de la variable d’¢crouissage 1, et de I’endommagement :

fp(0.Mp,®) <0 (2.13)

Qp(o,Mp,®) =0 (2.14)

La fonction de I’écrouissage plastique est obtenue par la dérivation du potentiel thermodynamique par

rapport a la variable d’¢crouissage plastiquey,, :

d
np(vp,w)zay—“; (2.15)

En retenant une régle d’écoulement plastique non associée, la loi d’écoulement et les conditions de

chargement — déchargement peuvent étre données sous la forme suivante :

Q
deP =dr,— 2.16
P oo ( )
fo(o,np,©)=0,dA, 20, f,(o,n,,0)dr, =0 (2.17)

A vpartir de la condition de cohérence plastique dfp =0, le multiplieur plastique dA, peut étre
déterminé :

8fp

—:C(w):de

0o
d, =9 (2.18)
" H(yp.o)

Ou H(y,,®) présente le module d’écrouissage plastique qui a la forme suivante :

oQ oy [drp 9Qp
Jdo Oy, 8ap' oo

of
H(yp,co):a—(::(C(oo): (2.19)

2.2.3 Couplage poromécanique en conditions partiellement saturées

Comme cela a été présenté dans le premier chapitre, le degré de saturation influe fortement sur le
comportement mécanique des matériaux poreux. Outre I’influence de la pression capillaire, différents
mécanismes peuvent étre a 1’origine de ces variations telles que la pression de disjonction et la tension
de surface. Notons que I’influence de la pression de disjonction dans un milieu poreux reste un sujet
encore tres largement ouvert. De plus cette pression de disjonction ainsi que la tension de surface
restent difficilement quantifiable. Il est donc assumé dans cette étude que les propriétés mécaniques du
milieu poreux partielle saturé ne dépendent que de la pression capillaire. Notons que cette hypothése

est largement adoptée dans la plupart des études numériques.
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En ce qui concerne la modélisation hydromécanique des matériaux poreux, de nombreuses recherches
ont déja été réalisées. Nous nous placerons ici dans le cadre d’une approche purement macroscopique.
Il vient alors que, suivant le concept des fractions volumique, le milieu poreux, constitué d’une
matrice solide et d’un réseau poreux saturé par le mélange bi-phasique, peut étre réduit a un milieu
équivalent. Ce milieu équivalent peut étre étudié via les méthodes de la mécanique du milieu continu
(I’ensemble des variables cinématiques utilisées tant pour la matrice solide que pour le mélange bi-
phasique saturant, le milieu poreux est considéré comme une moyenne des champs que 1’on pourrait
obtenir par une étude microscopique). Suivant cette hypothése, les déformations élastoplastiques du
milieu poreux, sont supposées étre directement reliées aux variations de contraintes macroscopiques
appliquées. La relation entre contrainte et déformation peut alors étre déterminées par des techniques
d’homogénéisation (Buhan et Dormieux, 1996 ; Dormieux et al., 2006), ou de maniére plus simple via

I’utilisation du concept de contrainte effective défini initialement par Terzaghi.

Suivant le concept de contrainte effective, la déformation élastique du squelette est déterminée

simplement via 1’équation constitutive suivante :

def; = Cydoy (2.20)

'
Ou doy est I'incrément de contrainte effective. Afin de pouvoir étudier le milieu poreux comme un

milieu continu équivalent, la contrainte effective est exprimée en fonction des contraintes extérieures

appliquées, de la pression interstitielle de chacun des fluides saturant.

doyg =doyg + DBy Padi (2.21)
o

Dans cette équation 3, est un facteur d’échelle reli¢ au concept de fraction volumique. Notons ici que

tous les fluides sont censés réagir de fagon isotrope en générant une pression identique dans chacune
des directions de 1’espace. Notons par ailleurs que des études micromécanique menées par De Buhan
et Dormieux (1996 ; 1999) ont confirmé que le critére de rupture d’un milieu saturé peut étre exprimé
en employant le concept des contraintes effectives. Une validation plus générale du concept de
contraintes effectives dans tout le domaine de 1’écrouissage plastique a été réalisée par Lydzba et Shao
(2002). 11 est montré que, pour les milieux poreux composés d’un matériau squelette isotrope et
homogene a 1’échelle micromécanique, si le matériau squelette vérifie le critére de von-Misés, le
principe de I’équivalence en contrainte est valable pour tout le domaine plastique et que le concept de
contraintes effectives de Terzaghi constitue le tenseur de contraintes effectives pour les déformations

plastiques.

De nombreuses études ont été réalisées pour déterminer le coefficient 3, (Bishop, 1959). L’une des

difficultés est alors de rendre compte de I’ensemble des phénoménes mécanique que 1’on peut
rencontrer suivant les chemins de chargement tel que le phénoméne d’effondrement des pores observé

dans les sols lors de chemin d’imbibition.

Afin de rendre compte de ce phénomene d’effondrement de pore, certains auteurs (Alonso et al., 1990)
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proposent d’utiliser, plutdt que le concept unique de contrainte effective, une approche multi
contrainte. C’est par exemple le cas du mod¢le dit de Barcelone (Alonso et al., 1990) qui considére la
pression capillaire comme une force thermodynamique indépendante pour 1’écoulement plastique.

D’un point de vue général, la formulation constitutive adoptée est de la forme :

def =Ciy dopf! +Cdss, j (2.22)

ou Ci?kl , do™ | C. et ds représente respectivement le tenseur des compliances élastique,

S
I’incrément de contrainte nette (dcsnet =do - pgﬁ ), le module hydrique élastique (qui relie

'incrément de deformation a la succion), et la succion (S = Py — Py, )-

Ce concept est trés répandu dans la modélisation mécanique de sols non saturés. Cependant, ce

concept de multi- contraintes, présente un certain nombre de limites. On peut citer par exemple le fait
que le terme C de la relation constitutive doit étre déterminé de fagon empirique sur la base des

résultats d’essai. De plus, on ne peut pas obtenir une formulation identique sous les conditions saturées
et non saturées pour rendre compte de ’influence de la pression liquide, la contrainte effective de

Terzaghi n’étant généralement pas vérifiée en condition saturée.

Une autre approche basée sur la thermodynamique peut étre employée pour déterminer la relation
entre les contraintes et les déformations d’un milieu poreux. C’est par exemple le cas du modele
¢lastique constitutif formulé par Coussy et al. (1991, 1995, 2004). Dans ce modéle, pour un milieu

poreux saturé par le mélange bi-phasique, 1’énergie libre du squelette prend la forme suivante :

Ws (&S1g:T) = ws (&T)+0U (S.T) (2.23)

Ou yest I’énergie libre de la matrice solide et U représente I’ensemble des énergies d’interfaces

(fluide- fluide et fluide- squelette)

Les relations thermoporoélastiques se déduisent alors de la maniére suivante :

oy
Gij—l_ﬂ:ij: s ;SS:—

Sij

oy
aTSij

_¥s

2.24
= (2.24)

5 ¢pc:

Sij

ou S représente I’entropie du systéme poreux, P, est la pression capillaire et Tj est appelée

pression de pore équivalente et est fonction de la pression du fluide du degré de saturation et de

1’énergie des interfaces.

60U

— 2.25
. (2.25)

Tl =(Pg -3 pc)5ij -
ST

Enfin, si on considére que la saturation ne dépend que de la pression capillaire, il vient :
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ue,,T)= Jl. p.(S,T)dS (2.26)

Finalement, de maniére incrémentale :

dr=dp, = S,(Py)dp,, 5 7= [dm (2.27)

Notons que cette approche proposé par Coussy (2004) permet de rendre compte des principaux
phénomeénes physique (tel que I’effondrement des pores) rencontrés dans la plupart des matériaux non
saturés. De plus, cette approche permet d’avoir continuité de la réponse hydromécanique sous les
conditions saturées et non saturées, ce qui est évidemment un avantage pour les modélisations
numériques. Le mod¢le thermoporoélastique non linéaire proposé par Coussy (2004) est donc adoptée
par la suite. Ce mod¢le est une extension au cas des milieux non saturés du modele de Biot. En résumé,

les lois constitutives thermoporoélastiques incrémentales sont les suivantes :

dGij = (Kb —ngdSSSIJ +2Gd8|ej —deESij —30tb Kde (228)
M _ L g, +b8idet —3aldT (2.29)
pi M
b-¢
d¢ = bdgii +K—dTC — 3(X¢dT (230)

S

Ou M;; représente le tenseur des modules de Biot et b est le coefficient de Biot. Les paramétres
M;; peuvent étre déterminés a partir des propriétés des différents constituants du milieu poreux. Si on
suppose que le degré de saturation n’est relié qu’a la pression capillaire, ’ensemble de ces paramétres

peut étre déterminé (Jia, 2006).

En ce qui concerne 1’extension du concept de contrainte effective a la plasticité, le probléme de la
détermination de cette contrainte effective reste largement ouvert. Dans ce travail on fait I’hypothése
de la validité de ce concept, la contrainte effective plastique (dans le domaine d’écrouissage plastique)

prenant alors la forme suivante :

o” =o+B(S),0;)nd (2.31)
Le coefficient des contraintes effectives plastic B peut dépendre a priori de I’état de
saturation du matériau et des contraintes appliquées. La détermination de B reste encore un
probléme ouvert. Dans notre travail, une méthode pratique de détermination de [ sera

présentée dans les sections suivantes.

Courbe de sorption- désorption

Selon I’analyse ci-dessus, le comportement poroplastique du matériau partiellement saturé dépend

fortement de la courbe isotherme de sorption- désorption. Cette fonction reliant le degré de saturation
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en eau a la pression capillaire est spécifique pour chaque matériau.

En se basant sur les résultats expérimentaux et les études existantes, les fonctions suivantes sont

respectivement adoptées pour les deux matériaux qui seront étudiés dans ce chapitre :
Mortier :

En se basant sur des travaux de Lassabateres (1994), nous avons adopté 1’expression suivante dans

notre étude pour le mortier :
bC
Sig = [l +(a- Pep) } (2.32)
avec les valeurs des trois paramétres : a =2.35x 10_8, b=1.83,c=-0.58.

s
10 ~°

08 -
06 -
04 -

0.2 -
PeplMpa]

0,0 ‘ ‘ T \
0 40 80 120 160

Figure 2. 1 : Corrélation entre le degré de saturation et la pression capillaire (Mortier)

La Figure 2. 1 illustre 1’évolution du degré de saturation en fonction de la pression capillaire pour le

mortier.
Argilite:

Pour I’argilite étudiée, la courbe adoptée est de type Van Genuchten (Andra, 2005) :

a,
Sy = 'a 8 = 2842, by = 0.906 (2.33)

q- b,
aIq +(pcq/104) ‘

La Figure 2. 2 présente la courbe Sy = f( Pcp) en condition isotherme de I'argilite.
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1,0 Slq

0,6
04 -

0,2
PcplMpa]

0,0 T T T 1
0 40 80 120 160

Figure 2. 2 : Corrélation entre le degré de saturation et la pression capillaire (Argilite)

2.3 Formulation d’un modéle spécifique pour les matériaux étudiés

2.3.1 Critéres d’endommagement

Dans ce travail, a partir des résultats expérimentaux définis au chapitre 1, nous proposons,
afin de caractériser 1’évolution de I’endommagement, de définir deux fonctions de charges
distinctes 1’'une en compression et [’autre en traction. En s’inspirant du critére
d’endommagement proposé par Mazars (1984) pour les bétons, nous proposons d’adopter les

critéres sous forme exponentielle suivant :

£ =g | 1- 1 — 0, <0 (2.34)

exp| By (Y& - Y& ) |

1
eXp [ By (th —th% )}

Mg et Wy représentent respectivement les valeurs critiques des endommagements en compression et

en traction dont les cinétiques d’évolution sont contrélées par les parameétres B, et B .

ch désigne la force associée a I’endommagement en compression. Puisque, 1’évolution de
I’endommagement en compression est essentiellement liée a la déformation plastique pour les
matériaux semi-fragiles, la variable d’écrouissage y p est adoptée comme force d’endommagement en
compression :

Y& = max(y . Y¢p) (2:36)
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Y.y est le seuil d’évolution de I’endommagement en compression.

La force associée a 1’endommagement en traction Y,” est définie, a partir de I’analyse des résultats
expérimentaux, par I’expression suivante :

Y” = max(geq, Yo) (2.37)

avee

(2.38)

Dans cette expression, Eeq représente la force d’endommagement en traction. Eeq oSt décomposée en

2 ..
Z<8i> est la somme des composantes positives du tenseur des
i=l

deux parties, la premicre partie

déformations principales. Cette rend compte de I’ouverture des microfissures qui induit un incrément

2
S b
de déformation positif. La seconde partie Z g§——T permet de prendre en considération

i=1 3 kO
I’influence du gradient hydrique sur 1’évolution de I’endommagement pendant le processus de séchage.

Enfin Y, est quant a lui le seuil d’évolution de I’endommagement en traction.

2.3.2 Formes retenues pour la plasticité

Selon les données expérimentales obtenues sur les matériaux semi—fragiles, la surface de charge se
doit de tenir compte de la forte dépendance des contraintes a la rupture vis-a-vis de la pression de
confinement ainsi que de I’évolution avec cette derniére du point de transition entre contractance et
dilatance. Afin de rendre compte de ces phénomeénes, on s’inspire du modéle plastique proposé par

Pietruszczak et al. (1998). La forme suivante est proposée comme surface de charge :

fo(oijm) = G- g(@M(y ) Pa(Cs +P£)m =0 (2.39)

a

Ok R 1 o Oh
Ou p:—T,q: 3J ,\]2 Zzsijsij,sij :Gij —TSIJ

P,q sont respectivement la contrainte moyenne et la contrainte déviatorique liées au tenseur des
contraintes effectives. Le paramétre Cg représente la résistance hydrostatique en traction qui

correspond, dans le repére des contraintes principales a 1’intersection de la surface de charge avec

I’axe de la contrainte moyenne. P, est un coefficient de normalisation et une valeur de 1MPa est

adoptée.
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Le paramétre m définit la courbure de la surface. La fonction g(¢) permet de prendre en compte la

dépendance du comportement plastique a la direction du chargement dans le plan déviatorique qui est
caractérisée par I’angle de Lode ¢ . Par souci de simplicité, nous avons adopté g(¢) =1.
Deux paramétres M et M(y p) sont employés dans la surface de charge pour déterminer la forme et la

position de la surface de rupture. Ces deux paramétres, sont relatifs a 1’angle de frottement et a la
cohésion du matériau. Notons que 1’angle de frottement n’est pas constant dans un tel critére non

linéaire (M # 1), mais dépend de la contrainte moyenne. Pour le cas m =1 et g(¢) =1, la surface de
charge se réduit au critere classique de Drucker-Prager.
La fonctionm(y p) représente 1’évolution de 1I’écrouissage plastique et tient compte du radoucissement

post-pic. L’écrouissage plastique est lié¢ essentiellement au glissement le long des microfissures alors

que le radoucissement est lié au développement de la microfissuration et [’apparition de

macrofissuration. En conséquence, n(yp) doit étre une fonction croissante de la variable de

I’écrouissage plastique Yp mais aussi une fonction décroissante de 1I’endommagement @ . En

s’inspirant des travaux précédents, la fonction suivante est proposée ici :

Y
n(r ) =(1-0)| 1 + (g =g —— (2.40)
oy +y
p
oum, définit le seuil d’¢lasticité initiale et 1, représente la valeur ultime du paramétre d’écrouissage.

Le paramétre b, contrdle la vitesse de I’écrouissage plastique. La fonction (1-o) est introduite afin de

représenter le phénomeéne de radoucissement. Ici, nous supposons que le radoucissement du matériau

est entiérement contr6lé par I’évolution de I’endommagement.

La variable vy P est la distorsion plastique, dont la forme incrémentale est définie par :

2.p..P
“ dePdef p b,
V3T p _p_dgkk ) ~ <p—P0>+P0
d'yp_—xp ,de” —dSIJ —3 5”, Xp— —Po (2.41)

Dans cette expression, un coefficienty p’ fonction de la contrainte hydrostatique, est introduit afin de
tenir compte de la forte dépendance de 1’écrouissage avec la pression de confinement. Le paramétre
b, contréle cette dépendance. P, est quant a lui défini comme le seuil de cette influence, et une value

constante de IMPa est adoptée ici.

En intégrant la fonction (2.40) , nous pouvons obtenir I’expression de 1’énergie bloquée de

I’écrouissage plastique :

37

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

by +vp

2.42
b (2.42)

Y (Yp,®) =(1-0) Nyyp —(Mm —Mo)by In——

La direction d’écoulement plastique est controlée par le potentiel plastique. En considérant qu’il y a
une évolution de la transition contractance/dilatance avec I’augmentation de la contrainte déviatorique,
il convient d’utiliser une fonction non associée comme potentiel plastique. En s’inspirant de la
fonction proposée par Pietruszczak et al (1988), le potentiel plastique suivant est adoptée :

p+PC

Q=0+pc(1-m)g(@)(P+PCs) In(——=)=0 (2.43)

Le coefficient P correspond a I’intersection entre la surface décrite par le potentiel plastique et I’axe

(p+P,Cs) >0 et rend donc compte a ce titre de ’évolution du domaine de dilatance. Le coefficient

9

L est quant a lui défini par quand —=0.

g(O)(P+PCs) op

2.3.3 Identification des paramétres du modéle proposé

Dans cette section, la procédure de détermination des parametres du modéle proposé est présentée. Les

données expérimentales obtenues sur 1’argilite sont issu du rapport de 1’Andra (C. RP.ADS.04.0022).

Paramétres élastiques

Le module d’Young E et le coefficient de Poisson L peuvent étre déterminés a partir du premier
cycle de chargement — déchargement des essais de compression triaxiale, ou la partie linéaire de la
courbe déformation-contrainte si le cycle de chargement—déchargement expérimental n’est pas

disponible.

Une fois E et v déterminés, les paramétres élastiques Ky et L, peuvent étre déterminés a partir des

relations suivantes :

E E
3(1-20)" " T 21+ ) (2.44)

Kb:

Paramétres plastiques (Cg,My,»>M o> M, 0,0, 1)

Selon la surface de charge (2.39) et la loi d’écrouissage(2.40), les paramétres Cg , 1, et M définissent

la forme et la positon de la surface de rupture. Ils peuvent donc étre déterminés a partir des contraintes

a la rupture obtenues par des essais a différentes pressions de confinement.

Afin de déterminer la valeur de ces parametres, on reporte dans le plan ( p,q) (cf. Figure 2. 3) les
valeurs a rupture obtenues lors des différents essais. De part le fait que la plasticité n’intervient qu’en
compression, il n’est pas tenu compte des résultats expérimentaux obtenus en traction. Il est constaté, a
partir des résultats expérimentaux, une distribution quasi linéaire du déviateur a rupture en fonction de

la contrainte moyenne. Il vient que la valeur m =1 est la plus adapté ici. Les autres paramétres sont
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alors déterminés par simple régression linéaire (cf. Figure 2. 3).

60 - q(MPa)
40 | >
}
p(MPa)
0
-10 10 30

Figure 2. 3 Détermination des paramétres Cg , M,

Le parameétre 1, définit la surface de charge initiale. Sa valeur est donc identifi¢e a partir de la limite

de la partie linéaire de la courbe contrainte-déformation. Pour des raisons de simplicité, il est possible

de prendreny =0 ce qui revient a considérer I’inexistence d’une zone purement ¢lastique.

Le paramétre b, contrdle la cinétique de 1’écrouissage plastique. Si I’évolution de 1’endommagement

est négligée avant la rupture, a partir de la loi d’écrouissage(2.40), on obtient la relation suivante:

_pn (M—Mp) 245
[ (24

Selon les cycles de chargement-déchargement des essais expérimentaux, la déformation

plastique de chaque cycle peut étre déterminée.

R, Contrainte déviatorique
rup

Déformation axiale

Figure 2. 4 Illustration de la détermination de b1

. s R A . .
Si on considéren=——(ny, —Mg), la valeur de by peut étre déterminée en tragant la courbe
rup

d’écrouissage dans I’espace (1,7 ).
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Paramétres de I’endommagement ( @, ®gt» Bg, B, Yoo Vi)

Le paramétre m. définit la résistance résiduelle des essais triaxiaux. Il est déterminé avec la relation

suivante :

(g = 1—Fres (2.46)
Rrup

Rres et Ryyp représentent respectivement la résistance résiduelle et a la rupture.

Notons que pour la plupart des matériaux géomécaniques, avec I’augmentation de la pression de

confinement, il y a une transition fragile/ductile des comportements mécaniques. De ce point de vue,

le paramétre . est une variable fonction de la pression de confinement. En se basant sur les données
expérimentales de 1’argilite, la relation suivante est obtenue :
Wge = Ogep +(®y —0gg) exp(—a- Ppc)

(2.47)
o, =0.9;0,0=0.3;a=0.2

Ou w, présente la valeur de .. obtenue a partir des essais en compression uniaxiale.

La variation de ®; en fonction de la pression de confinement est présentée dans la Figure 2. 5.

®cc
0,8 -
06 -
04 -
o
0,2 -
Pression de confinement (MPa)
0 I I ]
0 5 10 15 20 25

Figure 2. 5 Variation de (. en fonction de la pression de confinement

Selon les données des essais en compression triaxiale avec des cycles de charges - décharges, on peut

obtenir la valeur de I’endommagement o, a partir des valeurs actuelles des propriétés €lastiques et de
la force d’endommagement en compression ch ( cho =Yp ). Ensuite, en se basant sur le critére

d’endommagement en compression, la valeur de B, peut étre déterminée.
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3 b 61'63 (MPa)
2 4
1 4
€1(E-6)
0 T T 1
0 1000 2000 3000

Figure 2. 6 Courbe contrainte — déformation en traction simple

Les paramétres du critére d’endommagement en traction (o, By et th’()) ) sont déterminés a partir des

essais expérimentaux en traction simple. Puisque les données expérimentales des essais en traction ne

sont pas disponibles, il est supposé que la résistance en traction est égale au dixiéme de la résistance
. . . . . .« e TSN AVA)
en compression uniaxiale. Pour des raisons de simplicité, nous avons considéré Y, ; = 0. Selon les

observations expérimentales (Camps, 2008), la résistance résiduelle aprés la rupture en traction est
négligeable. De ce fait, on adopte une grande valeur pour o; =0.99 . Le parametre B, peut étre

déterminé a partir de la simulation numérique. La courbe contrainte-déformation précédante est

obtenue en prenant B; = 2000 (cf. Figure 2.6).

Puisque I’endommagement en traction se développe rapidement sous 1’état de contrainte en traction en

prenant une grande valeur de B,, la rupture se produit avant d’atteindre le seuil rupture plastique.

Dans ce cas la, la résistance du matériau en traction est donc bien contrdlée principalement par
I’évolution de I’endommagement en traction. La surface de rupture réelle est présentée par la Figure 2.
7. Les points en forme de triangle sont les résultats numériques des essais uniaxiaux et triaxiaux
(Pc=5MPa et Pc=10MPa) en traction obtenus en utilisant les paramétres déterminés. Comme cela peut
étre remarqué, la surface de charge n’est plus valable a la gauche de la ligne AB qui peut étre

considérée comme la limite des états de contraintes en compression et en traction.
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Figure 2. 7 Résistance en traction et en compression

Paramétre du couplage hydromécanique 3

Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

A partir des essais réalisés sous conditions partiellement saturées, la procédure suivante est proposée

afin de déterminer la valeur de 3 en fonction du degré de saturation.

La surface de charge sous conditions saturées est d’abord déterminée. Ensuite, pour un degré de

saturation donné, la résistance en compression est mesurée et comparée avec celle du matériau saturé.

La différence nous permet de déterminer la valeur de S, Pep - Puisque la valeur Peq peut étre

déterminée a partir de la courbe sorption-désorption, la valeur de 3 correspondante peut étre obtenue.

Cette procédure est explicitée sur la Figure 2. 8.

© 2011 Tous droits réservés.

)

b q

surface de charge des maté
riauxnon saturées

saturées

surface de charge des matériaux

BSiPcq

Figure 2. 8 Tllustration de la détermination de 3
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En utilisant cette procédure pour des données expérimentales obtenues sous différentes pressions de

confinement, ’influence de la pression de confinement sur 3 peut aussi étre déterminée. Pour

I’argilite étudiée ici, seules des données expérimentales sous deux pressions de confinement sont
disponibles ( PC=0MPa et Pc=10MPa ), il semble donc difficile d’obtenir une formulation
générale pour décrire 1’effet de la pression de confinement. Les relations suivantes sont obtenues
respectivement pour les deux pressions de confinement, et les comparaisons avec les données
expérimentales sont présentées sur la Figure 2. 9.

B =(1-a) exp(Bb(S, ~ 1)) +2q

ay=0.2b=6, for p. =0MPa (2.48)

ay =0.05, b=8, for p, =10MPa

1 - B
0,8 + a0=0.2 b=6 (OMPa)
a0=0.05 b=8 (10MPa)
06 A Experimental results (OMpa)
A o Experimental results (10Mpa)
04 +
m]
02 -
A
0 T T T T 1
0 0,2 04 0,6 08 1

Figure 2. 9 Variation de 3 en fonction de degré de saturation

En résumé, les valeurs représentatives des paramétres pour 1’argilite sont résumées dans le Tableau 2.
1.

Tableau 2. 1 Paramétres représentatifs pour 1’ Argilite

Paramétres élastiques Paramétres plastiques Paramétres d’endommagement
E, =5500MPa C, =19 o =0.99
v, =0.17 m=1 B, =400

b, =3.0E-5 B, =2000

17,=0.0 Yo =0

n,=1.12 Y5 =0

b,=1.0

M, =15
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2.3.4 Intégration locale du modéle

Dans cette section, on présente le schéma d’intégration locale du modeéle dans un code de calcul par
¢léments finis. Le code THMPASA est développé au Laboratoire de Mécanique de Lille afin de
résoudre des problémes de couplage thermohydromécanique et chimique de matériaux poreux saturés
et partiellement saturés. Dans le code, I’incrément de déformation est appliqué a chaque point de
Gauss. Les incréments de déformation plastique, de contrainte, d’endommagement sont obtenus en

utilisant les formulations proposées du modéle.
La procédure de calcul de la k-iéme itération est donnée ci-dessous :

Avant la k-iéme itération, les variables Gk_l,8k_1,ap(k_l),cok_l,oalé_l,co{( _l,ylf)_l sont connues a
partir de D’itération précédente, et 1’incrément de déformation deX est donné. La procédure est
composée de la prédiction élastique, la correction par I’endommagement et la correction par la
plasticité. En ce qui concerne la résolution du comportement thermoporoélastique, on pourra se référer
a la thése de Jia (Jia, 2006), nous ne présentons par la suite que I’implémentation locale du modele

¢élasto-plastique endommageable développé.
1) Prédiction élastique

Afin de déterminer I’incrément de déformation plastique, une prédiction triviale en élasticité est
nécessaire. En utilisant la matrice d’¢élasticité, et supposant que la réponse du matériau est dans le

domaine élastique, I’incrément de contrainte peut étre obtenu par la relation :
do® = C(0" ™) : deX —bdn*s 30, KpdT (2.49)

&% ="+ do" (2.50)

Avant de vérifier le comportement du matériau dans le domaine plastique, il convient d’abord

d’obtenir le tenseur des contraintes plastiques effectives & pl.k

oP K =55 +B(S))nd 2.51)

avec I’expression suivante:

2) Prédiction de I’incrément d’endommagement

A partir de I’état de déformation a I’incrément précédent et I’incrément de déformation prescrit, la

déformation totale actuelle peut étre obtenue :

e =1+ dek (2.52)
Ensuite, le tenseur des déformations principales €;; peut étre calculé. En utilisant les équations (2.37)
et (2.38), la nouvelle valeur de la force associée a 1’endommagement en traction th’k peut étre

déterminée. Avec cette valeur, on vérifie le critére d’endommagement en traction (2.35). Si ftw >0,

c'est-a-dire si ’endommagement évolue, la valeur actuelle d’endommagement en traction est calculée

comme suit :
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of =g |1- ! (2.53)

exp| By (Y -Y) |

En considérant que I’incrément de la variable d’écrouissage dyp n’est pas encore connu, la valeur

d’écrouissage de la (K —1) -iéme itération ylg_l est utilisée afin de calculer la valeur actuelle de

I’endommagement en compression. Selon une procédure de calcul identique a celle définie ci-dessus

pour I’endommagement en traction, le critére d’endommagement en compression est d’abord vérifié.
Si fcw >((2.34), la valeur actuelle de I’endommagement en compression est obtenue par 1’expression

suivante :

of =0 | 1- 1 (2.54)

exXp [ Be (ch’k - cC,OO ):|

A partir du tenseur de contraintes actuelles o , on calcul le tenseur de contraintes principales Gﬁ .
L’endommagement actuel peut alors étre déterminé a partir de la relation (2.9) :

X =(1—0ck)03|é +0chol( (2.55)
3) Correction par la plasticité
Une fois que le tenseur de contraintes effectives et I’endommagement déterminés, on peut vérifier le
critére de la plasticité f (o pl’k,ylé_l,(ok). Si f(o pl’k,ylé_l,cok) >0, une correction plastique doit
étre effectuée pour rendre 1’état de contrainte plastiquement admissible.
Le multiplicateur plastique dkp est déterminé a partir de I’équation (2.18). Puis, I’incrément des

déformations plastiques peut étre obtenu par 1’équation (2.16). Les valeurs des déformations plastiques

£PX et 1a variable de la loi d’écrouissage ylé sont alors mises a jour grace aux relations suivantes :
gk = gPkl gghk (2.56)
k k-1 k
Yo =Yp +dvp (2.57)

Enfin, les valeurs des contraintes sont mises a jour :

o =6 —C(w"): dePX (2.58)
Le schéma d’intégration du modéle est présenté sur le Tableau 2. 2.
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Prédiction élastique

Gk—l’gk—l’ap(k—l)’mk—l’wlé—l’mr—l’ylé—l
1
v‘
Impose de¥

65 =" + do*

Pk = 6% +B(S)nd

Correction de la plasticité

1
1
1
) |
oul non '
1
A 1
k k !
o :(Dct(l—exp[—Bt (Yt‘”" —Y[fjo)}) (’){{ — ! !
1
if of <of ! of «of i
1
\ :
1
f&>0 !
oui non i
1
k k
0 =0 (l—exp[—Bc (Yc“” _Yc(fo)}) ) » i
ANESONE '
if colé <0)IC(_1,(»IC( ewlé_l ¢ ¢ '
> |
|
1
kK _ Ky, .k Kk !
o =-o;)o; +o, o, |
\SIIIIIIIIIIIIIoIoIIITIITIIIIIIILgoIoITIITIoooIoIoIoroooooorooooooone
non !
1
1
1
|
l oui !
1
Calculer di, et deP* & partir de (2.18) et i
v !
l o“ =6 i
mis a jour des variable y‘;,sp’k , et les :
1
contraintes o* =& —C(a*): deP¥ |
1
P |
4§ 1
e e e e e e e e e e e e e e e e e e e e e e e - = — _‘r _______________________________________
w
- non

v oul

Fin du calcul de la k-ieme intéeration

Tableau 2. 2 Algorithme d’intégration locale du modele
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2.4 Simulations numériques des essais triaxiaux

Afin de vérifier la performance du modéle proposé, des simulations numériques sont réalisées et
comparées avec les données expérimentales obtenues lors des essais effectués sur 1’argilite et un
mortier.

2.4.1 Equation des champs

Dans cette section, nous présentons succinctement les équations générales qui gouvernent le couplage

hydromécanique des milieux poreux partiellement saturés considérés dans ce travail.

Le milieu poreux est supposé étre saturé par une phase liquide (indice 1q) et un mélange gazeux (indice
gz). Le mélange gazeux est formé d’air sec et de vapeur d’eau. Ces deux gaz (air sec et vapeur) sont
supposés étre des gaz parfaits. Le modele général est donc un modéle de transfert biphasique (eau — air

sec). Dans ce mod¢le sont pris en compte les phénoménes suivants :
» L’advection de I’eau liquide ;

» L’advection du mélange gazeux (vapeur et air sec) ;

» Ladiffusion dans le mélange gazeux de la vapeur d’eau.

On négligera dans ce modele I’influence de 1’air dissous dans I’eau. Les équations de champs sont

alors les suivantes :

L’advection de I’eau liquide et du mélange gazeux

L’advection de I’eau liquide et du mélange gazeux dans le milieu poreux est représentée par la loi de
Darcy généralisée qui s’exprime sous la forme suivante :

B K () -y +pi6) (2.59)
Pi MY

ou K est la perméabilité intrinséque du milieu poreux. kir (Sj) représente la perméabilités relative au
liquide ou au gaz i(i =10, 9z) et dépend de la saturation,. p; et p; sont respectivement la viscosité
dynamique et la masse volumique de 1’espéce i..

La diffusion dans le mélange gazeux de la vapeur d’eau

La diffusion dans le mélange gazeux de la vapeur d’eau s’exprime grace a la loi de Fick :

Wy W,
_Yp _Tda _ ~FcVCyp.Cyp = pvp/pgz (2.60)
Pvwp  Pda

Le paramétre F_ est le coefficient de Fick, qui est a priori fonction de la porosité, de la pression de

gaz, de la température, de la saturation en eau, et Cvp est la concentration de vapeur dans le mélange

gazeux.
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Changement de phase

L’eau et sa vapeur sont supposées &tre en équilibre thermodynamique. Cet équilibre est exprimé par la

loi de Clapeyron :

LM
d(Log pyy )= RTVZp dT (2.61)

Ou py, est la pression partielle de vapeur, Mvp est la masse molaire de la vapeur et L est la chaleur
latente de vaporisation.

La conservation de la masse :

Les équations de conservation de la masse fluide sont exprimées pour chacune des deux
especes chimiques en présence a savoir 1’eau et I’air sec. Les équations de conservation de la
masse s’expriment alors sous la forme suivante :

Pour I’eau :

My, +M,, = —div(m, +m,) (2.62)

Pour ’air sec

my, = —div(m,,) (2.63)

La loi de Fourier

Enfin, la loi de conduction thermique est supposée régie par la loi de Fourier :
gr = —AVT (2.64)

A est la conductivité thermique du milieu poreux, et gp le vecteur flux de chaleur. 7T est la
température absolue.

Perméabilité relative au liquide

Comme nous avons indiqué, la cinétique hydrique dépend de la variation de la perméabilité au liquide
en fonction du degré de saturation. Sans avoir procédé a de nouvelles expérimentations, nous avons

adopté les lois de perméabilité relative existantes dans la littérature.

L’expression suivante est utilisée pour le mortier (Lassabatéres, 1994):

kify = Vsl (1= (1=s1"")")? (2.65)

avec r=04.

La perméabilité relative a 1’eau pour I’argilite MHM est donnée par la relation suivante (Andra, 2005):

Kyt 1

= ,a=35b=1.5 2.66
I @-S)" (260

48

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

2.4.2 Simulations numériques sur ’argilite

Les Figure 2. 10 a la Figure 2. 12 montrent les comparaisons entre les résultats numériques et les
données expérimentales pour I’argilite. Comme cela peut étre observé, une bonne concordance peut
étre constatée. Les comportements mécaniques principaux sont bien reproduits par le modéle proposé,
incluant I’écrouissage plastique, et le radoucissement post pic de contrainte induit par 1’évolution de
I’endommagement. En considérant que les données expérimentales sont utilisées dans la détermination
des parameétres, ces résultats peuvent seulement étre considérés comme une validation de la procédure

de la détermination des parametres.

30 4
ol-03 (MPa)
3
[0) @) )
(o)
Pc=0MPa
10

€3 (E-6)

o T T T

e1(E-6)

-5,00E+03 0,00E+00 5,00E+03 1,00E+04 1,50E+04 2,00E+04

Figure 2. 10 Comparaison entres les résultats numériques et expérimentaux pour des essais en compression

uniaxiale

o1-63 (MPa)

30,

Pc=2MPa

10

1(E-6)

-2,00E+04 0,00E+00 2,00E+04 4,00E+04

£3 (E6) R

r Ao

Figure 2. 11 Comparaison entres les résultats numériques et expérimentaux pour des essais triaxiaux (Pc=2MPa)
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o1-63 (MPa)

Pc=10MPa
15
€3 (E-6) ¢1(E-6)
‘ 0 ‘ ‘
-2,00E+04 0,00E+00 2,00E+04 4,00E+04

Figure 2. 12 Comparaison entres les résultats numériques et expérimentaux pour des essais triaxiaux (Pc=10MPa)

Dans la Figure 2. 13, les variations de la contrainte déviatorique en fonction du déplacement axial
(LVDT) sont présentées. Il peut étre constaté que le radoucissement post le pic de la contrainte est
devenu moins important avec 1’augmentation de la pression de confinement. Les comparaisons entre
les résultats numériques et expérimentaux montre que la dépendance des résistances au pic et

résiduelle a la pression de confinement peut étre convenablement reproduite par le modéle proposé.

45 - o1-03 (MPa)

30 4 Pc=10MPa

Pc=2MPa
15

Pc=0MPa ,
Déplacement(mm)

0 T T T T T 1
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

Figure 2. 13 Comparaison des courbes contrainte — déplacement entre les résultats numériques et expérimentaux

En utilisant la relation(2.48), les résultats des simulations des essais sous conditions partiellement
saturées sont présentés dans la Figure 2. 14. Sur cette figure, on peut constater une bonne concordance

entre les données expérimentales et les résultats numériques. L’augmentation de la résistance avec la
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diminution du degré de saturation est bien reproduite par le modele proposé. De méme le raidissement

du matériau au cours du processus de dessiccation, est bien simulé.

ol1-63 (MPa)

40 -

SI=31.5%

SI=61.4%

SI=72.5%

&3 (E-6) &1(E-6)

O

[ T T T 1

-20000  -10000 0 10000 20000 30000

(a)

o1-63 (MPa)

SI=31.5%

S1=61.4%

SI=72.5%

&3 (E-6)

-20000 -10000 0 10000 20000 30000

&1(E-6)

(b)

Figure 2. 14 Simulations des essais de compression uniaxiaux (a) et triaxiaux Pc=10MPa (b) avec différents

degrés de saturation en eau

Finalement, les résultats numériques issus du modéle confrontés aux résultats expérimentaux
permettent de vérifier que, selon le processus de détermination des parameétres, le modele proposé est
capable de reproduire le comportement de 1’argilite sous divers chemin de chargement hydro-

mécanique.
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2.4.3 Simulation des essais uniaxiaux et triaxiaux sur un mortier de béton

Selon la méme procédure de détermination des parametres présentée précédemment, les valeurs
représentatives du modéle déterminé a partir des essais réalisé sur un mortier de béton par Yurtdas

(2003) sont résumées dans le Tableau 2. 3.

Tableau 2. 3 Valeurs représentatives du mortier

Catégorie Valeurs des paramétres

Paramétres élastiques E =36400MPa, v=0.19

Parametres plastiques C,=19.0, m=1, 1y=0.0, n,=1.42,b,=3.0x107, u,=1.5, by=1
Parametre Y0 =0.0, B, =300.0, o, =0.2, wy=0.99, B;=2500, Y, =0.0

d’endommagement

La surface de charge est présentée dans la Figure 2. 15.

100 -

80
60 -
40

//,/26/ o(MPa)

L L0 I ]

-15 -5 5 15 25 35 45 55

Figure 2. 15 Surface de charge

Les relations suivantes des valeurs de B en fonction du degré de saturation en eau ( S;) sont obtenues :

B=(1~-a9)exp(b(S ~1)+2ay
ay=0.2, b=14, for p, =0MPa (2.67)
a, =0.25, b=14, for p, =15MPa

L’évolution de B est présentée sur la Figure 2. 16.
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1 -
P a0=0.25 b=14(15MPa)
08 a0=0.2 b=14(0MPa)
o Données expérimentales(10MPa)
0,6 - A Données expérimentales (OMpa)
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S
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Figure 2. 16 Evolution du coefficient de contrainte effective plastique $ en fonction de la saturation, sous

différentes pressions de confinement

En utilisant les paramétres spécifiés précédemment, les simulations des essais uniaxiaux et triaxiaux

sont réalisées.

- -120 -120
G11-633 [MPa] G11-633 [MPa]
+-100 -100
L -80 a
(AAﬂ
€11[E-6]
: _&33[E- A e11[E-6]
2000 0 -2000 -4000 v
10000 0 -10000 -20000

Figure 2. 17 Comparaison entre les données expérimentales et les résultats numériques des essais uniaxiaux (a)

et triaxiaux (b, o3 =15MPa ) en compression

Les comparaisons entre les données expérimentales et les résultats numériques sont présentées sur la
Figure 2. 17. Encore une fois, une trés bonne concordance entre les résultats issus du modéle et les

résultats expérimentaux peut étre constatée.
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Figure 2. 18 Réponse schématique reproduite par le modéle proposé des essais en compression

Dans les données expérimentales, la phase post pic de radoucissement n’apparait pas clairement.

Aussi afin de tester le modéle avons-nous fixé arbitrairement une valeur plus grande pour

0 ( ®; =0.4). Les résultats obtenus sont présentés sur la Figure 2. 18. Comme cela peut étre

remarqué, les quatre phases de 1’évolution de ’endommagement présentées au chapitre 1 pour les
matériaux semi—fragiles sont bien reproduites. Au début, il n’y a quasiment pas d’endommagement
dans le domaine élastique. Ensuite, avec 1’apparition de I’écrouissage plastique, une augmentation
légére de I’endommagement peut étre constatée. Dans le régime post-pic, ’endommagement se

développe rapidement, et a la fin, prend une valeur constante qui contréle la résistance résiduelle.

Le résultat numérique d’un essai en traction est présent¢ dans la Figure 2. 19. Les données
expérimentales étant indisponibles la résistance en traction est supposée étre 10 fois plus faible qu’en

compression. Une valeur de contrainte résiduelle arbitraire tres faible a été choisie.

8 - 011703 [MPa]

6 -
4
2
e1[E-6]
0 T T T T 1
0 500 1000 1500 2000 2500

Figure 2. 19 Courbe contrainte- déformation d’un essai de traction
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Figure 2. 20 Réponse schématique en traction par le modele proposé

Contrairement a la compression, en traction, on peut constater que 1’endommagement évolue
rapidement jusqu’au pic de rupture alors que dans le méme temps la plasticité reste trés faible. Cette
derniére évolue essentiellement dans la phase adoucissante. Ce résultat est en accord avec les
observations expérimentales, la rupture en traction étant dans les matériaux semi-fragiles

principalement induite par 1’évolution de I’endommagement en traction.

2.4.4 Etude paramétrique

Dans cette section, nous allons étudier I’influence de certains paramétres sur la réponse mécanique du
matériau, notamment ceux qui contrdlent I’évolution de la déformation plastique et de

I’endommagement.

2.4.4.1 Paramétres plastiques

Influence de by

Le paramétre by controle la cinétique de I’écrouissage plastique. Selon I’équation (2.40), la cinétique
de I’écrouissage est d’autant plus rapide que la valeur de b, est petite. Il vient en corollaire que, au

plus b, est grand, au plus de déformations plastiques seront générées avant la rupture du matériau. En

conséquence, I’évolution de I’endommagement étant liée essentiellement a la déformation plastique

totale, 1’endommagement deviendra d’autant plus important que b, est grand ce qui entraine une

diminution de la résistance (cf. Figure 2. 21).
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Figure 2. 21 Influence de bl sur la réponse mécanique en compression simple
Influence de p,

Le paramétre p, définit le point de transition contractance/dilatance volumique plastique. Comme cle
montre sur la figure 2.22, plus p_ est grand, plus la dilatance plastique apparait tardivement. Notons

que pour le cas [, =2, le régime reste contractant (il n’y a plus d dilatance plastique).

45 . q(MPa)

Ho=2

Ev

T T T A T T 1

-0,003 -0,002 -0,001 0,000 0,001 0,002 0,003

0

Figure 2. 22 Influence de |1, sur la déformation volumique

2.4.4.2 Paramétres d’endommagement

Influence de o,

Le parametre o, définit la valeur critique de ’endommagement et est li¢ au comportement résiduel

du matériau en compression. Il vient que plus la valeur de ®. est grande plus le radoucissement est
important. Notons que I’endommagement se développe aussi avant le pic. De part 1’évolution de

I’endommagement choisie (fonction de ®, ), il vient que la valeur de . a aussi une influence sur le
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pic de résistance. En effet sur la Figure 2.

quand ®. augmente.
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23, on constate bien que la résistance du matériau diminue

0 2000

4000

6000

8000

10000

Figure 2. 23 : Influence de ®, sur la réponse mécanique en compression simple

Influence de B,

Le paramétre B contrdle la cinétique d’évolution de I’endommagement en compression. La Figure 2.

24 montres que l’augmentation de B, conduit a une vitesse plus rapide de I’évolution de

I’endommagement en compression, et a un comportement mécanique plus fragile du matériau.

50
40
30
20

10

Figure 2.

Influence de B;

10000

4 q(MPa)
Bc=100
Bc=300
| Bc=500
0 2000 4000 6000 8000
24 Influence de Bc sur la réponse mécanique en compression simple

Le paramétre B, contréle la cinétique d’évolution de I’endommagement en traction. Selon la Figure 2.
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25, on peut constater que B; a une influence importante sur la résistance en traction. Cela est di au

fait que la résistance en traction est principalement controlée par I’évolution de ’endommagement en

traction. Plus la valeur de B; est ¢élevée, plus la résistance en traction est faible.

10 - q (MPa)
Bt=1000
8 i
6 i
4 i
Bt=20Q0
Bt=3000
2 i
—£1(E-6)
O T T — T 1
0 1000 2000 3000 4000

Figure 2. 25 Influence de Bd sur la réponse mécanique en traction simple

2.5 Modélisation de la dessiccation d’un mortier sous compression

Au cours du séchage, du fait de la faible perméabilité des matériaux étudié¢, un gradient de pression
hydrique est induit. Ce gradient hydrique ainsi que la pression capillaire induite par la désaturation
engendre une modification de 1’état de contrainte interne ce qui a des répercussions sur les
déformations. L’objectif de ce paragraphe est de reproduire, suivant les conditions réelles des essais,

les résultats expérimentaux obtenus.

L’échantillon étudié est présenté dans la Figure 2.26 (a). En raison des symétries existantes du
probléme, un quart (0.06x0.01875m ) de I’échantillon est considéré dans la simulation numérique
réalisée en conditions axisymétriques. Le maillage utilisé est composé de 400 éléments quadrilatéres a

4 nceuds. Les conditions aux limites sont données dans la Figure 2.26 (b).

2.5.1 Simulation du processus de dessiccation

Afin d’étudier la capacité du modele proposé a simuler le comportement hydromécanique des
matériaux, une série des simulations du processus de séchage est d’abord réalisée. Au cours de la
simulation, une pression capillaire correspondant a une humidité relative de 45% est imposée sur le
coté latéral (AD), et la température reste constante (20°C) au cours de la simulation. Le temps de
simulation de la phase de séchage est le méme que celui utilisé pour chaque essai réel. Les parametres

hydromécaniques utilisés dans la simulation sont les suivants :

ko =1.7x10"',b=0.8 (2.68)
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Au cours de la dessiccation, on observe une propagation des microfissures. Cette propagation est
principalement induite par le gradient des pressions liquides (Yurtdas, 2003). De ce point de vue, la
perméabilité aura donc une influence importante sur le processus de la dessiccation. Afin d’étudier

cette influence, une simulation en utilisant une perméabilité plus élevée (1.7E —17 ) est aussi réalisée.

B A B Fluxnul

Ux=0 0.06m (| Hr=45%

0.12m
C ‘-----1 D Fluxnul
0.01875m
C
0.0375m Fluxnul
TTmeee-e - Uy=0
(a) (b)

Figure 2.26 Domaine géométrique étudié et conditions aux limites d’un échantillon cylindriques

2.5.1.1 Résultats de la simulation en utilisant la perméabilité réelle (1.7E —21)

Evolution du degré de saturation

L’évolution du degré de saturation au cours de la dessiccation est présentée sur la Figure 2. 27. On
peut constater que le front de désaturation pénétre progressivement a 1’intérieur de I’éprouvette en

fonction du temps. Apres 1 an, le degré de saturation devient quasiment homogene dans 1’échantillon.

1an

x(m)

0,2 T T T 1
0,000 0,005 0,010 0,015 0,020

Figure 2. 27 Variation du degré de saturation en fonction du temps a la mi-hauteur de I’échantillon

(k, =1.7e-21)

Evolution de la contrainte
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Au début du processus de séchage, en raison du retrait différentiel qui existe entre 1’extrados et
I’intrados de I’échantillon, il existe, au niveau de la surface externe de 1’échantillon, des contraintes de
traction. Dans le méme temps et afin de satisfaire 1’état d’équilibre, le cceur de I’échantillon est soumis
a des contraintes de compression. Par la suite, le front de désaturation pénétre dans 1’échantillon.
L’extrados retrouve peu a peu un équilibre hydrique. Dans le méme temps, 1’intérieur de I’échantillon
est soumis au gradient hydrique 1ié¢ a sa désaturation. Cet effet conduit a une tendance contraire a celle
observée au début du séchage : la surface de 1’échantillon est mise progressivement en compression, et
des contraintes de traction sont générées a I’intérieure de 1’échantillon. Ce mécanisme est en accord
avec les observations expérimentales de transition entre ouverture et fermeture des fissures observées

au cours du séchage.

12 - Gee(MPa)

—o— 1 jour
8 1 —>—2 jours
—— 1 mois

Figure 2. 28 Evolution de la distribution de la contrainte Gggen fonction du temps au cours du séchage

(kg =1.7e-21)

Evolution de I’endommagement

1,0 1 Endommagement
0,8

0,6

0,4

0,2

Figure 2. 29 Evolution de la distribution de I’endommagement en fonction du temps au cours du séchage
(k, =1.7e-21)
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La variation de la distribution de I’endommagement (cf. Figure 2. 29 et 2.30) met bien en évidence la
transition indiquée dans le paragraphe précédent. Sur cette figure, on peut constater que
I’endommagement se développe rapidement au début du séchage, puis, aprés une certaine période (5
mois), on assiste a une diminution de la valeur de I’endommagement en surface. Cette diminution peut
étre considérée comme étant relative a la fermeture des microfissures. En méme temps,
I’endommagement croit a I’intérieur de 1’échantillon montrant I’influence du gradient hydrique li¢ au

séchage sur la fissuration du matériau.

endo
D 60444
D 52880
- 0.45333
- 0.37773
- 0.30222
- 0.22667
D 15111
D 075556

1 jour 5 mois lan

endo
Koo
l 0.60444 :
0.52889 0.52889
- 0.45333 -0.45333
- 0.37778 - 0.37778
- 0.30222 -0.30=222
- 0.22667 - 022667
ID.15111 0.15111
0.075556 0.075556

) @

enda

Figure 2. 30 Variation de la distribution de I’endommagement au cours du processus de séchage

Etude sur la variation de la perméabilité au cours de séchage

En raison de I’ouverture et de la propagation des microfissures, au cours de la dessiccation, les
perméabilités aux gaz et aux liquides sont également affectées de manicre significative (Kermani,
1991; Mass et al.,1998 ;Skoczylas, 1999). De nombreuses études ont déja été réalisées sur ce sujet
(Picandet et al., 2001; Chen, 2005). En se basant sur 1’étude réalisée par Picandet (2001), afin de
rendre compte de la variation de la perméabilité avec I’évolution de I’endommagement du matériau,
on propose de considérer 1’expression suivante:

k(@) _ exp[a(w—wo)b} (2.69)

in
Le paramétre  peut €tre considéré comme le seuil de I'influence de I’endommagement sur la
perméabilité. Les valeurs de ces parametres sont déterminées par régression effectuée sur la courbe
expérimentale de perte en poids.

Les résultats numériques sont montrés dans la Figure 2. 31. Les valeurs des paramétres utilisées dans

la simulation sont a=0.8, b =0.5,m, =0.04.0On peut constater sur cette figure un écart entre les

résultats expérimentaux et la simulation numérique réalisé avec une perméabilité constante. Par contre,
en considérant une perméabilité évolutive avec I’endommagement, on peut constater une trés bonne
corrélation entre résultats d’essais et simulation numérique. Méme si ce résultat était attendu du fait du

choix du calage de la fonction de variation de la perméabilité, ce résultat met bien en avant 1’influence
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de la microfissuration sur la variation de la perméabilité. En effet, pour une méme variation de temps
identique, avec la perméabilité qui augmente lors de la microfissuration, le front de désaturation
pénétre plus dans 1’échantillon par rapport au cas ou une perméabilité constante. La masse d’eau dans
I’échantillon est donc plus faible dans le cas de la prise en compte de la variation de perméabilité ce
qui est en accord avec les résultats expérimentaux.

5 7| Perte en poids [%]

00

00?°

k( w)

constantk o

Temps [jours]
O T T T T T T T 1
0 50 100 150 200 250 300 350 400

Figure 2. 31 Courbes de perte en poids en utilisant une perméabilité constante ou variables

2.5.1.2 Résultats de la simulation en utilisant une valeur de perméabilité plus élevée

Les résultats de la simulation en utilisant une valeur kK, =1.0e =17 sont montrés dans les Figure 2. 32

et Figure 2. 33.

0,15 -

0,10 -

0,05 -

0,00
0,0

-0,05 A

Figure 2. 32 Evolution de la distribution de la contrainte Gggen fonction du temps au cours du séchage

(k,=1.7e-17)
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0.10 - Endommagement
—o— 1 jour
—a—1 mois
0,05 - —o— 5 mois
—o—1an
e x(m)
0,00 ‘ ‘

0,00 0,01 0,01 0,02 0,02 0,03

Figure 2. 33 Evolution de la distribution de I’endommagement en fonction du temps au cours du séchage

(kg =1.7e-17)

En raison de la perméabilité élevée, 1’équilibre hydrique est trés rapidement atteint. Le front de
désaturation se propage beaucoup plus vite dans 1’échantillon. De ce fait, le gradient hydrique
n’engendre que peut de perturbation tant sur les contraintes que sur ’endommagement. On peut tout
de méme observé aux premiers instants 1’apparition en surface de 1’échantillon de contrainte de
traction et, pour satisfaire aux conditions d’équilibre, la mise en jeu de contrainte de compression au
ceeur de I’échantillon. Par la suite, le gradient hydrique devient trés vite nul, 1’échantillon étant
totalement désaturé. Les contraintes engendrées tendent alors a revenir a sa valeur initiale. En ce qui
concerne I’endommagement, on observe uniquement un endommagement a la surface. Ces résultats
peuvent étre liés a ’influence de la courbe de sorption et en particulier a la valeur de la pression
d’entrée d’air. En effet, tant que la pression capillaire n’atteint pas un certain seuil, il n’y a pas de
diffusion dans I’échantillon. Le gradient hydrique entre 1’extrados et le cceur reste donc important et
engendre un endommagement. Par la suite, les flux de liquides se font facilement du fait de la forte

perméabilité du matériau. Le gradient hydrique devient alors nul, ’endommagement ne peut se

propager.
2.5.2 Comportement mécanique et effets de désaturation

Le but de ces calculs est la simulation d’essais triaxiaux effectués sur des échantillons soumis a des
temps de séchage différents. Les conditions d’essais sont (Yurtdas, 2003) : Séchage en étuve des
¢échantillons pendant certain nombre de jours comme ce qui est réalisée dans la section précédente, et

ensuite les échantillons sont mis sous pression uniaxiale et triaxiale en condition imposée.

Au cours des simulations numériques, le méme maillage que celui décrit dans la section précédente est
utilisé. Les conditions aux limites imposées sont celles issues de 1’essai et sont récapitulé sur la Figure
2.34.
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Hr=0.45

D DPPw

TITtertets

co & b

Figure 2. 34 Illustration des conditions aux limites

Du fait de I’existence d’une distribution non homogeéne de la pression capillaire dans 1’échantillon
dans la direction horizontale, nous avons considéré, afin de pouvoir déterminer le déviateur des
contraintes, la valeur moyenne de la contrainte axiale le long de la coupe AB comme étant

représentative de 1’état de contrainte axial dans 1’échantillon.

Sur la Figure 2. 35 et la Figure 2. 36, les résultats numériques obtenus en utilisant les valeurs de 3

déterminées précédemment, sont présentés. Une trés bonne concordance avec les données
expérimentales est obtenue. En particulier, I’évolution de la résistance avec le temps de séchage est
bien simulée. Cette évolution est conforme aux résultats escomptés, le séchage induisant une

diminution du degré de saturation.

m r -80 611-033 [MPa]
r -70

A 9 jours

o 56 jours

o 150 jours

£33[e-6]

g11[e-6]

<P

2000 1000 0 -1000  -2000 -3000 -4000 -5000

Figure 2. 35 Comparaison entre les données expérimentales et les résultats numériques du comportement

uniaxial apres différents temps de séchage
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Figure 2. 36 Comparaison entre les données expérimentales et les résultats numériques du comportement triaxial

aprés différents temps de séchage

2.6 Analyse d’une poutre de béton en flexion

Afin d’évaluer les possibilités du modéle a rendre compte du comportement des matériaux semi—
fragiles en traction, une série de simulations structurales des essais réalisés par Pihlajavaara
(Pihlajavaara, 1974) sont effectuées dans cette section. Ces sont des essais de flexion (trois points) mis
en ceuvre afin d’étudier 1’évolution de la résistance a la flexion d’un mortier pour différents degrés de

saturation.

2.6.1 Extension du modéle a une formulation non locale

En accord avec les données expérimentales, le comportement adoucissant en régime — post pic est pris
en considération dans le modéle proposé en introduisant la variable d’endommagement dans la
formulation constitutive. Cette considération est nécessaire pour étudier le processus de rupture de la
structure. A contrario, la prise en compte du radoucissement peut entrainer un probléme de localisation
des déformations. Il convient donc d’adopter une méthode de calcul appropriée par régularisation des

déformations dans la simulation structurale.

De ce point de vue, avant de commencer les calculs structuraux, 1I’extension du modele proposé a une
formulation non locale est réalisée. De nombreuse études ont été effectuées pour la localisation des
déformations dans des géomatériaux (Hill et Hutchinson, 1975 ; Vardoulakis et al., 1978 ; Rice et
Rudnicki, 1980 ; Rudnicki et Rice, 1975 ; Kolymbas, 1981 ; Raniecki et Bruhns, 1981 ; Pietruszczak
et Mroz, 1981 ; Desrues, 1984 ; Chambon, 1986, 1989 ; Desrues et Chambon, 1986 ; Ortiz et al., 1987 ;
Singh et Digby, 1989 ab; Desrues et Chambon, 1989 ; Kolymbas, 1981 ; Chambon et al., 1994 ;
Bésuelle, 1999 ; Assef, 2006). Dans notre travail, la méthode non locale proposée par Assef (Assef,
2006) est adoptée. Les fondements et la formulation de cette méthode sont discutés en détails dans la

thése de Assef (2006), nous nous bornerons a ne présenter dans ce travail que I’application de cette
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méthode a notre modéle.

L’idée principale de cette méthode consiste a remplacer une variable interne locale par sa valeur non
locale définie par sa moyenne pondérée effectuée dans un volume pris au voisinage du point considéré.
Le radoucissement du matériau étant induit par le développement de 1’endommagement dans le
modele proposé, la formulation non locale porte donc seulement sur I’évolution de I’endommagement.
La formulation des déformations élastiques et plastiques reste quant & elles dans une formulation

locale.

2.6.1.1 Formulation non locale de I’endommagement
Dans cette section, la formulation non locale est appliquée a 1’évolution de ’endommagement. Les

. .. .. . [0) . [0 .
variables choisies ici sont les forces d’endommagement en compression Y, et en traction Y; qui

controlent 1’évolution de I’endommagement. Les valeurs des forces d’endommagement non locales

sont obtenues en moyennant des valeurs locales sur un volume élémentaire représentatif V, pris

autour du point considéré. La forme de la valeur non locale de I’endommagement est définie par

I’expression suivante :

Y,

_ N, Ny -
JGMd 35 wo(¥,, %)V, (V) det(3),
H(X) ="

_ N=lg=l
\ e N

(2.70)

=)

Wg(P(yg > Xi)det(‘])g

N=1g=1

«
Il

Dans I’équation, N, est le nombre total d’¢léments, Ng présente le nombre des points de Gauss dans

un élément, Yg est le vecteur position du point d’intégration et Wg présente le coefficient de poids

associ¢ (cf. Figure 2. 37).
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Figure 2. 37 Illustration géométrique du calcul de la variable non locale
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La fonction de pondération ¢( yg ,X;) est supposée homogéne et isotrope. Elle dépend seulement de la

distance I = ||)? - )7” entre le point X et le point de réception Y . La fonction suivante est adoptée :

o(3.%) =(#ij oxp| - ZI @.71)
I2r 212

Dans cette expression, la longueur caractéristique | détermine la zone d’interaction. Ny, est le

nombre des dimensions spatiales.

2.6.1.2 Validation numérique

Comme précisé dans le chapitre précédent, le modeéle couplé élastoplastique endommageable a déja
été mis en ceuvre dans un code d’éléments finis. Ce méme modele est étendu a la formulation non
locale. Afin d’évaluer la performance du modéle non local proposé, une validation par comparaison
des résultats numérique obtenus via notre modele sous forme locale et non locale a ceux présentés par
Assef est tout d’abord réalisée. Cette simulation consiste en 1’é¢tude d’une plaque rectangulaire

soumise a la compression.

Afin de simuler la compression de la plaque, un déplacement vertical uniforme sur la face supérieure
et inférieure est imposé. La plaque a une largeur de 12cm et une hauteur de 15cm (cf. Figure 2. 38).
Une zone de faiblesse carrée de 3cm est artificiellement créée au centre da la plaque afin de fixer le
point d’amorcage de la localisation. A cette fin la valeur de I’endommagement critique en compression
est augmentée de 10%. En raison des symétries, seul un quart de la plaque est étudiée dans la

simulation. Dans la simulation, la longueur caractéristique est prise |1 =0.02m .

Y

15cm

v

2 PHONONON

) () (

A
v

12cm

Figure 2. 38 Géométrie et les conditions aux limites de la plaque rectangulaire
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Les calculs sont réalisés pour trois maillages différents qui sont respectivement composés de 20, 80 et

180 ¢léments. Les trois maillages sont illustrés sur la Figure 2. 39.

Figure 2. 39 Trois maillages différents utilisées dans les simulations

La comparaison des distributions de Eyy en utilisant les formulations locale et non locale est tout

d’abord effectuée. Sur la Figure 2. 40 et la Figure 2. 41, les distributions de la déformation verticale
dans la plaque pour les trois maillages sont présentées. Il peut étre constaté que les résultats obtenus
par le modele local sont fortement sensibles au maillage. En revanche, les résultats utilisant la
formulation non locale sont quasiment indépendants du maillage. Cette comparaison peut étre

considérée comme une premiere validation de I’approche non locale.

. Epsilon- ¥V
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0011372 0015372 '
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(a) 20 éléments (b) 80 ¢éléments (c) 180 éléments

Figure 2. 40 Distributions de la déformation axiale locale dans la plaque pour les trois maillages
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Figure 2. 41 Distributions de la déformation axiale non locale dans la plaque pour les trois maillages

La courbe contrainte-déformation axiale en un point représentatif situé sur la face supérieure de la

plaque est présentée sur les figures (cf. Figure 2. 42 et Figure 2. 43). Dans la formulation locale, les

résultats sont identiques jusqu'au pic de contrainte, mais suite a la localisation des déformations la

courbe devient instable et dépend du maillage aprés rupture. En revanche, les réponses données par la

formulation non locale sont identiques et parfaitement stables quelque soit la phase de comportement.

40 -
oy (MPa) —o— 20 éléments
—0— 80 éléments
—A— 180 éléments
.30
20
10
gy
0
0,000 -0,005 -0,010 -0,015 -0,020 -0,025 -0,030

Figure 2. 42 Courbe contrainte-déformation sur le point (3cm, 0) en utilisant le modé¢le local.
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Figure 2. 43 Courbe contrainte-déformation sur le point (3cm, 0) en utilisant le modéle non local.

2.6.2 Résultats et analyses

2.6.2.1 Présentation des essais réalisés

Les essais simulés dans un second temps sont des essais de flexion trois points effectués sur deux
mortiers soumis a la déssication par Pihlajavaara (1974). Les échantillons testés sont des éprouvettes
prismatiques de section carrée 4cmx4cm et de longueur 16¢cm. Les éprouvettes sont d’abord
conservées sous conditionnement étanche pendant 2 ans en cuve thermostatée, puis conditionnées dans
des ambiances a différentes humidités relatives pendant 3 ans. Ce procédé permet d’obtenir des états

homogénes vis-a-vis de la teneur en eau dans les différentes éprouvettes. Les essais sont ensuite

TR . \ . 0 \
réalisés immédiatement dans une salle maintenue a une température constante de 20°C et a une

humidité relative de 40% .

Au cours des essais, une force F est appliquée au milieu de la face supérieure jusqu'a rupture. La
contrainte de traction correspondant sur la face inférieure de I’éprouvette peut €tre déterminée par

I’expression suivante :

(2.72)

Ou b représente le largueur du prisme considéré.

Le comportement du mortier étant fragile, on assiste lors de 1’essai a 1’apparition de fissures qui

conduit a la propagation trés rapide d’une macrofissure. La résistance R (correspondant a F_,. )

obtenue est alors caractéristique de la résistance en traction du matériau (Chen, 2003). On peut

finalement considérer que R = Ry, représente la résistance en traction par flexion du mortier.

Les résultats expérimentaux obtenus sont présentés dans la Figure 2. 44. De part les conditions
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d’essais il est fait abstraction du processus de maturation du mortier qui pourrait advenir lors du
conditionnement et de la mise en flexion de I’éprouvette. On considére donc qu’a la fin des deux
années de conservation la maturation du mortier est intégralement obtenue. De ce fait, I’augmentation
des résistance n’est li¢ qu’aux taux de dessiccation des éprouvettes et ne peut dépendre qu’aux effets

de la pression capillaire, de la tension de surface et de la pression de disjonction..

12 7 Résistance[MPa] l
10 ~
8 |
Humidité relative
6 T T T T T T T T T 1

0 0,1 0,2 03 04 0,5 06 07 08 09 1

Figure 2. 44 Evolution de la résistance en traction par flexion en fonction du degré de saturation (Pihlajavaara,
1974)

2.6.2.2 Résultats de la simulation numérique

Les essais de flexion trois points présentés ci-dessus sont simulés en utilisant le modéle proposé. Une
simulation bidimensionnelle suivant I’hypothése de déformations planes est proposée. Le domaine
géométrique et les conditions aux limites du calcul sont présentés dans la Figure 2. 45. Etant donné
que les caractéristiques hydro-mécaniques des mortiers utilisés pour les essais par Pihlajavaara sont
indisponibles, nous avons utilisé les parametres déterminés a partir des essais de Yurtdas (2003)

(Tableau 2.3). Afin de pouvoir comparer les résultats expérimentaux aux résultats numérique la valeur

de My, a été ajusté a 1.5 par approximation de la résistance obtenue pour Hr =0.975. Enfin une

valeur constante (0.2) de B est adoptée dans la simulation.

Les conditions limites adoptées dans la simulation numérique sont fonction de I’histoire de
I’éprouvette. Dans une premicre phase, le processus de dessiccation des éprouvettes est simulé. Pour
ce faire, on applique sur les bords libres du mode¢le une pression capillaire correspondant a I’humidité
relative. Cette pression capillaire est maintenue constante durant toute la période de conditionnement
(3 ans). Dans une seconde phase, afin de rendre compte de 1’essai de flexion trois points proprement

dit, un déplacement est appliqué au point A jusqu’a obtention de la rupture.
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Figure 2. 45 Domaine géométrique et conditions aux limites pour la simulation numérique

La Figure 2. 46 présente, pour 1’éprouvette soumise a une humidité de 50%, la variation de la
distribution du degré de saturation le long de la ligne AC en fonction du temps. Du fait de la faible
perméabilité du mortier, 1’évolution du degré de saturation au cceur de 1I’éprouvette est un processus
long. La désatuation du cceur se développe progressivement. On peut constater qu’au bout de 3 ans,

I’éprouvette a une teneur en eau répartie de maniére quasi homogene.

1,0 , . A
Degré de saturation

0,9 -
0,8 - . .

—x—3 jours —o—6 mois ——1an
0.7 1 —o—2ans ——3ans

0,3 T T T T T T T 1
0,00 0,01 0,01 0,02 0,02 0,03 0,03 0,04 0,04

Figure 2. 46 : Evolution du degré de saturation en fonction du temps a mi-longueur de la poutre

L’évolution de la contrainte axiale en fonction de la hauteur et du temps de séchage au milieu de la
poutre est présentée dans la Figure 2. 47. Comme pour les simulations des éprouvettes de mortier, des

contraintes de traction liées au fort gradient hydrique apparaissent dans les premiers instants en paroi
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le coeur étant soumis a une contrainte de compression. Puis, le gradient hydrique se déplagant avec le
front de désaturation, des contraintes de traction apparaissent au coeur de 1’échantillon. Dans le méme
temps, la zone proche de la paroi n’étant plus soumise a aucun gradient hydrique, les contraintes qui
étaient de traction deviennent des contraintes de compression. Comme précédemment cette évolution
est conforme aux observations expérimentales d’ouverture et de refermeture des microfissures qui se

produit pendant le séchage.

15,0 ox{MPa) —x— 3 jours —e— 1 mois

6 mois 1an
10,0

—=m2ans —e—3ans

5,0

Figure 2. 47 Evolution de la contrainte normale G, en fonction du temps & mi-longueur de la poutre

La Figure 2. 48 présente 1’évolution de la force appliquée F , obtenue numériquement en fonction du
déplacement impos¢ du point A sur 1’axe y, pour les éprouvettes soumise a une humidité relative
Hr=20%. Le pic correspond a la rupture de 1’éprouvette en flexion. L’évolution de I’endommagement
au cours de 1’essai est représenté sur la figure 2.48. On peut constater, au seuil de linéarité (point A) un
endommagement faible et diffus dans les fibres inférieures situées a proximité de 1’axe de 1’échantillon.
Cet endommagement croit lors de la phase non linéaire (point B). Notons que 1’accroissement n’est
pas tant sur la zone endommagée mais concerne essentiellement la valeur du paramétre
d’endommagement. Cela traduit le fait de ’ouverture stable des microfissures jusqu’au point de
rupture (le point C). Puis il on observe en D une zone fortement endommagée localisée au centre de
I’échantillon. Cette zone figure 1’apparition de macrofissure. Les évolutions de la fissuration de

I’éprouvette sont donc bien restituées par le modeéle développé.

73

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

10 .  Force appliqué (KN)
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Figure 2. 48 : Relation effort-déplacement du point A : résultats de la simulation numérique pour HR=20%
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Figure 2. 49 Variation de la distribution de I’endommagement au cours du processus du séchage

Enfin, Figure 2. 50 nous comparons les résultats des résistances obtenues lors des simulations
numériques aux données expérimentales. Une trés bonne concordance est obtenue entre les résultats

numériques et les données expérimentales.

157 Résistance[MPa] ‘i
13 A
11 A

: o ‘ ¢ 0 o

] ° o
9 : o W o .
. $ Q

74 .

¢ Résultats expérimentaux
57 o Resultats numériques Humidité relative
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0 0,1 0,2 03 04 0,5 06 07 08 09 1

Figure 2. 50 Evolution de la résistance en flexion en fonction de I’humidité relative imposée
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2.7 Conclusion

En se basant sur les résultats expérimentaux, un modé¢le couplé élastoplastique endommageable est
proposé pour les matériaux semi-fragiles. Un accent est mis sur 1’étude des mécanismes de rupture
distincts sous les différents états de contraintes (traction et compression), ainsi que sur la modélisation
du comportement hydromécanique au cours de la dessiccation. Formulé dans le cadre de la
thermodynamique des milieux poreux initi¢é par Biot et Coussy, le modele est ensuite étendu aux
conditions partiellement saturées en employant le concept du tenseur des contraintes effectives
plastiques. Dans le cadre de ce modele, nous considérons donc la pression capillaire comme principal
moteur du couplage hydro-mécanique et négligeons a la fois les effets de la tension de surface et de la

pression de disjonction.

Des simulations d’essais uniaxiaux et triaxiaux effectuées, d’une part sur 1’argilite et d’autre part sur
un mortier sont effectuées. La comparaisons entre les résultats numériques et expérimentaux montre
I’aptitude du modéele développé a rendre compte des principaux mécanismes de comportement
observés sur les matériaux semi-fragiles a savoir : la reproduction des mécanismes distincts de rupture
(par développement de microfissure et/ou de déformations plastiques) ; la transition du comportement
de fragile a ductile avec 1’augmentation de pression de confinement; I’influence du degré de

saturation sur le comportement mécanique.

Enfin, une série de simulations d’essais de flexion 3 points effectués sur éprouvettes prismatiques
désaturées sont réalisées. Ces essais ont confirmé ’aptitude du modéle développé a rendre compte de
I’effet de la teneur en eau sur le comportement d’une poutre. Devant I’ensemble des résultats obtenus,
nous pouvons considérer que la plupart des mécanismes de comportement hydromécanique des
matériaux semi- fragiles peut étre reproduit via 'utilisation d’un modeéle élastoplastique couplé a

I’endommagement formulé suivant le concept de contrainte effective.
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Partie II: Etude du comportement hydromécanique des

geomateriaux semi-fragiles anisotropes
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Chapitre 3 : Modélisation du comportement plastique et
de P’endommagement des matériaux anisotropes basée sur

le concept du tenseur de fabrique

3.1 Introduction

Le chapitre précédent était consacré a la modélisation du comportement hydromécanique des
géomatériaux semi-fragiles isotropes. Si les mortiers et a 1’échelle macroscopique le béton présentent
bien un comportement isotrope, nombre de roches, du fait de leur histoire, présentent des
arrangements de grains les rendant anisotropes. Un modele anisotrope couplant plasticité et

endommagement est donc proposé dans ce chapitre pour la description de ces matériaux.

Afin de décrire ’anisotropie inhérente du matériau, un paramétre scalaire anisotrope basé sur le
concept de tenseur de fabrique est introduit. Via I’utilisation de ce paramétre, un modéle couplé
plasticité- endommagement est formulé permettant de rendre compte de 1’influence de I’orientation du

chargement sur la réponse du matériau.

Tout d’abord, nous présentons le cadre général du modéle. Celui-ci est formulé dans le cadre de la
thermodynamique des processus irréversibles. Une forme spécifique du modele permettant de rendre
compte du comportement des matériaux semi-fragiles est ensuite construite. La procédure de la
détermination des parameétres est également présentée. Finalement, en utilisant les paramétres
déterminés, les simulations des essais de compression uniaxiale et triaxiale sont effectuées. Les
résultats numériques de ces simulations sont comparés avec les données expérimentales obtenues sur
une argilite. Les comparaisons ont confirmé que le modéle proposé est capable de reproduire les

principales caractéristiques de comportement des géomatériaux anisotropes semi-fragiles.

3.2 Cadre général du modéle

3.2.1 Description de I’anisotropie inhérente

D’un point de vue général, le plupart des géomatériaux sédimentaire présente de par leur formation
une anisotropie structurale. Cette anisotropie engendre une dépendance directionnelle des
caractéristiques hydromécaniques telle que la résistance, la perméabilité, les caractéristiques

¢lastiques.....

Afin de décrire le comportement des matériaux anisotropes diverses approches ont été proposées. Une
premiére approche consiste a faire varier de facon arbitraire certains paramétres en fonction de
I’orientation du chargement par rapport aux plans de symétries du matériau (Mc Lamore et Gray,

1967 ; Jaeger, 1960). 1l est bien évident que dans ce type de modele, il n’existe pas de lien véritable
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entre les paramétres et la microstructure. Une seconde approche plus rigoureuse consiste en
I’utilisation de la théorie de représentation des fonctions tensorielles invariantes (Boelher, 1978 ;
Cazacu, 1995 et bien d’autres). Ces modéles présentent 1’avantage d’une représentation mathématique
rigoureuse mais la détermination des parametres est ardue et demande un grand nombre de résultats
expérimentaux. Enfin, plus récemment, le comportement des matériaux anisotrope a été étudi¢ via
I’utilisation du concept de tenseur de fabrique qui est en relation directe avec la microstructure du

matériau.

L’idée principale des cette méthode repose sur la description des paramétres directionnels des
matériaux au moyen d’un tenseur structural : le tenseur de fabrique. Les premiéres définitions du
tenseur de fabrique sont proposées par Kanatani (1984) qui détermine la forme de ces tenseurs
cartésiens symétriques en fonction de la base spectrale choisie. Les premicres applications ont été
limitées dans un premier temps a 1’étude du comportement élastique, le but étant de déterminer les
relations existante entre le tenseur de fabrique et le tenseur des compliances élastiques (Cowin, 1985;
Zysset, 1995 ; Yang, 2001).

Plus récemment, le concept du tenseur de fabrique a été employé dans la modélisation élastoplastique
des matériaux anisotropes par Pietruszczak et al. (1998, 2002). La formulation proposée postule
I’existence d’un paramétre scalaire exprimé en terme des invariants du tenseur des contraintes et d’un
tenseur structural. Cette formulation a été utilisée avec succeés pour décrire la rupture des roches
sédimentaires anisotropes (Pietruszczak et Mroz, 2001). Aussi nous proposons d’adopter dans ce

travail, une méthode analogue a celle développé par ces auteurs pour construire notre modele.

Considérons tout d’abord un matériau orthotrope. Afin de représenter 1’anisotropie inhérente du

matériau, en s’inspirant du travail de Pietruszczak et al. (2002), un tenseur d’ordre 2, aj décrivant la

microstructure est introduit. Si on se place dans le repére principal de la microstructure (§1, §2, §3 ) ce

tenseur est représenté uniquement par ses trois valeurs principales (a;,a,,as)

a; =aS{S}| +28,57ST +a;57S’ (3.1)

Le vecteur de contraintes opérant sur les plans normaux aux axes principaux a pour norme :

2 2 2\1/2. 2 2 2 \1/2. 2 2 2 \1/2
L :(011+012+013)/ L :(021+022+023)/ s Ls :(031+032+G33)/ (3.2)
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)

2

Figure 3. 1 Schématisation des axes de structure et du vecteur du chargement

Le vecteur unitaire spécifiant 1’orientation du chargement | est alors défini par Pietruszczak et al.
(2002) :
L

= L =4S, +L,S,; + L3S (3.3)
(Lkl—k)l/z 1°Li 292, 323,

Notons ici que L, Ly = tro?
La prise en considération de I’influence de 1’orientation du chargement est réalisée par I’introduction

d’un paramétre scalaire ¢ . Ce paramétre représente la projection du tenseur microstructural (a) sur la

direction du chargement () et vaut :

Al = tr(acz)

'J i tI'0'2

(3.4)

Notons ici que dans la plupart des problémes géotechniques, les géomatériaux sont soumis a des
contraintes in situ initiales (Ji(j) ). Les déformations plastiques sont dans ce cas générées par les

variations des contraintes par rapport a 1’état d’équilibre initial. Afin de tenir compte de 1’état initial
des contraintes in situ, les modules de tractions sont alors exprimés en fonction de 1’écart existant

entre 1’état de contrainte actuel et 1’état de contrainte initial :
~2 ~2 ~2 \1/2. =2 ~2 1/2.
L, = (611 + 612 +G13)/ ; Ly =(63;+65, + 23)/

0

3.5)
R P AN T
Ly = (53, +63, +633)"% Gjj = Cij — Oijj

Chaque tenseur d’ordre 2 symétrique peut étre décomposé en une partie sphérique et une
partie déviatorique. De ce fait le tenseur de fabrique peut étre décomposé sous la forme

suivante :
. .1
ajj =G(Aj +95) S =3 % (3.6)

Les coefficients AJ— représentent les composantes d’un tenseur symétrique de trace nulle qui décrit la

déviation spatiale de ¢(l) par rapport a la valeur moyenne¢ .

Par inversion de I’équation (3.5) on obtient :
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Aj = (35 —68;j)/S (3.7)

Le paramétre scalaire défini par I’équation (3.4) peut alors étre exprimé par la forme suivante :

¢=aylilj = o1+ Aylil;) (3.8)
Notons que le tenseur AJ- est comparable a un tenseur de fabrique tel que défini par Kanatani (1984).

Afin de mieux décrire la dépendance du comportement mécanique a 1’orientation du chargement, le
parameétre ci-dessus peut €tre étendu en une expression plus générale en utilisant des tenseurs de la

microstructure d’ordre plus élevé :

g:&.’(l_'_Aljlllj +A1-j|(||i|j|kl| +Aijk|mn|i|j|klllm|n +..... ) (39)

Comme proposé par Pietruszczak et al. (2002) et Lydzba et al. (2003), une expression simplifiée du

paramétre microstructurale peut étre obtenu en ne considérant que les produits dyadiques de A ,

i.e. Ajia =01 Aj A et Ajjiamn =02 A Ag A -soit:

€=<§[1+ A+ (Aghl, )+ (Aghl, ) +d3(/sﬁ|i|j)4} (3.10)

3.2.2 Caractérisation de la plasticité

A partir du paramétre d’anisotropie décrit ci-dessus, il est possible de déterminer les formulations de la

plasticité des matériaux anisotropes dans la condition générale du chargement.

Afin de décrire les déformations plastiques, il convient de définir une surface de charge, une loi
d’écrouissage et un potentiel plastique. Comme présenté dans le chapitre précédent, pour les matériaux

isotropes, la surface de charge ainsi que le potentiel plastique sont des fonctions convexe a valeur

scalaire contenant 1’origine fonction de ’espace des contraintes, de la variable d’écrouissage Np, du

tenseur des contraintes G et dans le cas d’un couplage plasticit¢é endommagement, de la valeur de

I’endommagement o :

f=f(o,np,0) (3.11)

Q=Qp(o,mp,®) (3.12)

Selon Hoek and Brown (1980), la surface de charge des matériaux anisotropes peut se déduire de la
surface de charge développée dans le cas de matériaux isotropes. Suivant Pietruszczak et al (2002),
on postule alors que la surface de charge pour les matériaux anisotrope s’obtient en introduisant dans

les fonctions précédentes la valeur scalaire du parameétre microstructural ¢ défini précédemment :

f=1f(o,np, 0,0 (3.13)
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Q=Q,(o,n,,®,0) (3.14)

3.2.3 Caractérisation de I’endommagement

Le chargement des géomatériaux semi-fragiles, induit communément la nucléation et la propagation
de microfissures. Il est bien connu que la fissuration se développe suivant des directions préférentielles.
Ces orientations des microfissures entralnent 1’apparition d’une nouvelle anisotropie appelée
anisotropie induite qui se superpose a ’anisotropie initiale. La prise en compte de cette nouvelle
anisotropie accroit fortement la complexité du probléme posé. De plus, dans le cadre du comportement
des argilites, les taux d’endommagement en compression restent faibles. Aussi, dans ce travail, nous
ne nous focaliserons que sur I’anisotropie initiale (ou inhérente) du matériau. L anisotropie induite par
la microfissuration est donc négligée. L’endommagement est de ce fait considéré comme isotrope

décrit par une unique variable scalaire (®).

Nous considérons que le critére d’endommagement prend la forme générale suivante :

fo(Yep @) =0—R(Y,)<0 (3.15)

Selon la théorie thermodynamique, la force associée a I’endommagement Y, peut étre décomposée en

deux parties :

5
yegyp o W Ove Np (3.16)

Y e
@ 15/ ow 0w

()

Les variables Y(g et ch représentent respectivement le taux de restitution d’énergie élastique du

matériau endommagé et le taux d’énergie bloquée par 1’écrouissage plastique.

En ce qui concerne les matériaux sédimentaires soumis a des contraintes de compression, 1’évolution
de ’endommagement est liée principalement a la propagation frottantes de microfissuration, qui est
¢galement ’origine de la déformation plastique. Par conséquent, on propose de négliger le taux de
restitution d’énergie élastique dans le critére d’endommagement. Soit la force motrice de

I’endommagement sera prise comme :

9
v, =-2e 3.17)
0w

Si de plus on postule une loi de dissipation normale, 1’évolution d’endommagement s’écrit alors :

do =%de (3.18)
oY,

3.2.4 Couplage entre la plasticité et ’endommagement

D’un point de vue mécanique, la propagation de microfissures induit une modification de
microstructure. Il s’ensuit une diminution des propriétés mécaniques du matériau. De ce fait, il parait

évident que I’endommagement a une influence sur 1’écrouissage plastique. De plus, comme ce qui a
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été¢ indiqué précédemment, pour les matériaux sédimentaires soumis a un état de compression, la
plasticité est essentiellement liée au glissement frottant le long des surfaces de microfissures fermées.
De ce point de vue, la plasticité et ’endommagement sont intimement liés et simultanément activés.
Les évolutions de ’endommagement et de la plasticité doivent donc étre déterminées en méme temps,

a partir des conditions de cohérence exprimées a la fois pour la plasticité et I’endommagement :

df :i:d()"f‘ﬂﬁd’yp-i-i@d@:o

oG aﬁﬁyp op Ow

of of  oYP G.19)
df =—2do+ dyv,=0

(O] (O] ,Y
e P oy, P

A partir du systtme d’équations précédent, le multiplicateur plastique d?\,p et incrément de

I’endommagement peuvent &tre obtenus :

ﬂ:(C(o)):ds+ ﬂ:C'(co):sevLia—n do
D = 0o oo on 0w
o=
gf:(C((o :ZQ—Sfaaynhr
c c
p Ny (3.20)
ofy oY,

ol o ﬁd@Q)d@Q)
do=-dr,—©_"P _ ; h - ° °
Py Lp

om

3.3 Formulation d’un modéle spécifique pour une roche anisotrope

3.3.1 Comportement élastique anisotrope

Dans le cas général, le comportement élastique des matériaux est représenté par un tenseur d’ordre 4
(tenseur des compliances ou des rigidités élastiques) possédant de part les conditions de symétries, 81
composantes indépendantes. Dans le cas d’un matériau isotrope, le nombre de composantes
indépendantes se réduit a deux termes, le module d’Young et le coefficient de Poisson. Avec
I’augmentation du degré d’anisotropie, le nombre de variables indépendantes augmente. Une des
études complétes du comportement élastique des matériaux anisotropes a été réalisée par Lekhnitski
(1963). En adoptant la notation de Voigt, la relation contrainte déformation élastique peut s’écrire sous

la forme matricielle suivante :

{e} =[A’]{c} (3.21)
Avec :
{S}T ={€,1,€1,,€43, 285,283,265, } (3.22)
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et
{G}T :{01175225033751250139023} (3.23)

Pour un matériau orthotrope et dans le repére structural, la matrice des compliances élastiques
s’écrit alors :

v |
E, E, E,
I/ER SR Y
E1 E2 E3
VsV b
E E
[A’]=] ? ’ | (3.24)
GIZ
RS
GZ3
R
L G31
Avec
Vi Vi (3.25)
E Ej
S1
stratification
\ -

S3

Figure 3.2 Définition des axes de structure

Il apparait que 8 paramétres sont alors nécessaires pour décrire le comportement €lastique du milieu
orthotrope. Si on considére le plan S,S5 (cf. Figure 3.2) comme étant celui d’isotropie (cas des

matériaux isotrope transverse), on a alors les relations suivantes :
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Ez = E3aV12 =Vi3, V3 =V, (3.26)

La matrice des compliances élastiques se simplifie alors (dans le repére(S,,S,,S;) ) :

TR )
El EZ E2
Ve LV,
E1 E2 EZ
Vi Vs 1
E E
[A’]=] ? ? | (3.27)
Glz
R
GZ3
1
L GIZ_
Avec
V12 V21
2 (3.28)
El 2
- (3.29)
2(14Vy,)
81 y —> le—
S,
0 X

Figure 3. 3 Définition de la rotation de repere

Le tenseur des compliances élastiques ainsi exprimé est 1ié au repére de référence choisi. Pour des

applications pratiques, il convient d’exprimer le tenseur €lastique dans un repére global (X, Y, Z), qui
ne coincide pas avec le repére structural (S,,S,,S;). Ceci se réalise aisément par un changement de

repere. Prenons le cas des essais triaxiaux dit clinotropes, pour lesquels les axes de chargement font un

angle® = (X,S,) par une rotation autour de I’axe Z =S, (cf. Figure 3. 3). Dans ce cas, sur la base des
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changements tensoriels de base, une nouvelle matrice des compliances élastiques peut étre exprimée

dans le repére (X,Y,Z) sous la forme suivante (Duveau, 1996) :

[Al="[PI'[A%][P]" (3.30)
ou
i cos” 0 sin® 0 0 0 0 2sin0cosO |
sin® 0 cos” 0 0 0 0 —2sin9cos0O
[P]= 0 0 1 0 0 0 (3.31)
0 0 0 cosO@ -—sin0 0
0 0 0 sin® cosO 0
| —sinOcosO sinBcosO® 0 0 0 cos” 0 —sin? 0]

Afin de décrire les effets de I’endommagement induit sur les propriétés €lastiques, il est supposé que
les raideurs élastiques sont affaiblies par microfissuration. En s’inspirant de la théorie de
I’endommagement isotrope, on propose d’exprimer le tenseur des raideurs élastiques su matériaux

endommagé dans un repére général, C(w), sous la forme suivante :

C(®) =(1-»)C’ =(1-w)A" (3.32)

Avec les vecteurs des déformations et contraintes définis par (3.22) et (3.23), 1’équation d’état d’un

milieu anisotrope endommagé s’écrit finalement :

c=C(w):(e—¢&") (3.33)
3.3.2 Formes retenues pour la plasticité

3.3.2.1 Surface de charge

Comme pour les géomatériaux isotropes, les géomatériaux anisotropes présentent une forte
dépendance par rapport a la contrainte hydrostatique (Donath, 1961; McLamore and Gray, 1967,
Atwell and Sandford, 1974; Hoek and Hoek, Brown, 1980; Lerau, 1981; Kwasniewski, 1993; Niandou,
1994; Niandou et al., 1997; Duveau et al., 1998). De ce fait, I’expression dans le plan (p,() des
contraintes de la fonction de charge, ne peut étre linéaire. En s’inspirant du travail réalisé par Shao et

al. (2006), la forme suivante est adoptée :

f=q-g(e)n(rp) T (Cq +fﬁ>m=0 (3.34)

c

avece
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| 33 3,

1. _
p=-0i/3,0=43J,,0p==sin | —————— (3.35)
3/2
3 2 ()Y
Dans ces expression, J, et J; sont respectivement les 2" et 3™ invariants du tenseurs déviatorique
des contraintes, et on a :

Sij = Gijj — (O« / 3)8jj, J2 = §jjSjj / 2, I3 = dets; (3.36)

jo
P et g sont respectivement la contrainte moyenne et la contrainte déviatorique liées au tenseur des

contraintes. Les parameétres Cg et m définissent la cohésion et la courbure de la surface de charge.

Notons que pour M =1, la surface se réduit a celle définie par le critére de Drucker-Prager.

La fonction g(¢) permet de prendre en compte la dépendance du comportement plastique vis-a-vis
du troisieme invariant du tenseur des contraintes. Dans cette expression ¢ représente I’angle de Lode.
De nombreuses formes peuvent étre trouvées dans la littérature pour définir la fonction ¢()

(Pietruszczak et al 1988 ; Willam et Warnkee, 1975 ; Van Eckelen, 1980). La forme retenue ici est
celle proposée par Willam et Warnkee (1975) :
1

2(1- Rz)cos((p+g)+ (2R —1)[4(1— R)? cos((p+§)+5R2 —4R}A

9(p) = (3.37)

4(1- Rz)cos((p+g) +(2R—-1)?

Le paramétre, 0.5 <R <1, permet d’assurer la convexité de la surface de charge et décrire la
dissymétrie de comportement entre compression et extension. Dans I’expression (3.34), f_ représente
la résistance en compression uniaxiale du matériau. Dans les mod¢les isotropes, ce paramétre est une
constante. Afin de tenir compte de I’anisotropie inhérente, on considére que f_ est fonction du

parameétre anisotrope ( G ) soit suivant (3.9) :
fo=f. [1+ AL+ d (A2 +dy (Al +d3(Ajli|j)4} (3.38)

Le tenseur déviatorique Aij et la direction de charge |;sont définis dans les équations (3.7), (3.3) et

A

(3.5). Enfin le paramétre f, représente la valeur moyenne de la résistance en compression uniaxiale.

Pour compléter le modele, la fonction de 1’évolution d’écrouissage doit étre déterminée en se basant
sur les investigations expérimentales. Dans le modéle présenté, le phénoméne d’adoucissement est pris

en compte. Comme pour les milieux isotropes décrits au chapitre 2, on suppose que 1’adoucissement

est entiérement attribué a I’endommagement induit. La méme fonction de n(y p) que celle décrite dans

le second chapitre est donc adoptée ici:
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n(Yp): (-w) n0+(nm_n0) (339)

p
b +v,
En intégrant la fonction (2.40) , nous pouvons obtenir I’expression de 1’énergie bloquée de

I’écrouissage plastique :

Y (1, 0) =(1-)| nyy -y —np)by In blelry (3.40)

3.3.2.2 Surface du potentiel plastique

La direction de 1’écoulement plastique est contrdlée par le potentiel plastique. Considérant qu’il y a
une transition contractance/dilatance avec I’augmentation de la contrainte déviatorique, il convient
d’utiliser une loi d’écoulement non associée via le potentiel plastique. En s’inspirant des travaux de

Pietruszczak et al (1988), on adopte le potentiel plastique suivant :

Q =q+uc(1—oa>g<<p)mn<ﬁ£); P=p+ () (3.41)
0

Le variable P, représente la valeur de P a I’intersection de la surface du potentiel et de I’axe p . 1,

représente la valeur de (/ ((1 - ®)g(0) ﬁ) pour laquelle se produit la transition contractance-dilatance.

L’évolution de la transition contractance dilatance est supposée suivre la loi suivante :

m
q-F(1-®)g(0) f,P=0 ; P, = {Cs +f£} (3.42)
c
Ou p est une constante. Finalement, p, s’exprime par :
_. P
ue=pf, EC (3.43)

Il est & noter que W, dépend de f; .Cela signifie que ’écoulement plastique est aussi fonction de

I’orientation du chargement.
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q-vg(d f.P=0

surface de rupture

(dilatance,
(contractance)

————
-
-

Figure 3. 4 Illustration de la surface initiale de charge, de la surface de rupture, de la surface de potentiel, et du

seuil de transition contractance-dilatance

La direction de 1’écoulement plastique est définie par :

Q_ Rk Qa4 00, QO

= — (3.44)
aGij ap aGU 8q 8Gij 00 Gcij ch Ocij

Les trois termes dans la parenthése sont les dérivées des invariants du tenseur des contraintes. La
derniére partie représente 1’influence de 1’orientation du chargement sur 1’écrouissage plastique. Pour
les matériaux isotropes, ce terme disparait, la résistance en compression uniaxiale étant constante. Par

application aux fonctions du modele proposé, on obtient :

Q| (1-0)gO)C, 1+1n(_£J +<1-m)g<<p)mn(_£J% (3.45)
of, Po Po ) Ofc
et
0 P p p m-!
Be _—Fc —
_oR P e +_} (3.46)
of, P pfi S

Selon les définitions (3.4) et (3.38), la dérivé de f, peut étre exprimée par :

e _ e G

2y A,G O
5 oAl _tr(Ac ): pkO pqCkq
aGij GC aGij

p'q — 2
tr(c”) SmnOmn

(3.47)
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et

_ {010 500 ng — Apk O paOkaCii
Ao F (1 2+ 30,2 4 by 4. O RCRIAT (3.48)
Gij (CmnOmn)

3.3.3 Critére d’endommagement

Comme indiqué précédemment, il est supposé que I’évolution de I’endommagement est associée
principalement a 1’énergie bloquée de 1’écrouissage plastique. A partir de 1’équation (2.42), on peut

déduire la force thermodynamique associée a d’endommagement :

Yo =Y () =—&V—p=nmv—(nm —Mo)b; In i (3.49)

0® b,
Selon des résultats expérimentaux obtenus sur des matériaux sédimentaires, le processus d’évolution
de I’endommagement peut étre décomposé en trois parties : Avant d’atteindre la rupture, le taux
d’évolution de I’endommagement reste assez limité ; Puis ’endommagement augmente rapidement
apres la rupture; Enfin I’endommagement atteint une valeur asymptotique qui détermine la résistance
résiduelle du matériau. En s’inspirant du critére d’endommagement proposé par Mazars (1984), la

fonction suivante est proposée ici :

f, (Y, @)=, tanh(B, Y ) - <0 (3.50)

Le parametre B, contréle la cinétique de I’endommagement, enfin . représente la valeur critique de

I’endommagement qui définit la résistance résiduelle.

3.4 Implémentation et validation du modéle proposé

Dans cette section, afin de vérifier la performance du modéle proposé, le modele est appliqué a
I’argilite de Tournemire qui est un matériau sédimentaire anisotrope. Les paramétres du modele sont
déterminés a partir des données expérimentales et une premicre étape de validation du modele est

réalisée par comparaisons des résultats numériques avec les données expérimentales.

3.4.1 Identification des paramétres du modéle

On présente dans cette section la méthodologie d’indentification des paramétres du modéle en utilisant
les données expérimentales de 1’argilite de Tournemire. Les principales données expérimentales sont

présentées dans le chapitre 1.

Au total, le modéle posséde 21 parameétres qui peuvent étre classés en trois catégories respectivement
liées aux comportements élastique et plastique ainsi qu’a 1’évolution de I’endommagement. Tous les

parametres sont résumés dans le Tableau 3.2.
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Tableau 3.2 : Classification des paramétres du modéle proposé

Catégorie Parameétres

Propriétés élastiques E.vVv.E,,Vv,,G,

Parametres plastiques

Cs’m7Ml’n05nm’b1’“’b2’ fc7 Al’dl’dZ’dwa

Caractérisation de o, B,

I’endommagement

3.4.1.1 Paramétres élastiques

Comme présenté dans le premier chapitre, 1’argilite de Tournemire peut étre considérée comme un

matériau isotrope transverse. Ses propriétés élastiques sont caractérisées par cinq parametres

indépendants : deux modules de Young ( E, E,), deux coefficient de Poisson (v

125 V3 ) et le module

de cisaillement (G,, ).

Les données expérimentales (Niandou, 1994 ; Niandou et al. ,1997) montrent une forte influence de
’orientation des échantillons et de la pression de confinement sur les propriétés élastiques. Une étude
compléte sur les propriétés élastiques est réalisée dans la thése de Niandou (1994). La modélisation de
la dépendance des modules a la pression moyenne a été réalisée par Cazucu (1995) via 1’utilisation
d’un mode¢le hyper élastique. Dans cette étude, on se concentre principalement sur la modélisation du
comportement plastique et de I’endommagement induit. Le comportement non linéaire élastique n’est
donc pas considéré dans ce travail. Les valeurs des paramétres élastiques déterminés par Niandou et al.
(1997) sous différentes pressions de confinement sont utilisées directement dans les simulations. Les

valeurs sont récapitulées dans le Tableau 3.3 :

Tableau 3. 3 Valeurs représentatives des propriétés €lastiques de I’argilite de Tournemire

P. (MPa) | E;(MPa) E, (MPa) | v, Vo3 G, (MPa)
5 4900 10000 0.202 | 0.164 | 5886
30 5000 18000 0.228 | 0.170 | 7091
40 9000 21000 0.253 | 0.173 | 8013
50 12000 21000 0.232 | 0.177 | 8349

3.4.1.2 Paramétres plastiques

Les valeurs expérimentales de 1’évolution de la résistance uniaxiale f,

chargement sont présentées dans la Figure 3.5.
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0 20 40 60 80 100

Figure 3.5 : Variation de la résistance en compression simple en fonction de 1’orientation du chargement
Sur cette figure, on peut constater que la résistance maximale en compression uniaxiale est atteinte
. . . \ . . 0 , . ..
dans le cas d’une compression perpendiculaire a la stratification (6 =0"). La résistance minimale se

situe quant 4 elle autour d’un angle d’inclinaison de 60°, et représente une réduction de plus de 50%

par rapport a la valeur maximale.

Dans le repere structural, le tenseur de fabrique s’exprime suivant 3 composantes A, Ayet Ay. Du
fait de ’isotropie du plan S,, S il vient Ay = Aget A + Ay + Ay =0. Dans le cas d’un essai uniaxial

avecSy>0et S, =S, = 0 les équations (3.1) et (3.2) s’expriment sous la forme suivante :
Ailil;=A(1=313);15 = cos® 0 (3.51)

En se limitant & un développement tensoriel d’ordre 4 (Pietruszczak et al. (2002)), la variation de la

résistance en compression uniaxiale avec 1’orientation du chargement prend la forme suivante:

fo = f(l +A,(1-3 cos® o) + d1A12 (1-3cos” a)?

+d,A P (1-3cos? @) +d;A,* (1-3cos? o))
Les valeurs de 1?, A,d;,d,,d; peuvent étre déterminées a partir des résultats expérimentaux par
approximation numérique :
A =0.0170251; f= 22MPa; d; =515.49; d, =61735.3; d; =2139820.0;
La comparaison de la courbe théorique de variation de f_ avec les résultats expérimentaux est donnée
Figure 3.5. On peut constater une trés bonne concordance avec les données expérimentales.

Les parametres de la surface de charge (Cg, M, m, ) sont déterminés a partir des valeurs
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expérimentales de la résistance obtenues sous différentes pressions de confinement et différentes
orientations du chargement. Cependant, et comme 1’ont montré diverses études expérimentales
(Niandou, 1994), 1’évolution de la résistance avec la pression de confinement dépend de 1’orientation
du chargement. La dépendance a la pression moyenne est contr6lé par le paramétre M. Aussi a-t-on

du déterminer, pour chacune des orientations de chargement, une valeur de m (cf. Figure 3. 6).

140 ;, Contrainte déviatorique (MPa)

120 -
100 -
0.65
80 -
60 | 0=45,m=0.55
0 45 degree
40 -
A 90 degree
20 ¢ 0 degree
é Contrainte moyenne (MPa)
-20 0 20 40 60 80 100

Figure 3. 6 Surface de charge pour différentes orientations du chargement

Finalement, le parametre M, qui détermine la courbure du critére, doit aussi étre exprimé en fonction

du parametre scalaire d’anisotropie (G ). En utilisant une approche similaire a celle décrite ci-dessus
pour le paramétre f., nous postulons Dexistence d’un tenseur de fabrique m;; qui décrit la

dépendance de m a ’orientation du chargement :

Dans cette équation M jj est un tenseur symétrique de trace nulle qui décrit la distribution spatiale de
m.
Si M; représente les valeurs de M; dans le repére structural, il vient dans le cas d’un essai uniaxial :

m=mgll; = 1+M,(1-3cos’ 0) | (3.53)

ijlitj —

ot M;=M;=-0.5M, . A partir des données expérimentales, les valeur de M et M, sont

déterminées : M =0.6 etM; =0.09. La distribution spatiale de m est représentée sur la Figure 3. 7.
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Figure 3. 7 Distribution de m en fonction de I’orientation du chargement

Le processus de détermination du paramétre b, est identique a celui réalisé dans le chapitre précédent,
et n’est pas détaillée ici. Notons cependant que, par souci de simplicité, la valeur du seuil initial de
plasticité 1 est prise égale a zéro. Enfin, le paramétre |1 définit le point de transition entre les zones

de contractance et de dilatance. En identifiant ce point sur la courbe des déformations volumiques, la

valeur de [ peut étre déterminée.

3.4.1.3 Parameétres de ’endommagement

Les propriétés ¢élastiques sont affectées par 1’évolution de I’endommagement. Comme évoqué
précédemment, par souci de simplicité, I’endommagement est supposé isotrope. Le critére fait

alors intervenir 2 parametres o, et B, a déterminer sur la base des résultats d’essais.

Paramétre o,

Le paramétre o, représente la valeur asymptotique de I’endommagement et détermine la résistance

résiduelle. 11 peut donc étre identifié a partir de la dégradation de la résistance dans la phase résiduelle
de la courbe contrainte- déformation. A partir des résultats expérimentaux, on trouve que la résistance

résiduelle dépend de I’orientation du chargement.

Paramétre B

Le paramétre B, contréle le cinétique de 1’évolution de 1’endommagement. Si on considére la

(O]
dégradation du module d’Young comme étant représentative de la valeur de I’endommagement, a
partir des courbes de chargement- déchargement, on peut déterminer I’évolution de I’endommagement

en fonction de la valeur de la variable d’écrouissage. En ce basant sur le critére de I’endommagement,

la valeur de B peut alors étre déterminée. Le Tableau 3.4 récapitule les valeurs des paramétres
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utilisés dans les simulations :

Tableau 3.4 : Valeurs des paramétres utilisés

Paramétres Valeurs

Constantes élastiques Dans le tableau 3.3

Paramétres plastiques C,=0.1,M=0.6, M, =0.09,8,,=2.9,B,=0.0,
b,=5.0E—4,p=1.0, f,.=22MPa, A=0.017,d,=515,

d,=61735,d;=2139820

Caractérisation de B@leO,mC=O.7(9=00) mc=0.5(9=4506t 90%)

I’endommagement

3.4.2 Simulation des essais en laboratoire

A partir des valeurs des parameétres déterminées ci-dessus, la simulation des différents essais triaxiaux
effectués sur I’argilite de Tournemire est réalisée a 1’aide du mode¢le proposé. On notera que certains
résultats expérimentaux ont été utilisés pour ’identification des paramétres du modéle. La simulation
de ces essais a donc pour 1’objectif de vérifier la cohérence de 1’ensemble des parametres identifiés.
Par contre, les essais qui n’ont pas €té utilisés pour la détermination des parameétres, permettent de
vérifier la capacité du modele proposé a reproduire le comportement mécanique du matériau étudié.
Dans ce qui suit, I’accent est mis sur la description de I’influence de I’anisotropie inhérente et de
I’endommagement induit. Diverses pressions de confinement et orientations de chargement sont

considérées. Les résultats numériques sont présentés de la Figure 3. 8 a Figure 3. 11 .
La Figure 3. 8 permet la comparaison entre les prédictions numériques et les résultats expérimentaux

pour les essais triaxiaux réalisés pour 0 = 0°.La Figure 3. 8(a) montre 1’évolution de la contrainte
déviatorique en fonction de la déformation axiale. L’influence de la pression de confinement sur la
résistance du matériau est bien reproduite. De méme, le modéle rend bien compte de 1’évolution de la
transition fragile- ductile avec I’augmentation de la pression de confinement (cf. Figure 3. 8b). On
peut constater que le modele définit un comportement uniquement contractant pour les faibles
pressions de confinement alors que le comportement devient dilatant pour les grands confinements. Ce
résultat est en accord avec les données d’essais. L’évolution de I’endommagement en fonction de la
déformation axiale est mise en évidence dans la Figure 3. 9. En I’absence de résultats expérimentaux
au niveau du comportement résiduel, nous ne pouvons conclure que sur la cinétique du
radoucissement qui est en accord avec les données expérimentales obtenues. Suivant I’ensemble des
comparaisons réalisées nous pouvons considérer que le modele est apte a décrire le comportement du

matériau pour cette orientation donnée.
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100 _Contrainte déviatorique (MPa) 40Mpa

80 -

60 -

40

20 A

Déformation axiale(%)

0 {r‘ T T T T T T T 1
0 0,5 1 1.5 2 25 3 3,5 4

a) Courbe déformation- contrainte déviatorique

100 - Contrainte déviatorique (MPa)

60 ¢ 5MPa
A 40MPa
—5MPa

—30MPa
——40MPa

20 -

Déformation volumique(%)

[}

-0,5 0 0,5 1 1,5

b) Variation de la déformation volumique

Figure 3. 8 Simulation des essais triaxiaux pour @ = 0 : comparaisons entre les résultats expérimentaux (points)
et numériques (lignes continues) (les données expérimentales en déformation volumique pour la pression de

confinement 30MPa ne sont pas disponibles)
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0.80 -
Damage

0.60 -

0.40 -

0.20 -

Axial strain (%)
Ooo T T T T T T 1
0.00 0.50 1.00 1.50 2.00 2.50 3.00 3.50

Figure 3. 9 Evolution de I’endommagement en fonction de la déformation axiale

La Figure 3. 10 montre les comparaisons entre les résultats expérimentaux des essais réalisés pour

0 =45° et les simulations numériques. De la méme fagon que précédemment, le modéle permet de
bien reproduire le comportement du matériau pour cette orientation. Plus particuliérement, on constate
que le modele rend bien compte de la plus faible résistance obtenue pour ces essais clinotropes par
rapport aux celles observées pour O =0° sous la méme pression de confinement. De plus, on peut
constater que le modéle est aussi capable de reproduire la diminution des déformations axiales a
rupture enregistrée lors de ces essais. Ces derniéres constatations permettent de confirmer 1’aptitude

du modele a reproduire le comportement anisotrope du matériau.

90 - ConIainte déviatorique (MPa)

80 - a=450

70 -

60 -

50 -
40 -

30 -

20 -

10 <A> Déformation axiale(%)

0 ZJ T T T T T 1
0 0,5 1 1,5 2 25 3

a) contrainte déviatorique en fonction de la déformation axiale
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90 - Contrainte déviatorique (MPa) —5MPa
— 40MPa

——50MPa

¢ 5MPa
50 . A 40MPa
o 50MPa

Déformation volumique(%)

p
~ T T 1

-0,2 0,0 0,2 0,4 0,6

b) variation de la déformation volumique

Figure 3. 10 Simulation des essais triaxiaux pour 0 = 45° : Comparaisons entre les résultats expérimentaux

(points) et numériques (lignes continues)

Enfin, les comparaisons entre les prédictions par le modele et les données expérimentales sont

présentés pour 1’orientation 0 =90°(cf. Figure 3. 11). Comme pour les orientations précédentes, on
peut constater une bonne corrélation entre résultats expérimentaux et prédictions numériques. Plus
particulierement on peut constater que le comportement devient toujours dilatant méme aux faibles
pressions de confinement, alors que pour les autres orientations, le comportement pouvait ne pas
présenter de dilatance plastique (cf. Figure 3. 8 et Figure 3. 11). Cette absence ou présence de
comportement dilatant en fonction de I’orientation de 1’éprouvette est bien reproduite par le modéle
considéreé.

Contrainte déviatorique (MPa)
140 -

0=90°
120 4 —

50Mpa

100 -

80 -

60 -

40 |

20 |
Déformation axiale(%)

O {r‘ T T T T T T 1
0 0,5 1 1,5 2 25 3 3,5

a) contrainte déviatorique en fonction de la déformation axiale
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140 - Contrainte déviatorique (MPa)

120
100 -
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A 40MPa
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~
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0
o

b) variation de la déformation volumique

Figure 3. 11 Simulation des essais triaxiaux pour 6 =90° : comparaisons entre les résultats expérimentaux

(points) et numériques (lignes continues)

Finalement, au vu de I’ensemble des comparaisons présentées, il semble que le comportement

anisotrope de I’argilite de Tournemire soit bien reproduit par le modeéle proposé.

3.5 Conclusion

Dans ce chapitre, un mode¢le élastoplastique couplé a I’endommagement a été proposé pour des
matériaux anisotropes, basé sur le concept de tenseurs de fabrique. Ce travail peut étre considéré
comme une extension du modéle plastique proposé par Pietruszczak et al. (2002) par I’introduction de
I’endommagement induit par la microfissuration couplé aux déformations plastiques. Dans le modéle,
I’influence de 1’anisotropie inhérente sur la déformation plastique est représentée par un parameétre
scalaire défini par un tenseur structural (le tenseur de fabrique). Notons que I’endommagement induit
une anisotropie supplémentaire (qui doit se superposer a I’anisotropie inhérente) du fait de
I’orientation préférentielle des microfissures. Cependant, par souci de simplicité, I’endommagement
est assumé comme isotrope dans cette partie du travail, et n’affecte pas 1’anisotropie structurale initiale.
Le processus d’identification des paramétres est présenté. Les comparaisons entre les prédictions
numériques et les données expérimentales ont confirmé 1’aptitude du modéle proposé a reproduire les
principaux mécanismes de comportements des géomatériaux anisotropes. Quelques écarts quantitatifs
sont cependant observés. Ces derniers peuvent cependant étre mis pour partie sur le compte de la tres
grande dispersion qui existe sur les résultats expérimentaux rendant difficile la détermination des
essais caractéristiques nécessaires au processus de détermination des paramétres. Finalement d’autres

campagnes d’essais avec des chemins de chargement différents sont nécessaires pour parfaire la
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justification du modele proposé. Enfin, afin de mieux rendre compte du comportement réel du
matériau sous charge, il est nécessaire de prendre en considération I’anisotropie induite par
I’endommagement. De plus, le comportement radoucissant du matériau est généralement associé au
phénomeéne de localisation des déformations ; Ceci nécessitera la formulation d’un modele régularisé

pour décrire le processus de rupture des matériaux et des structures.
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Chapitre 4. Formulation d’un modele anisotrope basé sur

P’approche discrete

4.1 Introduction

Dans ce chapitre, 1’accent sera mis sur le couplage qui peut exister entre 1’anisotropie inhérente et
I’anisotropie induite par I’endommagement. L’idée de base est d’étendre la formulation largement
utilisée pour la modélisation du couplage plasticité- endommagement, comme présentée dans les

chapitres précédents, au cas de I’anisotropie induite en utilisant I’approche thermodynamique discréte.

Dans un premier temps, on aborde la formulation générale de 1’approche thermodynamique discréte
proposée par Zhu et al. (2008). Selon cette approche, la déformation plastique totale est considérée
comme une conséquence du glissement frottant le long de plans de faiblesse (ou de microfissures), qui

sont distribués aléatoirement dans la matrice solide.

En se basant sur I’approche thermodynamique discréte, un modéele anisotrope de plasticité
endommagement couplé est proposé. Les formulations de la plasticité et de 1’endommagement sont
écrites dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles et ce pour chaque orientation
structurale du matériau. L’influence de 1’anisotropie structurale sur I’évolution de la plasticité est
réalisée en introduisant des parameétres directionnels dans les fonctions plastiques. Les paramétres
directionnels sont déterminés, comme dans le chapitre 3, par 1’utilisation de tenseurs de fabrique. En
méme temps, une variable d’endommagement discréte est introduite afin de tenir compte de la
dégradation des propriétés mécaniques du matériau. Cet endommagement sera de plus responsable du
radoucissement du matériau. L’évolution de I’endommagement le long de chaque orientation de

microfissure est supposée liée au glissement plastique frottant.

Afin d’étudier la performance du modele proposé, les simulations des essais de compression uniaxiale
et triaxiale réalisés sur 1’argilite de Tournemire sont effectuées. La comparaison entre les résultats
numériques et les données expérimentales montre que le modeéle décrit bien les principaux
comportements du matériau considéré, notamment le couplage entre les anisotropies inhérente et

induite.

A la fin de ce chapitre, une comparaison entre les deux modéeles anisotropes proposés est réalisée. Les

avantages et limites de chaque modé¢le seront analysés.

4.2 Introduction a I’approche discréte de la plasticité

Dans cette section, on présente la formulation générale de I’approche thermodynamique discrete.
Notons que le concept de la plasticité discréte a été utilisé sous différentes formes pour décrire les

comportements mécaniques non-linéaires des géomatériaux, par exemple I’approche multi-laminate
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(Pietruszczak et Pande, 2001) et des micro-plans modeles (Carol et Bazant, 1996 ; Cudny et Vermeer,
2004). Ici est présenté principalement le travail réalisé par (Zhu et al., 2008) dans lequel la formulation
du mode¢le proposé est construite dans le cadre de la théorie thermodynamique et en plus, 1’évolution

de ’endommagement induit par la propagation des microfissures est bien prise en compte.

L’hypothése de petites déformations est adoptée, et la déformation totale E peut étre décomposée en
une partie élastique E® et une partie plastique EP :

E=E°+EP 4.1)

Selon les résultats expérimentaux, pour la plupart des géomatériaux, les fissures se développent dans
des orientations privilégiées au cours du chargement. Dans le cadre de 1’approche thermodynamique
discréte, il est supposé que le matériau présente une distribution aléatoire de plans de faiblesse (des
microfissures et des défauts au sens large). Chaque famille de plans de faiblesse peut étre identifiée par
son vecteur normal (cf. Figure 4. 1). Autrement dit, chaque famille se compose de plusieurs plans de

faiblesse paralléles avec la méme orientation.

Figure 4. 1 Illustration des vecteurs normaux de plans de faiblesses (15 directions par exemple)

On note £”(n) comme le tenseur de la déformation plastique locale du plan de faiblesse de
normale n. Comme indiqué précédemment, il est supposé que la déformation plastique totale
est le résultat du glissement le long des plans de faiblesse. En conséquence, la déformation
plastique peut étre calculée par intégration de la déformation €”(n) sur la surface d’une

sphére unité S soit :

E’ =4ij _eP(n)dS (4.2)
T S

L’hypothése de microfissures sous forme de disque (penny shape) nous permet de décomposer

gP (n) en une partie normale & P-N ot une partie tangente € Pt , comme suit :
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n t S
ePm=eP"()+eP () =pn®n+y(n)®n (4.3)

Le variable scalaire B(N) est liée a la déformation plastique volumique et le vecteur y(N) représente

la déformation plastique tangente, comme présentés sur la Figure 4. 2.

Figure 4. 2 Illustration de la décomposition de la déformation plastique locale

La fonction de distribution de £°(n) est généralement difficile a déterminer, de ce fait, il est proposé
de remplacer la forme intégrale (4.2) par une forme discréte. On suppose alors que le matériau est
compos¢ de N familles de plans de faiblesse, et désignés par leurs vecteurs normaux Q' (r=1....N).

Sur la base de considération mathématique et statistique, on peut déterminer les relations qui relient la

formulation intégrale a la formulation discrete :

N . o
ﬁjszgébgds => n'®n'w (4.4)
i1
et
1 S i e i s g i
Ej.szg®g®g®gd8:23 ®n'®n' ®n'w 4.5)

i=l

Wig représente les coefficients de poids associés a chaque famille de plans de faiblesse. En

conséquence, la déformation plastique totale peut étre exprimée sous la forme discréte suivante :
N .
o
EP =Y EP'wy (4.6)
i=l

Avec

. .. . .S .
EP' =p'n'®n'+y'®n' 4.7)

4.3 Formulation thermodynamique du modéle discréte
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4.3.1 Description de la plasticité et de I’endommagement

Pour des raisons de simplicité, 1’interaction entre les différentes familles de plans de faiblesse est

considérée comme négligeable. La forme discréte de 1’énergie bloquée plastique D s’écrit alors :

e RGNS (4.8)
i=l

ou y i (Di) représente la variable d’écrouissage associée a la famille de plans de faiblesse de vecteur
normal ﬂi .Y P (ﬂi) est définie par (Zhu et al., 2008):
yPh= [P, P = 2dEP T dEP)Y = (dy' - dy')!? (4.9)

Selon la thermodynamique des processus irréversibles, les forces associées a I’évolution de

I’endommagement et de I’écrouissage plastique peuvent étre déduites de 1’énergie bloquée :

. a p,l
P = &‘ly’pj (4.10)

L’incrément de déformation plastique dE P! peut étre déterminé a partir de I’écoulement plastique
pour chaque orientation. Comme nous I’avons présent¢ dans les chapitres précédents, afin de

déterminer 1’écoulement plastique et 1’évolution de I’endommagement de chaque orientation, il

nécessaire de définir la surface plastique f Pl , le potentiel plastique gp’J et le critére

d’endommagement f“J . Pour les matériaux anisotropes, les fonctions plastiques et

I’endommagement peuvent étre exprimés comme suit :

fPlol,oly™, 0, p)<0 (4.11)
9" (cy,0,7", @, p')=0 (4.12)
fo' (0, Y, <0 (4.13)

. ions, o 5 . - o
Dans ces expressions 'n et tn représentent respectivement la projection normale et

tangentielle suivant chaque orientation du tenseur des contraintes X . Sous forme discrete, les
valeurs de Gin et o, sont déterminées par les expressions suivantes :

c‘n:Z:(g‘@gi), ri:Z.Qi.(S—Qi@)Qi) (4.14)
o est la valeur d’endommagement. Le paramétre directionnel p' représente I’effet de
I’anisotropie structurale du matériau sur I’évolution de la plasticité.

Une fois toutes les fonctions ci-dessus définies, 1’écoulement plastique et 1’évolution de
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I’endommagement pour chaque orientation peuvent étre déterminés a partir des reégles de normalité :

. . p,i . p.i i p.i i
dEPT = g P09 _ i 097 0o O Doy (4.15)
ox acy:n 19X acy{ oz
, o, .
do' = %dﬂf" (4.16)
(O]
Avec
i ] . t .
“n _nen, o-t'on @.17)
Le vecteur Li = —iZ -ﬂi (60— ﬂi ® ﬂi) représente la direction de la déformation plastique tangente.
Gt
Par comparaison de (4.15) et (4.7), on obtient les relations suivantes :
: . ag P . L
dp’ =dxp"ag—i, dy! =dxp"69—iy (4.18)
o) - 0oy

La matrice du multiplicateur plastique di P! peut étre déterminée par la condition de consistance

fPl—0 et fO =0, avec

N H H ]
d= =C(0): dE-C(w): Y dEP'wj +C (0)E°do (4.19)
i=1

11 vient alors :

. - of Pl
AP =[MPT!{ C(w): ——}:dE (4.20)
ox
M P est la matrice d’interaction entre orientations et ayant les composantes suivantes:

M.P =8f—lo’i:((3(o3):ag i w) _a i :(C'(co):se acoj_ o P,-i 9 P_J
) or ¢ ox oyl P oo

(4.21)

4.3.2 Couplage entre I’élasticité et ’endommagement

Pour la plupart des géomatériaux et comme cela a déja été rappelé, les microfissures se développent le
long d’orientations privilégiées. En conséquence, la dégradation des propriétés élastiques est aussi
anisotrope. Ce phénoméne est maintenant pris en compte dans le modéle proposé. Avant de présenter
la formulation du modéle dans le cas de matériaux présentant une anisotropie initiale, nous présentons

dans un premier temps la formulation discréte du modéle d’anisotropie induite par I’endommagement
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pour le cas de matériaux isotropes tel que développé par Zhu et al. (2008).

4.3.2.1 Couplage élasticité - endommagement induit d’un matériau isotrope

En utilisant ’approche discréte, la dégradation du tenseur d’élasticité C(®) du matériau isotrope

endommagg peut étre exprimé par I’expression suivante :

C(o) =2u(0)K +3k(w)J (4.22)
11 est supposé que seul le module de cisaillement [ est dégradé par la fissuration induite. II vient :
k(w)=k, wo)=pl-o) (4.23)
En reportant (4.23) dans 1’équation(4.22), on obtient :

C(o) = 2u(1- ®)K +3kJ = C - 2poK (4.24)

On peut considérer le terme 2umK comme étant représentatif de 1’effet de I’endommagement sur les

propriétés élastiques du matériau sain C. Du fait de I’anisotropie induite par la propagation de plans
de faiblesses suivant diverses directions préférentielles, il est nécessaire de remplacer la variable

isotrope d’endommagement ® par une fonction @(N) qui représente la distribution spatiale de

I’endommagement. Introduisons par soucis de simplification de la formulation mathématique du

modéle le tenseur d’ordre 4 T suivant :

1
Tijk, :E(Siknjn, +6i,njnk +8jknin| +8j,nink —4ninjnkn,) (4.25)

Dans la base de Walpole (1981), le tenseur d’ordre 4, T, peut directement étre relié a la dégradation

du module de cisaillement. Le terme @K est alors exprimé par la forme intégrale suivante :

1
oK =¢_— [, o(mT(n)ds (4.26)
Avec
1 2
4—an2 T(n)dS =K.

En introduisant (4.26) dans I’expression (4.24) il vient :

C(®) = 2p(1- @)K +3kJ = C—2ug [ , @(n)T(0)dS (4.27)

Finalement, sous forme discrete le tenseur d’¢lasticité du matériau initialement isotrope soumis a un

endommagement induit (4.27) prend la forme :

N N
C(w) =C-2u) o'T'wy =3kJ+2ug(I- Y 0'T'wy): K (4.28)
i=1 i=1
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4.3.2.2 Extension au cas d’un matériau initialement anisotrope

Afin de formuler le tenseur d’élasticité endommagé du matériau anisotrope, nous procédons a une
analyse microstructurale du matériau. Au niveau microstructural, I’hypothése de ‘micro-isotropie’
(Cheng, 1991), rappelée ci-dessous, est adoptée. Pour les matériaux anisotropes, les grains solides
peuvent étre considérés isotropes a [’échelle microscopique, et 1’anisotropie inhérente est
principalement induite par des défauts et des plans de faiblesse orientés dans la matrice solide. En se

basant sur cette hypothése de ‘micro- isotropie’, pour les matériaux anisotropes, on définit des valeurs
constantes du module de compressibilité k°et de cisaillement pu° du solide de la matrice. La matrice

d’élasticité macroscopique endommagée C(w) peut alors étre considérée comme la superposition de

trois états, comme présenté dans la Figure 4. 3.

),

LS
S
_ + _|_r’/

[~ v

—

v
Clo) = c? + AC()

Figure 4. 3 Illustration de la combinaison de la matrice d’¢élasticité

Finalement, pour les matériaux anisotropes endommagés, la matrice d’élasticité actuelle C(w) peut

étre défini par I’équation suivante :

C(@) =C’ + ACjjy () (4.29)

ot C° représente la matrice d’¢lasticité issue de la combinaison de la matrice solide isotrope et des
plans de stratification. La formulation de C’ a déja été abordé dans le chapitre précédent. Le
terme AC(®) représente la modification de la matrice d’élasticité provoquée par I’endommagement

induit au cours du chargement. Par comparaison de (4.29) a 1’équation(4.28), il vient :

N
AC(0) = -2p°cY " o'T'wy (4.30)
i=1
Ftona:
, , N
C () = AC (0) =-2p°c) T'wy (4.31)
i=1
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Dans cette équation, },ts représente le module de cisaillement du solide de la matrice.

4.4 Modéle spécifique pour I’argilite de Tournemire

4.4.1 Formes retenues pour la plasticité

Une surface de charge plastique de type Mohr-Coulomb est adoptée pour décrire le glissement frottant
au niveau des plans de faiblesse. Cette surface de charge prend en compte 1’écrouissage plastique et le
radoucissement pendant le processus de glissement. Suivant 1’approche discréte, pour la i-éme

orientation, la surface de charge (la condition de glissement) peut étre exprimée sous la forme suivante:
fP' =o}+n'(m's, -c") (4.32)
Dans cette équation, 1’anisotropie inhérente structurale est prise en considération via les

parametres directionnels m' et ¢ qui sont liés respectivement a I’angle de frottement et la

cohésion pour chaque orientation.

L’écrouissage plastique et le radoucissement sont décrits par la fonction d’écrouissage,ni(yp). La

forme suivante pour n'(yP) est adoptée dans cette étude :
. Y P
nI:(l-wl)m (433)
;Y b

Inspirés par la formulation de la plasticité isotrope, nous proposons la formulation de la
variable d’écrouissage yp’i :

" [dEP! :T:aEP)"

Xp

by
, - {W} 4.34)

Po

dEP" est le tenseur incrémental de déformation plastique. Le coefficient de normalisation Xp ost

introduit aussi dans ce modéle afin de mieux décrire la forte sensibilité de 1’écrouissage plastique a la

contrainte moyenne. [, est le seuil de cette influence, et une valeur constante de 1MPa est adoptée ici.

Comme nous ’avons souligné, les deux parameétres m' et ¢ dépendent de ’anisotropie inhérente des
matériaux. Nous présentons ici I’évolution du paramétre M avec l’orientation du chargement en
employant le concept du tenseur de fabrique, (le paramétreC peut étre déterminé par une procédure
identique). La forme exponentielle proposée par Lee et Pietruszczak (2008) est utilisée ici. En
comparaison avec les autres formulations proposées dans la littérature (Pietruszczak et al.,1998 ;
Lydzba et al., 2003), les paramétres utilisés dans cette formulation peuvent facilement étre
déterminés. , Cela présente évidemment est d’un grand intérét pour la modélisation du comportement

du matériau. La distribution spatiale de M est donc définie par I’expression suivante :
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m' =a" +al exp(n'-Q™n') (4.35)
ou QM est le tenseur de second ordre qui décrit la distribution spatiale du paramétrem . Dans
q p p

cette fonction, ﬂi représente le vecteur normal de la i-éme famille de plans de faiblesse dans
le repere structural (S, N ) ou N représente le vecteur normal a la stratification (cf. Figure 4.

4).

Pz

N

Figure 4. 4 Définition du repére (S, N)

Concernant le potentiel plastique, dans cette étude, afin de reproduire I’évolution de la transition

contractance/dilatance, une loi d’écoulement non associé est adoptée :
Q=0 +(n' —By)(1-0)m'oy (4.36)

Ou B définit le point de transition de contractance /dilatance.

4.4.2 Critére d’endommagement

Une fonction identique a celle utilisée dans le chapitre 4, est adoptée comme critére

d’endommagement pour chaque orientation du matériau:

fo (YD, 0') = tanh (B,Y,> ) - o' <0 (4.37)

Le paramétre @, est la valeur critique d’endommagement. Le paramétre By controle la cinétique de

I’endommagement. de’i est la force thermodynamique associée a I’endommagement:
! : X
Y (Pl = - SV iy 1 2T (439)
0w b,

4.5 Schéma d’intégration
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Dans cette section, I’implémentation numérique du modéle proposé est présentée. Le modele est mis
en ceuvre dans un code d’intégration & un ¢lément et un point d’intégration développé dans le
laboratoire ‘Valrock’. Le transfert vers un code de calcul par éléments finis est trés facile. Dans ce

code, a chaque pas de temps, un incrément de déformation est déterminé au point de Gauss.
L’algorithme général d’intégration du k-iéme incrément de charge est le suivant :

1, Au début de la k-iéme étape, les valeurs des variables suivantes sont connues :

1 Bt O Yoo B Y

2, démarrage de la boucle itérative sur les j ;

3, Calcul de la déformation totale actuelle Ey j =Ey j_ +AEy ; ;

4, Mise a jour de la matrice d’¢lasticit¢ C(a) j—l) et estimation des contraintes et des déformations

¢lastiques
Ek,j :C((Dk,j—l):(Ek,j _EE,j—l)
LA P R
Avec E ;=Y (B jun' ®n' +y, j,®n").
i=1

5, Vérification de la surface de charge f Jp_ll (Ek, i Mk, j-1>Mi> Cj) <0 pour chacune des orientations et
détermination du multiplieur plastique avec 1’équation (4.20).

6, Pour le cas fjp_’li >0, calcul de I’incrément dﬂ(,j et dBL,j , mise a jour des variables Xligj ’BL,j ,
v R =yl v

7, Calcul de la force d’endommagementY (YIE; ), et vérification du critére d’endommagement foi) <0.

Pour le cas fo') > (), détermination de I’incrément d’endommagement dcoL, i’

L . . o ot
8, Mise a jour de la matrice d’élastlclté(C((ok,j), et des variables 1nternesEEj Ek,j , T]L,j ,E,
oxr

9, Retour a I’étape N°5 si fjrl’;(zk,jank,j—lamiaci)50 n’est pas satisfaite pour toutes les

orientations, poursuite du calcul a partir de la 5éme étape ;

10, Vérification de la condition de convergence \/AEk’ j 1 AE / \/AEk :AE, <C (C représente la

tolérance vis-a-vis de la convergence). Si la condition est remplie, sortie de la boucle itérative. Dans le
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cas contraire, incrémentation j= j+1, et redémarrage du calcul a partir de I’étape 3. Retour de

I’opérateur tangent

of Pl
0%

tan 69 P t py—1
C™ =GCiju (@)C = {Cijrs ' M " Jjj {Cyipq

w)
() }

g

11, Mise a jour des variables X :Zk,j ) Y|I< = Y|I<,j ) BL =BL,] =0)||< =(D|'(,j , ylf" :yf’g , et début du

calcul du (K +1) -iéme pas de calcul.

4.6 Validation du modéle proposé

4.6.1 Identification des parameétres

Les parametres du modele sont déterminés a partir des résultats expérimentaux obtenus sur 1’argilite

de Tournemire (Niandou, 1994).

Dans le modéle proposé, l'influence de I’anisotropie inhérente sur 1’écoulement plastique est
représentée par les paramétres directionnels M et C . Pour les matériaux isotropes transverses,

I’équation (4.35) peut étre transformée comme suit:

m' = a" +af exp [Qg‘ (1 ~3cos” Bi )J (4.39)

ou Qf =Q" =0 =-Q7 / 2 représente les composante de la partie déviatorique du tenseur de
fabrique dans le repére structural, et [3' représente I’angle entre le vecteur normal de la stratification

N et celui de la i-éme famille de plans de faiblesse ﬂi , comme présenté dans la Figure 4. 5 et la

Figure 4. 6.

joint

1>

Figure 4. 5 Définition du repére structural
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ni
i @éme plan de faiblesse
- Sz
- stratification

Figure 4. 6 Illustration de I’angle ' en 3D

De la méme fagon, le paramétre C s’exprime sous la forme suivante :

¢ =af +al exp [Qg (1-3cos?p )J (4.40)
La dépendance directionnelle des paramétres m et cest donc décrite via les six paramétres
{alm,ag‘,QB”} et {alc,ag,Qg}. Ces paramétres peuvent étre déterminés a partir des essais de
cisaillement direct (le long des orientations différentes par rapport a la stratification) ou a
partir des essais triaxiaux en compression sur les échantillons ayant des angles d’inclinaison
différents.
Selon les expressions (4.39) et (4.40), une fois les valeurs de m et C pour Bi =0 et Bi :B*

déterminées, on peut obtenir les valeurs de alm s a&" , af R a§ en utilisant les relations suivantes :

m . exp(—2Q¢") — M, exp(1Q27")
ah =~ (4.41)
exp(-2Q') — exp(AQg)

my—m .
m s (4.42)

ay, =
 exp(-200) —exp(AQ])

C . exp(—2Q5) — ¢, exp(AQ)
af =2 (4.43)
exp(—2Q5) —exp(1Q5)
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CO - C *
a$ = s (4.44)
exp(—ZQg) - exp(ﬂQg )

ou L =(1-3cos?B)
Dans le cas des géomatériaux isotropes transverses, deux mécanismes de rupture peuvent
généralement étre mis en évidence. Le premier mécanisme est un mécanisme de rupture par glissement
le long des plans de stratification que 1’on observe lors des essais clinotropes. Le second, observé lors
des essais avec une direction de chargement perpendiculaire aux plans de stratification est un
mécanisme de rupture par cisaillement de la matrice (a travers les plans). Afin de déterminés les

* .
parameétres M et C pour Bi =0 et Bi = , nous supposerons que les deux mécanismes sont

distincts et n’interagissent pas.

Rupture par glissement

Dans le cas d’une rupture par glissement, ’orientation de la rupture suit ’orientation de la
stratification (cf. Figure 4. 7). La contrainte de cisaillement et la contrainte normale & ce plan valent

respectivement :

2t =(o) —03)cos(2a) = (o] —03)cos (4.45)

26, = (o] +03)— (0] —03)sin(2a) = (o] + 63) — (0] —03)sin ¢ (4.46)

La variable ¢ représente I’angle de frottement le long du plan de rupture, et & désigne I’angle entre
le plan de rupture et la direction horizontale. En considérant oo =0 pour le cas d’une rupture par
glissement, les valeurs de T et G, peuvent étre obtenues a partir des équations (4.45) et (4.46). Les
couples ( 7,0, ) sont alors déterminés a partir des essais triaxiaux effectués pour une unique

orientation mais diverses pressions de confinement. Par application du critére de rupture, on peut alors
obtenir, par régression linéaire, les paramétres M et C des plans de faiblesse paralléles a la

stratification (cf. Figure 4. 8).

L Plan de rupture

Plan de stratification

Figure 4. 7 Principe de la rupture de glissement
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Figure 4. 8 Détermination des paramétres M et C (0 = 450)

Les valeurs obtenues a partir des essais effectués pour I’orientation 6=45° sont m=0.41,c=7.9MPa..

Rupture de cisaillement

Lors de la rupture par cisaillement a travers les plans, I’angle de rupture n’est pas connu a 1’avance. Le

calcul de ©,, et 7 n’est donc pas possible.

G4
4
L Plan de rupture
G3 j d O3
— / N

Figure 4. 9 Illustration de la rupture en matrice

Afin de déterminer les valeurs du plan de rupture, la méthode de Raleigh et Paterson (1965) est
adoptée dans ce travail. Cette méthode consiste & déterminer la droite de régression reliant les
déviateurs a la rupture a la pression de confinement. Suivant les notations de la Figure 4. 10, la

cohésion et I’angle de frottement peuvent étre déterminés par les relations suivantes :

sinp=—20Y g ¢ glano (4.47)
2+tany tany
Et
m = tan ¢ (4.48)
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04
/
L Plan de rupture
O3 j qa O3
— ) <

Figure 4. 10 : Relation entre les paramétres du critére de Mohr-Coulomb et les valeurs de la régression linéaire

En se basant sur les données expérimentales pour le cas 0=0° , les couples de points

(03,(0) — 53)rup ) et la droite de régression associée sont représentés sur la Figure 4. 11.

120
o1-03 (MPa)

100 -
80 - y = 1,1851x + 50,502
60 -
40 -

o3 (MPa)

O T T T T T 1
0 10 20 30 40 50 60

Figure 4. 11 : Détermination des paramétres C et tand (M ) pour la rupture en matrice

Les valeurs des paramétres C et M sont ensuite obtenues pour 6 =0°:

c=16.91MPa m=tan¢=0.405

A partir de la relation (4.45) et (4.46), on obtient oL = 55°. Les valeurs obtenues peuvent donc étre
considérées comme celles de la famille des plans de faiblesse ayant un angle de 55° avec la

. . . *
stratification, i.e. B =55°.

Comme on peut le constater, les valeurs de m pour § = 0° et B= 55° évoluent oeu. Aussi une unique

valeur de m est retenue quelque soit I’orientation. En considérant qu’une trés petite variation de m est

r . C r
observée pour les cas, une valeur constante de M est retenue. Une fois que la valeur de ) est fixé,

117

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



© 2011 Tous droits réservés.

Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

les valeurs &/ et a§ peuvent étre déterminées a partir des relations (4.43) et (4.44) dont B* =55°,

La valeur de Qg détermine la distribution de la résistance en fonction de d’inclinaison de la

stratification. Dans notre étude, trois valeurs différentes (—0.5,—1,-2) de Qg sont étudiées. Les
distributions spatiales de ¢ pour ces trois valeurs sont présentées dans la Figure 4. 11.

Les résultats numériques de la résistance en fonction de 1’inclinaison de la stratification sont quant a
eux présentés sur la Figure 4. 12. On peut remarquer que Qg controle essentiellement la cinétique de
la variation de la résistance en fonction de I’orientation. Par comparaison a la distribution

expérimentale de la résistance, Qg =—0.5 est la valeur retenue dans les simulations. Il faut souligner

ici que, avec 1’approche discreéte, la prédiction numérique est sensible au nombre d’orientation choisi.
Pour les matériaux isotropes, il est trouvé qu’une distribution de 15 orientations (famille des plans de
faiblesse) est déja suffisante d’obtenir des résultats stables (Zhu et al. 2008). Cependant, a cause de
I’existence de 1’anisotropie inhérente, cela ne suffit plus pour les matériaux initialement anisotropes.

Dans les simulations, une distribution de 61 orientations (Bazant et Oh, 1986) est adoptée.

20 1 ¢(Mpa)

18 | = Omgc=-0,5
= Omgc=-1,0

16 —— Omgc=-2,0

14 -

12 4

10

Figure 4. 12 Distribution directionnelle de ¢ en fonction de B(M =0.41;¢, =7.9,C55 =16.9)
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10 -

Figure 4. 13 Influence de Qg sur la résistance

Les autres paramétres dans les fonctions plastiques et le critére d’endommagement peuvent étre

déterminés suivant les méthodes exposées dans les chapitres précédents.

L’ensemble des valeurs utilisées dans les simulations est récapitulé dans le Tableau 4. 1. Comme nous
I’avons indiqué dans le chapitre précédent, la pression de confinement a une trés grande influence sur
les propriétés élastiques, qui ne peuvent pas étre considérées comme constantes. Les valeurs des

propriétés élastiques dans le chapitre précédent sont utilisées directement dans les simulations

Tableau 4. 1 Valeurs représentatives des paramétres de 1’argilite Tournemire

Classe Notations et Valeurs

m=0.41, Q;=-0.5, a] =22.03213,

Paramétres plastiques a5 =-5.16213, b,=5.0E -3,
B,=0.4,b, =0.1
Paramétres d’endommagement B,=1.0,m.=0.8

4.6.2 Simulation numérique

La Figure 4. 14 présente la comparaison entre les données expérimentales et les prédictions
numériques de la résistance a la compression uniaxiale pour les différentes orientations 6. Comme

cela peut étre remarqué, une bonne concordance est obtenue.
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Figure 4. 14 Variation de la résistance des essais en compression uniaxiale
Comme souligné en introduction, la prise en compte du couplage entre les anisotropies inhérente et
induite est 1’objectif principal de cette étude. Si on considére (1— (x)i) comme le coefficient traduisant
I’effet de ’endommagement induit de chaque orientation sur le parametre directionnel ¢ qui est

1 . L . i\ A A e
contr6lé par I’anisotropie inhérente, la variable (1—® )C peut étre considéré comme valeur

représentative du couplage entre les anisotropies inhérente et induite.

Contrainte
b
c
—
a Déformation
i
7 = ﬁy
, -~ { -l
) I
-
p L
(a) phase élastique (b) au pic (c) phase résiduelle

Figure 4. 15 Evolution de la fissuration au cours du chargement
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Afin d’étudier 1’évolution de la distribution de cette variable, trois états représentatifs atteint au cours

du chargement sont étudiés : la phase ¢élastique, la rupture, et la phase résiduelle (cf. Figure 4. 15).

La variation de (I1—')c' pour 0 =0° d’essai en compression uniaxiale est présentée sur la Figure 4.

16 dans le repére (S;,S,). Dans la phase élastique (cf. Figure 4. 15(a)), puisqu’il n’y a pas de

glissement plastique, ®' =0 pour toutes les orientations. Dans le repére (5,5,), la ligne noir seul

apparait la distribution initial du paramétre directionnel ¢ qui est contr6lé par 1’anisotropie inhérente.
Avec l’augmentation du niveau des contraintes, des glissements plastiques se développent et
s’orientent suivant des orientations privilégiées. Au pic de rupture qui est un point limite pour la

propagation stable des microfissures, on observe bien |’effet de ’endommagement qui induit une

diminution de la valeur de (1— o' )CI suivant diverses directions. Cela est en accord avec I’observation
expérimentale de 1’apparition de microfissures avant rupture des échantillons (cf. Figure 4. 15(b)).
Apres rupture, il y a propagation instable de la microfissuration qui se localise donnant naissance a
une macrofissure. (cf. Figure 4. 15(c)). Le modéle met bien en évidence cette localisation des
microfissures. En effet, la valeur de (1—')c' chute dans une direction unique qui est donc

représentative de [’orientation de la macrofissure. Cela est en accord avec les observations

expérimentales (Niandou, 1994).

25 4 c*sin(p) l

0=0

—o=— Phase élastique
= Au pic
—/— Phase résiduelle

c*cos(p)

15 20

Figure 4. 16 Variation de (1—®')C' au cours du chargement (6 = 0°)

De méme, les variations de (1 ~o )Ci pour 0 =45% et ©=90° sont présentées sur la Figure 4. 17 et

la Figure 4. 19. Pour le cas 0 =45° (cf. Figure 4. 17), on peut observer que I’effet de

I’endommagement reste trés limité jusqu’au pic. Cela indique que le moteur du comportement pour
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cette orientation est bien la plasticité qui se développe par glissement le long des plans de stratification.
Puis, lors de la phase résiduelle, la dégradation de (1 - )CI apparait pour une orientations avec une

valeur de P trés petite. L’endommagement se localise donc suivant une orientation proche de

I’orientation de la stratification (quasi paralléle). La macrofissure est donc essentiellement localisé
dans un plan de stratification ce qui correspond bien a la rupture par glissement, expérimentalement

observée et présentée sur la Figure 4. 18.

25 - c*sin(p) {  o=450

—=— Phase élastique

—=— Au pic

—/— Phase résiduelle

c*cos(p)

15 20

Figure 4. 17 Variation de (1 — o' )Ci au cours du chargement (0 = 45°)

G1

— Plan de rupture

Figure 4. 18 Illustration de la rupture de glissement

Pour I’orientation®=90° , on peut constater que I’endommagement se développe initialement le
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long d’une orientation d’environ 3 = 20°. Puis, dans la phase post pic, la microfissuration se localise

suivant une direction proche de I’orientation des plans de stratification. Cela peut étre mis en rapport
avec le mode de rupture observé lors des essais qui fait intervenir a la fois une rupture par cisaillement
de la matrice mais aussi une rupture en colonnette liée a 1’ouverture des plans de stratification et a

leurs fluage.

En conclusion, on peut considérer que les modes d’endommagement et de rupture sont bien

reproduites par le modele.

25 - c*sin(p) {[m]‘ 6000

—=— Phase élastique
—=— Au pic

—/— Phase résiduelle

c*cos(p)

15 20

Figure 4. 19 Variation de (1 — o )Ci au cours du chargement (0 = 90°)

/4— Plan de rupture

/

Figure 4. 20 Illustration de la rupture pour 6 = 90°

La Figure 4. 21, permet la comparaison des résultats numériques et expérimentaux des essais en
compression triaxiale sous diverses pressions de confinement. D’un point de vue qualitatif, les
résultats numériques s’accordent bien avec les données expérimentales. Toutefois, des écarts sont
observables. Cela peut étre attribué d’une part a la forte anisotropie inhérente du matériau, mais aussi a

I’existence d’une importante variabilité dans les données expérimentales
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(b) 6 =45°
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120 4 q(Mpa)

e1(%)

2,5

(c) 6=90°

Figure 4. 21 Comparaison entre données expérimentales et simulations des essais de compression triaxiale pour

différentes orientations de chargement

4.6.3 Etudes paramétriques

Dans le modele proposé, I’anisotropie inhérente (structurale) est représentée par les paramétres
directionnels m et C. Dans la simulation précédente, une valeur constante pour m a été adoptée. Afin
d’étudier I’influence de ce paramétre, une étude paramétrique en considérant une variation spatiale de

ce parametre est réalisée dans cette section.

Afin de rendre compte que de I’influence de la variation spatiale de m, nous considérons dans les

simulations suivante valeur constante de ¢ ( C=16MPa ). Il est en outre supposé

que My =0.3 et m;;, =1. Ces deux derni¢res valeurs sont des valeurs posées arbitrairement afin
d’étudier I’effet de la variation spatiale de m. Enfin, en vue d’étudier I'influence de Q) , trois valeurs
différentes (QBn =—0.5;—1;—2) sont considérées dans les simulations suivantes. Les distributions

spatiales de m pour les trois valeurs de ' sont présentées sur la Figure 4. 22.
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Figure 4. 22 Distributions directionnelles de m (M, = 0.3, M, =1)

Afin de rendre compte de I’influence du parametre m, des essais en compression uniaxiale et triaxiale
sous une pression de confinement de 20MPa sont simulés. Les résultats numériques sont présentés

dans la Figure 4. 23. Sur cette figure, on peut constater que les valeurs maximum et minimum de la

résistance sont peu influencée par le paramétre Q' . Par contre, la distribution de la résistance suivant
les différentes orientation est sensible a la valeur de €)' . Avec I’augmentation de ‘Qg‘ ‘ , on observe

une plus faible variation de la résistance avec ’orientation pour les faibles valeurs de 0. Cette faible

variation est liée au fait que la distribution spatiale de m montre une évolution vers la valeur

asymptotique de 1 plus rapide avec ’orientation 3 quand ‘Qg’ ‘ augmente. Notons que cette faible

variation de la résistance pour les orientations O petites pourrait traduire le fait que, pour les
orientation 0 proche de 0°, le mécanisme principal de rupture reste le cisaillement a travers les plans
de stratification comme cela a été observé par exemple sur les schistes ardoisier (Hammade, 1992).
Enfin, Suivant la surface de charge (4.32) choisie, avec 1’augmentation de m, I’influence de la
pression de confinement sur la résistance devient plus marquée. Or comme nous 1’avons vu lors du
paragraphe précédent, la rupture intervient pour des valeurs de B faible pour les orientations 45° et 90°
et une valeur plus grande de B pour I’orientation 0°. Du fait de 1’évolution spatiale de m il est alors
logique d’obtenir une plus grande sensibilité a la pression moyenne pour 1’orientation 0° que pour les

autres orientations.
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—0=—0O0mgm=-0,5
—0— Omgm=-1,0

——Omgm=-2,0

: m ;o .
Figure 4. 23 Influence de €2; sur la résistance en compression

4.7 Comparaison entre les deux modeles anisotropes proposés
Maintenant, il est possible de réaliser une comparaison entre les deux modéles anisotropes proposés.

Selon des analyses numériques, on peut conclure que le modéle macroscopique proposé dans le
chapitre précédent peut bien reproduire macroscopiquement le comportement mécanique des
géomatériaux anisotropes, surtout [’évolution de la déformation plastique et la dépendance de la
résistance a 1’orientation du chargement. De plus, en gardant une rigueur mathématique, le modele est
aussi facile pour étre programmeé et étre utilisé dans la pratique. Mais en utilisant ce modele, il ne peut
pas de bien reproduire les mécanismes phsiques distincts de rupture pour les différentes orientations de
chargement. D’ailleurs, comme un mod¢le macroscopique, le modeéle rend difficilement compte du

couplage entre les anisotropes inhérente et induite.

En revanche, le mod¢le discret proposé dans ce chapitre est capable de traiter proprement le couplage
entre les anisotropies inhérente et induite, et les différents mécanismes de rupture. Mais le défaut de ce
modele se trouve dans sa difficulté a étre appliqué dans la pratique. Du fait que plusieurs directions
sont considérées pour chaque point de Gauss, le calcul est gourmand en temps, et parfois il est difficile
d’avoir convergence. Des travaux complémentaires devront étre entrepris sur la base de cette premicre

proposition de mod¢le.
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4.8 Conclusions

En utilisant 1’approche discréte et le tenseur de fabrique, un nouveau modéle constitutif est proposé
pour prendre en compte le couplage entre I’anisotropie inhérente et celle induite du comportement
mécanique des géomatériaux anisotropes. Pour la plasticité, un critére du type de Mohr-Coulomb est
employé pour décrire le glissement frottant le long des plans de faiblesse. La prise en considération de
I’anisotropie structurale est réalisée par I’introduction de 2 variables directionnelles M et C qui sont
décrits par le tenseur de fabrique. Dans le cadre de ’approche plastique discréte, chaque orientation
des matériaux contribue a la déformation plastique et influence la résistance des matériaux, ce qui
semble préférable en comparaison avec I’approche du plan critique. La comparaison entre des
simulations numériques et des données expérimentales montre que le modele reproduit bien les
principaux aspects des comportements mécaniques des matériaux anisotropes. Notamment le
probléme de couplage entre [’anisotropie inhérente et induite est bien traité par [’approche

thermodynamique discréte.
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Chapitre 5 Mod¢élisation du couplage poromécanique des

matériaux anisotropes

5.1 Introduction

La théorie poroélastique, établie par Biot en 1941, est largement utilisée pour décrire les
comportements hydromécaniques des matériaux poreux saturés. Cependant, dans la majorité des
études, le comportement poromécanique du matériau est supposé isotrope. De plus, si quelques
formulations du comportement poromécanique pour les matériaux anisotropes existent (Biot ,1955 ;
Caroll, 1979; Thompson et Wills ,1993 ; Cheng ,1997) celles-ci se limitent généralement aux

matériaux ne présentant qu’une anisotropie initiale.

Comme nous ’avons indiqué précédemment, pendant le processus de chargement, les fissures
se développent le long d’orientations privilégiées. L’étude réalisée par Lydzba et Shao (2000) a
confirmé que la géométrie microstructurale (distribution de la microfissuration) a une influence
importante sur le comportement poromécanique dont les propriétés doivent dépendre de
I’endommagement induit. En ce sens, 1’anisotropie induite (I’endommagement induit) doit aussi &tre
prise en compte dans la modélisation poromécanique. L’objectif principal de ce chapitre est donc de
proposer un modele de comportement poromécanique pour les matériaux présentant a la fois une
anisotropie inhérente et une anisotropie induite. Par contre, la présente étude sera limitée a des milieux

poreux saturés.

Dans ce chapitre, en premier lieu, la formulation générale de la poroplasticité proposée par Coussy
(2004) sera rappelée. Ensuite, le modeéle anisotrope proposé dans le chapitre précédant, basé sur
I’approche discréte, sera étendu a la formulation poromécanique. L’influence des anisotropies
inhérente et induite sur le couplage poromécanique sera prise en compte. Devant le peu de données
expérimentales sur le comportement poromécaniques sur des matériaux anisotropes, une simulation
numérique sur un matériau initialement isotrope est réalisée dans un premier temps, et afin de vérifier
la pertinence du mode¢le proposé. Finalement, des analyses numériques qualitatives du comportement
poromécanique des matériaux anisotropes endommagés sont réalisées. Il est en particulier vérifié¢ que
le modele proposé est capable de reproduire les principales tendances des comportements

poromécaniques des matériaux anisotropes.

5.2 Formulation générale de la poroplasticité

Dans le cadre de la poroplasticité, la déformation ¢g; j et la porosité ¢ ne sont plus uniquement décrites

par des paramétres ¢élastiques. Des variables internes doivent étre ajoutées pour rendre compte du

comportement irréversible lié a 1’écoulement plastique. Ces variables supplémentaires sont la
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déformation plastique Si? et la porosité plastique ¢ P On considére un milieu poreux plastique qui est

soumis a une contrainte actuelle oj; et une pression de liquide P . Suivant I’hypothése des petites

transformations, on considére que les incréments de déformation et de porosité peuvent étre

décomposés en une partie élastique et une partie plastique :

dejj =dej; +deff, do=d¢® +do” (5.1)

La déformation plastique totale ai? est définie comme la somme des incréments de déformation
plastique a soit :
ef = Idsi‘; ; & =€ +&f (5.2)
De méme pour la porosité, on écrit :
P = [doP; 0—dg = 0% +¢P (5.3)
ou @ est la porosité initiale du milieu poreux.

f

Soit la variation de la masse fluide par I’unité de volume initial. Dans le cas d’un milieu saturé
Pt
déformable, la variation de masse fluide peut étre exprimée par:
dmf dpy
M Gy pt (5.4)
Pt Pt

dps

Dans I’expression (5.4), ¢ correspond a 1’apport de masse de fluide li¢ a la compressibilité du

Pt
fluide saturant. Si on suppose que le liquide est incompressible (dps =0), I'expression (5.4) se
simplifie a :
dm'

——=d¢=d¢® +doP (5.5)
Pt

Par intégration de 1’expression ci-dessus, il vient :
f

T = =0y =0+ 9P 0y (5.6)
Pt

Dans 1’équation (5.6), la Variabled)p est définie comme la variation irréversible de la porosité. La

p

dilatation volumique irréversible de la matrice &, est attribuée d’une part a la variation plastique de la

porosité et d’autre part a la variation volumique plastique de la matrice solide esp soit:
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ey =(1—-¢glef +¢° (5.7)

Dans le cas des sols, la plasticité est principalement liée au glissement relatif des grains constituants. Il
vient que les déformations volumiques irréversibles de la matrice solide peuvent &tre négligés.

L’équation (5.6) prend alors la forme triviale suivante :

el =4 (5.8)

Dans le cadre général de la thermodynamique des milieux poreux saturés, il est supposé que 1’énergie

libre de la matrice est liée seulement a la déformation é€lastique et a la variation de porosité réversible

(Coussy, 2004). En notant Wy 1’énergie libre du squelette d’un milieu poreux saturé, il vient :
Wy = W (&;; _giﬁ)’(l)_q)p:a)) (5.9

La variable @ désigne un état d’endommagement donné. On suppose de plus que Wg peut étre
décomposée en deux parties :

Wy =W (gij —&f, @) + W, (g &, 0— ¢, ®) (5.10)

ouW, représente I’énergie libre du squelette sec, et I’expression suivante est adoptée :

W :%(gij —&f): C(®): (g5 — &) (5.11)

Et W, représente le couplage poroélastique dans le milieu poreux saturé endommagé. En s’inspirant

du potentiel définit pour les matériaux endommagés par Shao (1998), I’expression de W, suivante est

proposée:

Wy = 940° +4M (@)ay (@) (55 —5)+ M @)6°)° (5.12)

Dans I’expression, le parametre g\(,) est I’enthalpie libre massique du fluide, o (®) est le tenseur des

coefficients anisotropes de Biot et M (@) représente le module de Biot endommagé. Par dérivation

standard, on obtient les équations d’état :

6jj = Ciig (@) : (&5 — &) ) — M (@) ou(@)$° (5.13)

p=M(@)($— o~ — (@) : (e — )
f (5.14)
~.,M ~
=M (@)(——0" 0 (®): (5; — &)
Pt
En introduisant I’équation (5.8) dans I’équation (5.14), la pression interstiticlle est reliée aux

déformations :
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f
p= M(cﬁ)(rg——sv" — 0 (@) : (5 — D)) (5.15)
f

Dans I’équation (5.13), C%kl (®) représente le tenseur d’élasticité endommagé en condition non

f

drainée ( =0). En reportant ’équation (5.14) dans I’équation (5.13), on obtient I’équation d’état

Pt

en condition drainée:

Gjj = Cija (®) : (i — &) — o5 (D) P (5.16)
Ou Cijkl (®) est le tenseur d’élasticité en condition drainée, et:

Cijia (®) = Ciji (@) + M (D)ot (@) oryg (@) (5.17)

5.2.1 Identification des paramétres du milieu poreux endommagé

En se basant sur I’analyse micromécanique (Biot, 1995 ; Cheng, 1996 ; Thompson et Willis, 1994 ;
Cheng, 1997), les relations suivantes, liant les différents parametres définis dans les équations d’états,
sont adoptées:
~ b~
atij (@) = 85 — Cija (®) Admm (5.18)
1

M@= S (5.19)
Cijmn (©) Apnin (Ajik (@) — Ajjiac ) + §(C ¢ —C5i)

. AS . . . . .
ou Agmn représente le tenseur des souplesses de la matrice solide supposé constant; C; est le

coefficient de compressibilité du fluide ; et Cisi’ est un tenseur symétrique d’ordre 2 (introduit afin de

décrire la déformation hétérogene du solide soumis a la pression de liquide. Afin de simplifier les

équations ci-dessus, deux hypothéses complémentaires sont utilisées :

L’hypothése de ‘micro- homogénéité’ qui suppose que le squelette poreux est homogene a 1’échelle
microscopique, le milieu pouvant étre hétérogeéne a I’échelle macroscopique du fait de la distribution

de différentes phases matérielles dans la matrice (Nur et Byerlee, 1991)

L’hypothése de ‘micro- isotropie’, qui considére que le solide est isotrope a 1I’échelle microscopique,

I’anisotropie inhérente étant alors attribuée a 1’orientation des défauts et de la porosité dans la matrice.

En adoptant ces hypothéses, les relations (5.18) et (5.19) peuvent étre simplifiées comme suit (Cheng,
1997):

b ,~
Cijia (®)

i (0) =85 =— -
S

(5.20)

132

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

M (&) = K (5.21)

K Ks
(I—Kfs)—tb(l—Kff)

Ou Kj est le module de compressibilité de la matrice solide.

b =
K" = w (5.22)

5.2.2 Critére plastique en milieux poreux saturés

Dans cette section, nous proposons d’étendre le modéle purement mécanique développé au chapitre 4
au cas du couplage poromécanique afin de rendre en compte de 1’influence de la pression interstitielle
sur le comportement du matériau poreux anisotrope.

Selon I’approche discréte, la surface de charge et le potentiel plastique sont exprimés a partir des

projections tangente G{ et normale G'n du tenseur des contraintes Gj; appliqué sur chaque plan de

. , .. .. s g . i
faiblesse. Il est supposé que la pression interstitielle n’a d’influence que sur la projection normale G, .

Selon le concept des contraintes effectives (Bishop, 1963; Coussy, 2004), I’expression suivante est

adoptée :

oh =gl +B-p (5.23)

Dans cette 1’équation, B représente le coefficient de contrainte effective plastique. De nombreuses
études ont confirmé que B augmente avec 1’évolution de la microfissure, traduisant le fait que

I’influence de la pression interstitielle est d’autant plus importante que les fissures sont ouvertes Nous

supposons donc que la valeur de3 augmente avec 1’évolution de I’endommagement, et I’expression
suivante est adoptée :
: i b
B'=(—) (5.24)
¢
®' représente la variable d’endommagement dans la direction i, o, représente la valeur maximale de
I’endommagement au niveau du palier résiduel et le paramétre b contrdle la cinétique de I’évolution

de B.

Notons que suivant cette évolution de 3 , lorsque le matériau n’est pas fissuré (0 =0), la pression
interstitielle n’a pas 1’influence sur la contrainte effective plastique (B' =0). La valeur maximum de

B est atteinte quand les fissures sont totalement développées (0 = g ).
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Gt

0%+Bp

Figure 5. 1 Illustration de la contrainte effective

Suivant cette définition de contrainte effective plastique, le criteére de plasticité et le potentiel plastique

développé au chapitre 4 sont étendus au cas du milieu poreux saturé et s’écrivent :

et

Q=0 +(' —Bo)(1 - )m'cy (5.26)

5.3 Premiéres simulations numériques

5.3.1 Simulations des matériaux isotropes

Devant le peu de données expérimentales sur le comportement hydromécanique des matériaux
anisotropes, le modéle proposé ici est dans un premier temps confronté aux résultats expérimentaux

obtenus sur une matériau isotrope : le grés des Vosges.

Le gres fin des Vosges est un matériau assez homogene, de couleur jaune -rose a matrice quartzeuse.
La taille de grains varie de 200 a 300 um . La porosité (¢ ) totale ouverte est égale 420.22+0.03%,
la porosité ouverte par immersion dans 1’eau est de17.254+1.4% . La masse volumique a sec est de
2159 / cm® et la perméabilité intrinséque varie de 1.2 a 2.18x10™ cm/s . Les données

expérimentales obtenues par Khazraei (1995) sont utilisées dans les simulations.

5.3.1.1 Détermination des parameétres du modéle poromécanique

La procédure de détermination des parameétres du modele mécanique a partir des données
expérimentales a été détaillée au chapitre 4. La méme procédure est alors utilisée pour déterminer les
valeurs des parametres du modele. En considérant que le matériau est initialement isotrope, une valeur
constante pour M et C est adoptée dans les simulations. L’ensemble des paramétres obtenus est

récapitulé dans le tableau 5.1.
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Tableau 5. 1 Valeurs représentatives des parameétres du grés de Vosges

Classe Notations et Valeurs
Paramétres élastiques E=20MPa, v=0.3, K; =1790MPa
Paramétres plastiques m=1.1, ¢ = 30,b,=7.0E-3,B,=0.3,b, =0.1
Parameétres

B,=20.0, . =0.8
d’endommagement

5.3.1.2 Essai de compression triaxiale drainée

Les essais de compression triaxiaux en condition drainée ont été simulés et les résultats numériques
sont comparés aux données expérimentales. Les résultats sont présentés de la Figure 5. 2 a la Figure 5.
4. Comme cela peut étre observé, une bonne concordance est obtenue entre les résultats numériques et
les données expérimentales. La dépendance des réponses mécaniques a la pression de confinement est
bien reproduite. La Figure 5. 4 représente la variation du coefficient de Biot. On peut constater que la
variation du coefficient de Biot dans la direction latérale est plus importante que celle observée dans la
direction axiale. Cela peut étre considéré comme une conséquence du développement préférentiel des
microfissures suivant la direction du chargement et donc de leur ouverture dans la direction latérale.
Ces résultats sont en accord avec les données expérimentales qui montrent un développement

préférentiel de la microfissuration suivant I’axe de chargement dans les essais triaxiaux.

80 1 oo (MPa)

Figure 5. 2 Simulation (courbe continue) d’un essai de compression triaxiale avec une pression de confinement
de 5 MPa
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120 1- (MPa)

¢ (10e-3) ¢1 (10e-3)

-16 -10 -5 0 5 10 15 20

Figure 5. 3 Simulation (courbe continue) d’un essai de compression triaxiale avec une pression de confinement
de 10 MPa

180 1 510, (MPa)

Figure 5. 4 Simulation (courbe continue) d’un essai de compression triaxiale avec la pression de confinement
(40MPa)
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1,30 1 Variation relative du coefficient de Biot
1,20 -
1,10 -
€11(%)
1,00 ‘ ‘ ‘ ‘ )
0,00 0,20 0,40 0,60 0,80 1,00

Figure 5. 5 Variation relative du coefficient de Biot (Pc=5MPa)

5.3.1.3 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous différents
niveaux de déviateur (ECMP)

Dans ce type d’essai, les échantillons saturés sont d’abord soumis a une compression triaxiale jusqu’a
un certain niveau du déviateur de contrainte don un certain niveau d’endommagement. Ensuite, en
maintenant les contraintes axiales et latérales constantes, la pression interstitielle (p) est augmentée
jusqu'a une valeur choisie. L’objectif de ces essais est de mettre en évidence les conséquences de
I’endommagement induit par le déviateur de contraintes sur les réponses poromécanique du matériau

soumis a une sollicitation hydrostatique.

On présente sur la Figure 5. 6 les résultats expérimentaux obtenus par (Karami, 1998). Ces essais ont
été réalisés sur un grés présentant un comportement mécanique similaire a celui des Vosges. Les
résultats obtenus permettent mettre en exergue les effets de la microfissuration ainsi que 1’effet de la
pression interstitielle. En effet, la microfissuration s’orientant principalement dans la direction axiale
on observe des déformations latérales plus importantes avec [’augmentation du déviateur (de
I’endommagement). D’autre part, suite a [’augmentation de la pression de pore il apparait un
comportement non linéaire que I’on peut attribuer au développement de déformations plastiques.
Enfin, pour le déviateur le plus élevé, on observe 1’effet de la dilatance plastique qui induit de forte
déformation dilatante dans la direction latérale alors que dans le méme temps on observe un
affaissement dans la direction axiale. Cet état peut étre relié a 1’augmentation de 1’ouverture des
fissures dans la direction latérale induite par la pression de pore et donc la dégradation des

caractéristiques mécaniques du matériau.
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16 Pw(MPa)
MaMpa oM e oroz=81 MPa 14 |
12 -
10 -
g
Pc=40 MPa 6 -
~hess(e0) Acr1(e-6)
‘ ‘ ‘ ‘ ‘ o3 & ‘
1000  -800  -600 400  -200 0 200 400

Figure 5. 6 Réponse expérimentale de la déformation durant le processus de montée en pression interstitielle

pour différentes valeurs du déviateur sous une pression de confinement 40MPa (N.B : L’abscisse
Agy; =200x 107° est une valeur fictive permettant une bonne lisibilité des courbes).
16 - Pw (MPa)
120 100 80 go 100 120
14 |
12

10
Pc=40 MPa

—Agyy —Agy;

0
=4

-8,0E-04 -6,0E-04 -4,0E-04 -2,0E-04 0,0E+00 2,0E-04 4,0E-04 6,0E-04

Figure 5. 7 Réponses numériques des déformations durant la montée en pression interstitielle pour différentes
valeurs du déviateur (20MPa, 60 MPa, 98 MPa) sous une pression de confinement 40MPa (N.B : L abscisse

Ag =2x 10~ est une valeur fictive permettant une bonne lisibilité des courbes)

La Figure 5. 7 présente les résultats numériques d’un tel essai (essai de compression triaxiale
(Pc=40MPa) avec montée en pression interstiticlle en utilisant les paramétres déterminés sur le gres

des Vosges. Dans ces simulations, une relation linéaire entre 3 et ’endommagement est retenu

(b=1). Les déformations induites par la pression interstiticlle sont évidements anisotropes. La
variation de déformation latérale est plus importante que la variation de déformation axiale pendant
I’essai. Comme précédemment cela est 1ié au développement préférentiel des microfissures dans la

direction du chargement. De plus, suite a 1’augmentation de la pression interstitielle, la contrainte
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effective se trouve modifiée, et le seuil de plasticité se trouve dépassé. Des déformations plastiques
apparaissent induisant un comportement non linéaire. Finalement on peut constater qu’il y a une
bonne concordance qualitative entre les résultats numériques et les observations expérimentales.

5.3.1.4 Essai de compression triaxiale non drainée

Les essais de compression triaxiale non drainée sont des essais pour lesquels il n’y a aucun échange

de masse fluide avec I’extérieur ( =0). L’objectif principal de ces essais est alors d’étudier

Pt
I’influence de la microfissuration induite sur la variation de la pression de liquide. En reportant
Amy _
—— =0 dans I’équation (5.14), on a:
Pt

P— Py = -M(®)oj(®): (g —&f)) — P (5.27)

On peut alors remarquer qu’en condition non drainée, la variation de pression interstitielle est liée aux

déformations élastique et plastique.

Dans la Figure 5. 8, les simulations numériques des essais triaxiaux en compression non drainés sous
différentes pressions de confinement sont présentées. En comparaison avec les données
expérimentales obtenues par Karami (1998), comme présenté dans la Figure 5. 9, on peut remarquer
ici aussi une bonne concordance qualitative. La cinétique de variation de la pression interstitielle au
cours de chargement est bien reproduite par le modele proposé. En particulier, on peut observer que le
modéle reproduit bien les effets de la transition contractance/dilatance. La vitesse d’évolution de la
pression de pore dans le domaine contractant est bien nettement supérieure a celle obtenue dans le

domaine dilatant.

oo (MPa)

40
3o} Pw (Mpa)

20 |

e (10e-3) 10 &1 (10e-3)

()

-10,0 -5,0 0,0 5,0 10,0 15,0 20,0

(a) Pc=10MPa
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140 1 &1-02 (MPa)

& (106-3) ’ & (10e-3)

-10,0 -5,0 0,0 5,0 10,0 15,0 20,0

(b) Pc=30MPa

180 1 o1-o» (MPa)
160 -

Pw (Mpa)

& (10e-3) 20 &1 (10e-3)

-10,0 -5,0 0,0 5,0 10,0 15,0 20,0

(c) Pc=50MPa

Figure 5. 8 Simulation des essais triaxiaux en compression non drainé sous des pressions de confinement
différentes (10MPa, 30MPa, 50MPa)
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160 - o,-c, (MPa)

¢ (10e-6)

0
o

-10000  -5000 0 5000 10000 15000 20000

Figure 5. 9 Essais de compression triaxiale non drainée sous pression de confinement Pc=10MPa

5.3.2 Simulations des matériaux isotropes transverses

Afin d’étudier la performance du modele proposé sur les comportement poromécanique des matériaux
anisotropes, quelques simulations numériques sont réalisées ici en prenant pour paramétres du modele
ceux déterminés pour I’argilite de Tournemire. L’ensemble des parameétres utilisés est donné dans le
Tableau 5.2. Devant I’absence de résultats expérimentaux, seules les analyses qualitatives, en rapport

avec ce qui a pu étre observé pour les matériaux isotropes, seront formulées.

Tableau 5. 2: Récapitulatif des valeurs des paramétres

= 6000MPa

V1 0.23

E, 15000MPa

Vo3 0.17
Paramétres élastiques initiaux

G 4000MPa

& 20000MPa

I 4000MPa

K 1790MPa
Paramétres de la plasticité m 0.45

o) 2.0

a’ 17.17
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a5 -0.167

by 5x107

b, 0.1

Po 0.4
Paramétres de | ®c 0.8
I’endommagement b, 1

5.3.2.1 Essai de compression triaxiale drainée
Les résultats numériques des essais drainés sont présentés dans cette section. La Figure 5. 10 présente

les résultats pour ’orientation ® = 0°. Du fait de I’existence d’une anisotropie inhérente, les valeurs
initiales des coefficients de Biot dans les deux directions structurales sont différentes. De plus, si on
considere les plans de stratification comme étant des plans de microfissures, on observe bien un
coefficient de Biot dans la direction axiale (normale au plan) plus grand que celui dans la direction
latérale. Enfin, le mode de rupture étant principalement lié au développement d’une microfissuration
axiale, on observe bien une augmentation relative plus marquée du coefficient de Biot dans la

direction latérale.

-0

60 1 &i-c(MPa) l 0=0
-] le
0
44
3ol
20
10
(e-4) . &i(e-4)
4 -2 0 2 4 6

(a) Courbe contrainte déviatorique-déformation

142

© 2011 Tous droits réservés. http://doc.univ-lille1 fr



Thése de Liang Chen, Lille 1, 2009

09 - Coefficient de Biot
a1
0,8 | } 0=0°
> e
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ei(e-4)
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(b) Variation des coefficients de Biot
1,10 1 Variation relative J 0=0°
> e
asdo’ss
1,05 -
/ 0
aqt/on 11
er(e-4)
1,00 : \ \ \ \ |
0 1 2 3 4 5 6

(c) Variation relative des coefficients de Biot
Figure 5. 10 Courbes d’essai en compression uniaxiale pour 0 = 0°

Pour Porientation 8 =90° (cf. Figure 5. 11), a I'inverse du cas précédent, ¢’est le coefficient de Biot
latéral qui est initialement plus grand que celui axial. De la méme fagon, ce résultat traduit le fait que
la normale aux plans de stratification est ici suivant la direction latérale. De plus, la microfissuration
induite par le chargement se développe parallélement au plan de stratification. La variation relative du

coefficient de Biot est donc plus marquée dans cette direction que dans la direction axiale.
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Figure 5. 11 Courbes d’essai en compression uniaxiale pour 6 = 90°
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Figure 5. 12 Courbes d’essai en compression uniaxiale pour 0 = 45°
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Enfin, pour I’orientation 0 = 45° | du fait de la position des plans de stratification, nous obtenons bien
des valeurs des coefficients de Biot initialement égaux dans les deux directions (axiale et latérale). De
plus, comme nous I’avons évoqué au chapitre 4, la rupture dans ce cas est principalement due au
glissement le long des plans de stratification. La microfissuration induite se trouve donc orientée
essenticllement suivant I’orientation des plans de stratification. Les coefficients directeurs de la
normale au plan de stratification et de microfissuration étant, dans le repére de 1’essai, égaux, il est

logique d’obtenir dans ce cas des variations identiques du coefficient de Biot dans les deux directions.

— Plan de rupture

6=45°

G3

Plan de stratification

Figure 5. 13 Mode de rupture pour 6 = 45° (caractéres sont un peu grand)

Qualitativement, la réponse du modele est donc bien en accord avec les observations effectuées dans le
cas isotrope qui indiquait un coefficient de Biot plus important dans la direction normale aux plans de
microfissuration. En effet, si on considére 1’anisotropie inhérente comme étant un mode de fissuration
initiale, la valeur du coefficient de Biot est bien plus grande dans la direction normale au plan de
stratification. De plus, avec le développement de la microfissuration on observe bien une variation
plus importante du coefficient de Biot dans la direction normale a la direction préférentielle des

microfissures.

5.3.2.2 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous différents

déviateurs

Les essais de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle pour différentes orientations

des plans de stratification sont simulés dans cette section. Les variations des déformation avec

I’augmentation de la pression de liquide pour 0 = 0° sont montrées sur la Figure 5. 13 pour différentes

valeurs du déviateur de contrainte appliquée.
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Pc=30 MPa 16 Pression liquide(MPa) l 9=0°
70 50 30 50 70 N
30
—Ag33 —Aet
r T 0 I T 1
-1,0E-03 -5,0E-04 0,0E+00 5,0E-04 1,0E-03 1,5E-03

Figure 5. 14 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous pression de confinement
Pc= 30 MPa pour 6 = 0°: évolution des déformations durant le processus de montée en pression interstitielle

pour les différentes valeurs du déviateur (30MPa, S0MPa, 70MPa) (N.B. : L’abscisse Ag;; =1x 107 est une

valeur fictive permettant une meilleure lisibilité des courbes)

Pour le déviateur le plus faible, la microfissuration induite par le chargement est faible. Aussi, 1’effet
de I’augmentation de la pression de liquide se fait essentiellement ressentir dans la direction axiale
(par ouverture des plans). Ces résultats sont liés d’une part aux valeurs des modules de compressibilité
(plus faible dans la direction axiale) mais aussi aux différences qui existent entre les coefficients de
Biot dans les deux directions. En effet, le module d’Young axial étant moins important que le module
d’Young latéral, pour une méme variation de contrainte, la déformation sera plus importante dans la
direction axiale. De plus, du fait d’une valeur plus importante du coefficient de Biot dans la direction
axiale ; I’augmentation de la pression interstitielle entraine une variation de contrainte effective dans la
direction axiale plus importante que celle déterminée dans la direction latérale. Mécaniquement, tout

se passe comme si, dans la direction axiale, on induisait un chargement li¢ a la pression interstitielle

(oly; —ol33)Ap (cf. Figure 5. 15).

Avec 1’augmentation du déviateur de contrainte, la microfissuration axiale se développe et la pression
de pore va pouvoir se faire ressentir a la fois dans la direction axiale (par ouverture des plans) et dans
la direction latérale (ouverture des microfissures). La pression interstitielle fait donc croitre
I’endommagement et on induit une diminution des caractéristiques mécaniques. Les déformations
latérales augmentent donc sous 1’effet conjugué de la pression de pore et de la diminution de la rigidité
du matériau. Dans la direction axiale les deux mécanismes entre en compétition : sous ’effet de la
pression de pore les déformations sont de type dilatante alors que la perte de rigidité entraine une
déformation contractante. Avec 1’augmentation de la pression de pore, le phénoméne s’accentue du
fait de 1’augmentation de I’endommagement. Le comportement devient de fait non linéaire avec

I’augmentation de la pression interstitielle.
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Enfin, pour le déviateur le plus important, se superpose au phénomene précédent la dilatance plastique.
L’augmentation de la pression interstiticlle se fait alors ressentir exclusivement dans la direction
normale aux microfissures. Dans cette phase, le développement des microfissures est trés rapide.
L’augmentation de la pression de pore induit donc une augmentation importante de I’endommagement.
Le mécanisme dilatant 1ié¢ a [’augmentation de la pression de pore ne peut alors pas contrebalancer le
mécanisme contractant li¢ a la dégradation des caractéristiques mécaniques du matériau dans la
direction axiale. Dans la direction latérale les deux mécanismes se superposent et li¢ au

développement rapide de la microfissuration, le comportement devient fortement non linéaire.

T (0t44-033)AP

Figure 5. 15 Illustration de la pression interstitielle déviatrorique
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Figure 5. 16 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous pression de confinement

Pc= 30 MPa pour 0 =90° : évolution des déformations durant le processus de montée en pression interstitielle
pour différentes valeurs du déviateur (30MPa, 50MPa, 70MPa)

Les résultats numériques pour ’orientation 6 = 90° sont présentés sur la Figure 5. 16. Contrairement
au cas précédent, les plans de stratification et de microfissuration sont parall¢les a la direction du
chargement axial. La pression interstitielle se fait alors ressentir essentiecllement dans la direction
latérale (le coefficient de Biot étant plus important dans cette direction). Avec 1’augmentation de la

pression interstitielle, les plans de stratification et de microfissuration s’ouvrent. Cela induit une
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dégradation des modules et donc un affaissement dans la direction axiale. Notons, qu’avec

I’augmentation du déviateur le phénoméne augmente du fait de la dilatance plastique.

Enfin, les résultats numériques pour 0 =45° sont présentés dans la Figure 5. 17. Pour le faible
déviateur de contrainte, la microfissuration étant peu développé et les modules élastiques dans les
deux directions axiale et latérale égaux, I’effet de la pression de pore est identique dans les deux
directions engendrant une dilatation du matériau. Avec 1’augmentation du déviateur, la fissuration est
plus importante. Suite a 1’augmentation de la microfissuration, le module de cisaillement diminue
entrainant dans la direction axiale un glissement des plans les uns sur les autres et donc une
déformation contractante dans cette direction. Comme précédemment ce phénomene est amplifié avec

’apparition de la dilatance plastique.

Pression liquide(MPa)

16 -
60 35 15 15 35 60
14
12
10 l 0=45°
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Figure 5. 17 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous pression de confinement

Pc= 30 MPa pour 0 =45°: évolution des déformations durant le processus de montée en pression interstitielle

pour différentes valeurs du déviateur (30MPa, 50MPa, 70MPa)

5.4 Conclusion

Dans ce chapitre, en se basant sur des études réalisées, une extension du modele élastoplastique couplé
a ’endommagement est proposée pour la description du comportement poromécanique des matériaux
anisotropes. Le tenseur des coefficients de Biot est déterminé a partir des propriétés élastiques
endommagges. Les deux hypothéses de ‘micro- homogénéité’ et ‘micro- isotropie’ sont adoptées. Des
simulations numériques des matériaux isotropes et anisotropes sont réalisées afin de vérifier la
formulation proposée. Les comparaisons entre les résultats expérimentaux et numériques sur un gres
ont confirmé que le mode¢le est capable de reproduire les principaux comportements poromécaniques,
en particulier la variation du coefficient de Biot au cours du chargement. Finalement, quelques études
numériques qualitatives sont réalisées sur le matériau anisotrope. L’ensemble des résultats montre bien

les couplages qui peuvent exister entre la pression de pore et les différentes anisotropies. D’un point
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de vue qualitatif, ils sont en accord avec les résultats que 1’on pourrait escompter. Cependant afin de
valider totalement I’approche proposée une confrontation directe aux données expérimentales reste
nécessaire. En particulier le bien fondé des hypothéses de micro- homogénéité et de micro- isotropie
reste & vérifier. Dans le cas ou ces hypothéses seraient mise en défaut, des lois supplémentaires de

variation du coefficient de Biot devront étre formulées.
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Conclusion générale et perspective

L’objectif du travail présenté dans ce mémoire consiste a modéliser le comportement poromécanique
et hydromécanique des géomatériaux semi-fragiles. Le travail effectué est divisé en deux parties. La
premiére partie aborde I’étude du comportement hydromécanique des géomatériaux initialement
isotropes. Dans cette premicre partie, un accent particulier est mis sur 1’étude de I’influence de la
dessiccation sur le comportement mécanique des géomatériaux. L’objectif de la deuxiéme partie était
d’étudier les comportements mécaniques et poromécaniques des matériaux ayant une anisotropie
inhérente. Les aspects fondamentaux du comportement des matériaux anisotropes sont pris en compte :
la dépendance du comportement mécanique a l’orientation du chargement, le couplage des

anisotropies inhérente et induite, aussi que le couplage hydromécanique.

Pour mener a bien ce travail, nous avons d’abord effectué une analyse bibliographique qui a permis de
cerner de nombreux problémes existants et de fixer les objectifs principaux de notre recherche quant a

la prise en considération des couplages hydromécaniques des matériaux semi-fragiles.

Dans la premiére partie, en se basant sur les observations expérimentales, un modé¢le élastoplastique
couplé a I’endommagement a été développé. La formulation plastique est non associée, une fonction
de charge et un potentiel plastique sont proposés afin de décrire les comportements plastiques des
géomatériaux étudiés dans ce travail. Un critére d’endommagement est proposé. Dans ce critére, les
évolutions de I’endommagement en compression et en traction sont traitées séparément. Grace a cette
formulation, on a pu rendre compte des différents mécanismes de rupture. Puis, les couplages
hydromécaniques ont pu étre pris en considération en employant le concept des contraintes effectives
généralisées pour la déformation plastique. Une méthode pratique est proposée pour déterminer le
coefficient des contraintes effectives plastiques. Les simulations des essais réalisés sur deux matériaux
semi-fragiles différents (mortier et argilite), et les simulations de structures soumises a de la flexion
sont ensuite réalisées pour déterminer la performance du modele proposé. 1l apparait que, en utilisant
le concept des contraintes effectives généralisées, le modele proposé est capable de reproduire les
principales caractéristiques du comportement poromécanique et hydromécanique des matériaux

isotropes semi-fragiles.

Dans la deuxiéme partie, ’attention est portée sur I’étude du comportement mécanique et
hydromécanique des matériaux anisotropes sous contraintes de compression. Afin d’étudier et de
simuler I’influence de I’anisotropie initiale sur le comportement mécanique, un modele de

comportement mécanique élastoplastique anisotrope couplé a un endommagement isotrope induit a
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d’abord été présenté au chapitre 3. La formulation du modéle proposé repose sur le concept du tenseur
de fabrique. Ce travail peut étre considéré comme une extension du modele proposé par Pietruszczak
(1998) par introduction de 1’effet de I’endommagement sur le comportement des matériaux semi-
fragiles initialement anisotropes. En particulier, le comportement post-pic est pris en compte dans le
modele via 1’évolution de I’endommagement dans la formulation du modéle. Les simulations des
essais sur 1’argilite de Tournemire ont montré la capacit¢ du modele développé a reproduire les

principaux mécanismes du comportement des matériaux anisotropes

Cependant les microfissures qui se développent dans le matériau lors du chargement s’orientent
suivant des orientations privilégiées. La dégradation des propriétés des matériaux est elle aussi
directionnelle. En ce sens, une anisotropie induite existe et se superpose a 1’anisotropie initiale du
matériau. Pour prendre en compte ce phénomeéne dans les modeles macroscopiques, des tenseurs
d’ordre supérieurs sont introduits. Dans ce cas, la formulation du modele devient complexe et les

composants du tenseur sont difficiles a déterminer et manquent généralement de sens physique.

Afin d’étudier le couplage entre les anisotropies inhérente et induite, un nouveau modéle anisotrope
est proposé au chapitre 4. Ce modéele de comportement se base sur I’approche thermodynamique
discréte. Suivant cette approche, la déformation plastique est considérée comme une conséquence
macroscopique du glissement le long des plans de faiblesse. Pour chaque famille de plans de faiblesse,
la régle d’écoulement plastique et le critere d’endommagement sont construits dans le cadre de la
thermodynamique irréversible. En prenant en compte le couplage entre 1’endommagement et le
glissement frottant, I’influence de 1’anisotropie induite (endommagement induit) sur le comportement
mécanique est modélisée. La procédure de détermination des paramétres dans le modele a été
présentée. En étudiant la variation de la distribution des propriétés directionnelles, il est vérifié que,
I’approche proposée permet de bien rendre compte du comportement des matériaux anisotropes. En
particulier, les différents mécanismes de rupture qui interviennent en fonction de 1’orientation du

chargement ont pu étre décrits.

Finalement, le modéle discret proposé est étendu a la modélisation du comportement poromécanique
des matériaux anisotropes dans le cadre de la théorie poroélastique et poroplastique couplée a
I’endommagement. Les évolutions des propriétés poromécaniques sont déterminées en fonction de
I’endommagement induit. Devant le manque de données expérimentales, des analyses principalement
qualitatives sont réalisées sur le comportement poromécanique des matériaux anisotropes. Il apparait
que les résultats obtenus sont en accord avec les tendances générales des réponses des géomatériaux

anisotropes et conformes a des résultats issus des études micromécaniques.

Finalement, notre travail a permis de bien rendre compte des principaux traits du comportement
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poromécanique et hydromécanique des géomatériaux semi-fragiles, a savoir :

1) Les principaux comportements mécaniques des géomatériaux semi-fragiles isotropes, incluant les
divers mécanismes de rupture sous différents états des contraintes, 1’évolution de la déformation
plastique, la dégradation des propriétés €lastiques, la transition contractance/dilatance plastique,

la forte influence de la pression de confinement ;

2) L’influence de la dessiccation sur le comportement mécanique des matériaux isotropes. Les
observations expérimentales au cours du séchage sont bien reproduites, incluant 1’augmentation
de la résistance, la transition ouverture/fermeture des microfissures, et I’évolution de la
perméabilité ;

3) Le comportement mécanique directionnel des matériaux semi-fragiles ayant une anisotropie

inhérente, notamment la dépendance de la résistance a 1’orientation du chargement ;

4) Le couplage des anisotropies inhérente et induite permettant de rendre compte des mécanismes de

rupture observés expérimentalement;

5) Le couplage poromécanique des matériaux anisotropes qui montre I’influence de 1’orientation du

chargement sur la réponse du matériau.

Cependant, il reste encore des sujets ouverts et des travaux a réaliser pour compléter ceux menés

jusqu’a présent. Les perspectives de ce travail sont nombreuses :

1) Une des hypothéses fondamentales de ce travail est I’emploi du concept des contraintes effectives.
De plus, nous avons postulé que le moteur du couplage poromécanique en condition non saturée
est la pression capillaire. La validité de ces deux concepts reste un sujet encore ouvert. En
particulier, les effets tels que ceux de la pression de disjonction, ou des tensions de surface
doivent étre analysés pour les forts taux de désaturation. De méme, des études sur la validité du
concept des contraintes effectives a 1’échelle microscopique devraient permettre de valider notre

approche.

2) De plus, le modele de comportement des matériaux anisotropes a été formulé uniquement dans le
cadre des états de contraintes de compression. Comme pour les matériaux isotropes, les
mécanismes physiques de comportement en traction sont différents de ceux en compression.
L’endommagement devient en traction le principal moteur du comportement. Une extension du
modele pour rendre compte du comportement en traction des matériaux anisotropes est donc
nécessaire. Notons enfin que 1’endommagement se localise. Une approche régularisée est alors

nécessaire afin de pouvoir mener des analyses du processus de rupture des structures.
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3) Pour finir, les modéles de comportement poromécanique anisotrope n’ont pu étre confrontés
qu’aux données expérimentales en laboratoire. La comparaison des performances du modéle par
rapport & d’autres résultats expérimentaux, en particulier des mesures in situ, doit étre réalisée

pour déterminer la validité de notre approche.
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