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INTRODUCTION

Les exploitations miniéres, les excavations et de nombreux ouvrages souterrains sont
parfois réalisés dans des formations anisotropes. Ces formations sont communément des roches
sedimentaires stratifiées (argilites, calcaire), des roches métamorphiques foliacées (schiste,
ardoise, gneiss) ou encore des massifs rocheux coupés par une ou des familles de joints.

Le matériau €tudié dans ce mémoire est un schiste ardoisier daté de I’Ordovicien connu
sous le nom de schiste d’Angers (Maine et Loire). Ce matériau est un matériau 4 comportement
fragile caractérisé par une anisotropie structurale macroscopique due a une schistosité tres
marquee. Cette structure orientée entraine des variations directionnelles des propriétés
mécaniques.

L’anisotropie des propriétés physiques ou rhéologiques d’un matériau rocheux résulte
d’éléments endogénes tels que la lithification et la compaction des roches sédimentaires, ou
exogenes tels que la diagénése, le métamorphisme, la fusion ou encore I’érosion, associés a
I’histoire de formation.

Suivant I’échelle d’observation on distinguera tout d’abord 1’anisotropie de' structure
minéralogique due a I’anisotropie des particules élémentaires du matériau, puis l’anisotropie
pétrographique due a un arrangement non aléatoire des grains ou des microfisssures
préexistantes, enfin |’anisotropie macroscopique caractérisée par des éléments macrostructuraux
tels que la linéation, la stratification ou encore la schistosité, le clivage (Lemaitre et Chaboche
(1985)). Suivant I’échelle d’observation un matériau pourra donc étre isotrope ou anisotrope.

Une bonne compréhension et une description appropriée de la réponse anisotrope de ces
formations aux sollicitations mécaniques est d’une importance cruciale dans !’analyse de la
stabilité des ouvrages de Génie Civil.

Si des études existent sur la modélisation du comportement plastique ou viscoplastique
des roches anisotropes (Boelher (1978), Nova (1986), Niandou (1994), Cazacu (1995)), en ce qui
concerne la caractérisation du comportement fragile, seules des lois de types élastiques ou
hypoélastiques ( le plus souvent avec dépendance des modules en fonction de la contraintes
principale mineure) ont été proposées pour les applications pratiques (Lekhnistkii (1962), Wang
(1992), Hammade (1992), Hoek (1983)). Ces demiers type de lois ne prennent malheureusement
pas en compte les phénoménes observés au cours des essais en laboratoire tels que la dilatance ou
les irréversibilités. Partant des constatations expérimentales, nous nous proposons d’établir une
modélisation capable de décrire ces phénomenes.

Notre étude comporte dans un premier chapitre, une présentation générale des principales
données physiques et expérimentales obtenues sur les roches anisotropes. Nous rappelons en
particulier les principaux résultats expérimentaux obtenus dans le laboratoire par Hammade
(1992) lors d’essai triaxiaux de révolution sur le schiste d’ Angers.

La second chapitre sera consacré a la simulation du comportement & la rupture de ce
matériau. Une revue bibliographique des principaux modéles utilisés et leur application a ce
matériau sera réalisée dans un premier temps. Dans un second temps nous développerons un
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critére de rupture qui rend compte des deux mécanismes de comportement, mis en évidence lors
des essais, conduisant a la rupture, a savoir :

a- un mécanisme de fissuration axiale provoquant une rupture en matrice
lorsque le déviateur est appliqué perpendiculairement ou parallélement au plan de faiblesse ou
pour des orientations voisines de celles ci.

b- un mécanisme de glissement provoquant une rupture dans le plan de
schistosité pour les autres orientations.

Pour le mécanisme (a) il est proposé d’utiliser soit une extension du critére de Lade
(1977) soit le critére de cisaillement de Mohr Coulomb. Pour le mécanisme (b) il est proposé
d’utiliser un critere de glissement issus du critere S.P.W. (Single Plane of Weakness) de Jaeger
(1960).

Fort des résultats obtenus lors de la modélisation du comportement a rupture par
I’association de ces critéres, nous supposerons que les mécanismes (a) et (b) régissent de fagon
indépendante le comportement de ce matériau. Les chapitres III et IV sont alors consacrés a la
modélisation respective du mécanisme (a) et du mécanisme (b). Pour rendre compte du
mécanisme (a), nous avons choisi d’étendre au milieu anisotrope le modele incrémental IMMIC
développé au sein du laboratoire pour des matériaux initialement isotrope subissant un
endommagement anisotrope (Shao et al. (1994)). Ce modele empirique utilise le formalisme des
modéles rhéologiques incrémentaux pour décrire I’endommagement induit.

Afin de modéliser le mécanisme (b) , nous nous sommes inspirés des travaux réalisés sur
les massifs rocheux fortement fracturés et en particulier du modéle de Goodman et Amadéi
(1982), de celui de Caii et Horii (1990), ainsi que de la théorie des modéles multilaminés
développée par Pande (1993).

Enfin dans un cinquiéme chapitre nous présenterons la validation numérique du modele
proposé.
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CHAPITRE I

ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

COMPORTEMENT DU SCHISTE

D’ANGERS

- Chapitre 1 : Etude bibliographique. Comportement du schiste d’ Angers
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1. 1 LOI DE COMPORTEMENT ELASTIQUE ANISOTROPE (LOI DE HOOKE)

Dés qu'il s’agit du comportement rhéologique précédent la rupture, les donnée:
expérimentales sur les roches sont généralement analysées sur la base de la théorie de 1'élasticite
anisotrope: Lekhnitskii (1963), Allirot et Boelher (1979), Eissa (1980), Lerau et al (1981), Wan;
(1992) et Homand et al (1993).

1. 1-1 RAPPEL SUR L’ELASTICITE EN MILIEU ANISOTROPE.

1. 1-1-1 Lot de Hooke généralisée.

Le comportement €lastique lin€aire signifie que le tenseur des contraintes (o) rests
proportionnel au tenseur des déformations (gy) au cours ‘du chargement. En d’autres termes, nou.
supposons qu’un milieu linéaire, élastique, homogene et continu satisfait la loi de Hook:
généralisée a savoir :

oij = Cijut € I-1
ou Ciji est le tenseur d’élasticité.

Dans le cas général, le tenseur d’élasticité possede 81 composantes indépendantes
Cependant, la symétrie des tenseurs des contraintes et des déformations ramene ce nombre a 36
Si ’existence d’un potentiel est en plus postulée, le tenseur d’élasticité devient symétrique. Ls
nombre des coefficients élastiques est alors réduit a 21. L’équation I-1 peut étre réécrite comm:
suit:

gij = Ajjxi Oul I-2
ou Ajjy est le tenseur des compliances €élastiques avec 21 composantes indépendantes.

Dans la notation de Voigt (notation matricielle des tenseurs dans un systéme d
coordonnées arbitraire), I’équation I-2 est équivalente a:

{e} =[Al{c} I-3

‘ J
ou {&} et {c} sont respectivement le vecteur des déformations et le vecteur des contraintes avec:

T_ _
{e}" = {&11, €22, €33, 2823, 2831, 2812} {o}T = {011, 022, G323, @23, T31, O 12}

Il est a4 noter que les 21 éléments de la matrice [A] jouent différents roles et or
différentes significations physiques (Lekhnitskii 1963)

1. 1-1-2 Charzement de repére. /

Effectuons un changement de repere et soit [Q] la matrice de passage de 1’ancien reper
au nouveau repere. [Q] est une matrice orthogonale, de dimension 3. La relation de passag
s’écrit en contraintes:

o'='[Q] s [Q] -4

Chapitre | : Etude bibliographique. Comportement du schiste d’ Angers 1.2



ou o est le tenseur des contraintes dans le nouveau repere

Sous forme matricielle la relation [-4 s'exprime de la maniére suivante:
{o’} =[P]" {c} [-3a

La matrice [P] est donc de dimension 6x6. De méme, pour les déformations on a

{e'} =[P {g} I-5b

Cette écriture n’étant pas intrinseque, il est nécessaire d’exprimer une grandeur invariant
pour connaitre la transformation des coefficients élastiques. Ecrivons alors l'énergie d
déformation élastique (grandeur invariante) dans les deux reperes :

1 1

dans I’ancien repére W= “{oHe} = 2 t7{0}[A] {o}

1 .
et dans le nouveau repére w=> {cHe} = > (o} Al{c}

ou [A'] est la matrice des compliances élastiques exprimée dans le nouveau repére.

En utilisant les relations I-5 il vient:

1 t 1 t t - - 1 t
w == "{olAlle} = "ol [P [AI[P] " o} = - *{ollAllo)
La matrice des compliances élastiques dans le nouveau repére aura donc pour expression:
(A’]="[PT" [A] [P]" [-6

1. 1-1-3 Ecriture tensorielle et utilisation des angles d'Euler

Dans le cas d'une triple rotation par les angles d'Euler, trois matrices de rotation [Q,] son
définies. La premiére est associée a l'angle de nutation v, la seconde a I'angle de précession n,
troisiéme a l'angle propre @. .Ces trois angles sont définis dans la figure I-1.

X1 K/l 4 S1

Figure [-1: Définition des angles d'Euler
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On a alors:
¢ [Q,] rotation autour de S; d'angle y, passage de (O,S,,S,,83) 4 (0.X.Y.S;)

o [Q,] rotation autour de X d'angle 1 passage de (0,X,Y,S;) a (0.X,Y’ X;)
 [Qs] rotation autour de X d'angle ¢ passage de (0,X,Y’.X;) 4 (0,X,.X,.X;)
Le vecteur X étant porté par la droite issue de I’intersection des plans (Sy, S2) et (X, X:
celui-ci est déterminé par le calcul du produit vectoriel suivant:
X=X318;
Y, N et @ sont alors respectivement les angles entre X et S,, S; et X;, et X et X.

Compte-tenu de ces trois rotations, I'équation I-4 devient alors:

=1Q,]7Q: ] [Q.]o[Q. Q. [Q,]

al

avece

rcosw -siny O“ |—1 0 0 1 rcoscp ~sing 0]

[Ql] = siny cosy 0 [Q2] ={ 0 cosn -sim]I [Q3] = sinp cosp 0
L 0 0 IJ [0 sinm coan lv 0 0 IJ

Les relations [-4 et [-5 restent, quant a elles valables, on peut donc définir une nouvell
matrice de rotation [P], permettant de déterminer la matrice de comportement [A'] dan
n’importe quel nouveau repere.

1. 1-2 CAS DES MATERIAUX A STRUCTURE SYMETRIQUE.

Si la structure interne du milieu posséde un type de symétrie, alors cette symétrie doit étr
observée dans ses propriétés élastiques. Le nombre des coefficients élastiques devient alor
inférieur a 21.

1. 1-2-1 Cas des milieux orthotropes.

Un milieu est dit orthotrope pour une propriété donnée, si cette propri€té est invariant
par changement de direction obtenu par symétrie relative a deux plans orthogonaux (ce qu
entraine par ailleurs la symétrie par rapport au troisiéme plan orthogonal) (Lemaitre et Chaboch
(1985)).

Dans les milieux naturels, une teile structure se rencontre dans les matériaux possédal
une anisotropie planaire avec orientation préférentielle des grains dans ce plan (exemple
longrain des schistes ardoisier). Notons Sy, la direction perpendiculaire au plan d’anisotropie (f1,
[-2). Si nous avons alors une telle structure a grains parfaitement orientés dans le plan orthogon
a cet axe (nous noterons S; la direction d’allongement des grains) le milieu est dit orthotrope.

Chapitre 1 : Etude bibliographique. Comportement du schiste d’Angers 1.4



plan de schistosité —

L

allongement
des grains

S,

Figure [-2: Définition des axes de structure.

3

Dans le repére Sy, S», S3 (repére orthogonal), la matrice d'élasticité sera construite
physiquement en introduisant des coefficients (compliances) entre cause et effet (tab I-1)

Contrainte normale Cisaillement - -
Sy S, Ss (S2, Sy) (83, S1) (51, Sy)
ou 022 033 O 031 O
Sl €11 l/El -V21/E2 -V3 1/E3 0 0 0
€
2
%;0 Sz g | -vizE: I/E; -vi/E; 0 0 0
=2
=
SS €33 'V[}/E[ 'V?J/EZ 1/E3 0 0 0
'g (S, S3) | 26 0 0 0 1/Gn 0 0
2
2
; (S3, S1) | 265 0 0 0 0 1/Gay 0
=
2
S | (S, $2) | 261 0 0 0 0 0 /G
>
Tableau I-1 : Matrice d'élasticité dans le repére d’orthotropie (S4, $2,53)
. i _ Vi 7
Avec: E, E,
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1. 1-2-2 Cas des milieux isotropes transverses.

Un milieu est isotrope transverse, si ses caractéristiques d’élasticité sont identiques pou:
tous les couples de directions symétriques par rapport a un axe (Lemaitre et Chaboche (1985))

a- Matrice d’élasticité

Reprenons le milieu orthotrope défini précédemment et supposons que les directions S; e
S3 ne jouent aucun role particulier entre la cause et I’effet (isotropie dans le plan (S;, S3)). Dan:
ce cas E; = E3, vi2 = vi3, v23 = vz et G3; = Gy et la matrice d’élasticité [A] s’écrit dans ce repérs
(S1, Sz, S3):

[ 1/E, -v,/E, -v,/E, 0 0 0 |
~v,/E, 1/E, -,/E, 0 0 0
v, /E, v,/E, 1/E, 0 0 0
lals=l % 0 0 1/G, 0 0 L8
0 0 0 0 1/G, 0
. 0 0 0 0 0 1/Gy, ]
avec, dans le cas de |'élasticité linéaire:
Vo Vi E,
—==— et G, = I-9
E, E, i 2(“"’23)

b- Changement de repére

Dans le cas d'essais triaxiaux de révolution, si on suppose le milieu isotrope transverse, I
position du repére de structure par rapport au repére de contrainte principale sera décrit par
seule rotation autour de I'axe X3 = S;. On défini alors I'angle ® = (X, Sy) (fig.I-3)

Xl '

S, S,

Xz

1

plan de
schistosité

Figure I-3 : Définition de la rotation de repére

La matrice de passage [Q]de la relation [-4 s’écrit donc:
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sind  -cosf O
[Q]= [cos# sind O [-10
0 0 1

En calculant o' tenseur de contrainte dans le repére X puis en réécrivant ce tenseur
sous forme matricielle{c’} on obtient la matrice de passage (P] de la relation I-5:

-

sin‘4 cos’d 0 O 0 2sinfcosé
cos’ sin’d 0 0 0 ~2sinfcosh
0 0 1 0 0 0
[P] = 0 0 0 sinf. -cosé 0 -11
| 0 0 0 cosf sind 0
(~sinfcosd sinfcosd O O 0  sin’6 —cos’d

En appliquant la relation I-6 on trouve alors les coefficients d'élasticité dans le repére Xj.

| Ep—_— |
a;=a); et

. sin'8 (1 2w, cos*

a, = + sin’ @ cos*g +
A E1 {Glz El ] Ez
4 -4
, _cos' 8 1 2p, . sin” §
Ay -'_E—' + G Exz ]Sll‘l2 8 cos’@ +'—E——
1 12 1 2
a' —L
33 Ez
1 1 2”17 1 .2 2 V12
', = +— —= sin® § cos“§ —=
Y2 7[g, "E, TE, Gu] E,

v, . v
a', =—Zsin?§ —= cos’d
EI EZ

14 4 .2
a'y, =—tcos’d —= sin’f
1 2
_cos’d sin’f
KTy - L
G!Z G23

[-12

ta 2 2
_sin" 4 4808 9

a
" GIZ st
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' 1 + 1 +2V12 ] . 39 79 + 1
a, = —_— = sin” § cos’f +—
% El EZ El GlZ GlZ
[ [sin® 9 cos8) (1 2» |
a, =—2 - 2 (sin? 6 — cos?8)|sin8 cos
¢ L L E| Ez J \GIZ El )_
[fcos’d  sini9) [ 1 2v,, , |
a, =—2 —— = Ksin” 8 — cos’#)!sin® cosd
* L El E‘Z ) LGIZ ! k )a
Vs Via f .
a,, =-2 sinf cosé
' ! 1 ]s’n&cosO
a, =— i
+ GIZ G23
a',, =a',, =a',, =a',, =a'y, =a';; =2’ =a', =0

Chapitre | : Etude bibliographique. Comportement du schiste d’ Angers



1.2 ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE - OBSERVATIONS EXPERIMENTALES
1. 2-1 CARACTERISATION DE L'ANISOTROPIE

Les premieres études expérimentales significatives menées sur les matériaux anisotropes
ont eté réalisées par Miiller (1930), Lepper (1949), Price (1958) et Hobbs (1960). Ces études ont
essentiellement montré ’existence d’une anisotropie des modules ainsi que 1’existence d’une
anisotropie des résistances en compression suivant que I’échantillon est testé parallélement ou
perpendiculairement aux strates.

Donath (1960; 1961; 1963, 1964, 1972) fit le premier a réaliser un programme général
d’étude sur I’anisotropie des roches stratifiées (anisotropie des modules; des déformations et des
résistances). Pour ce faire, il a mené des essais triaxiaux de révolution sur des échantillons
d’ardoise de Martinsburg, d’argilite de Longwood, de calcaire de Manlius, et ce pour différentes
pressions de confinement (g5 =3.5; 10.5; 35; 100 et 200 MPa) et pour différentes orientations ®
(©@=0°; 15°; 30°, 45°; 60°, 75° et 90°), O étant I’angle entre la contrainte axiale et les plans de

stratification (fig. [-4)
E plan de stratification

Pc=0o=03

Figure I-4 : Définition de |’angle © dans un essai triaxial

A la suite de ces travaux et de ceux réalisés par 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), on peut faire les remarques
suivantes sur le comportement mécanique des roches anisotropes (Amadei (1983), Kwaniewski
(1993)) :

1° La résistance des matériaux anisotropes dépend et des contraintes appliquées et de
I’orientation de celles-ci par rapport a I’anisotropie de la roche étudiée (fig. I-5)
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Figure I-§: Evolution de 1a résistance de 1’ardoise de Martinsburg
en fonction de 1’orientation ¥ = © et de 1a pression de confinement (d’aprés Donath (1964))

2° La résistance maximale est atteinte le plus souvent dans la direction orthogonale au
strates et plus rarement dans le cas d’une compression paralléle aux strates. L

résistance minimale se situe quant a elle pour des valeurs de ® comprises entre 30° ¢
60° (fig. I-6)

Q === Chioritg schist 8
§ === Chiorite wMet A
® =- = GrapMmie wchist ¥

o, {MPa)

FIRS

Figure I-6 : Anisotropie des résistances en compression simple de trois schistes
(d’apres Akai et al (1970))
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Si on considére la résistance maximale comme représentative de la valeur de la
resistance du materiau anisotrope, on définit alors le coefficient d’anisotropie Rc par le
rapport suivant :

Rc = —% -13

On montre (tab. I-2) que les roches d’origine métamorphique (ardoises, phylittes),
obtiennent des rapports d’anisotropie supérieurs a ceux obtenus pour les roches
d’origine sédimentaire (argilite). Une classification de I’anisotropie des roches sur la
base de ces coefficients est alors proposée par Singh et al (1988) (tab. I-3).

Valeur de © Coefficient
Nature de la roche pour G, maximum d’anisotropie Source

Martinsburg slate 90° 13,46 Donath (1964)
Fractured sandstone 90° 6,37 Honiro et Ellickson (1970)
Barnsley Hard coal 90° 5,18 Pomeroy et al (1971)
Penrhyn slate 90° 4,85 Attewell et Sandford (1973)
South African slate 0° 3,68 Hoek (1964)
Texas slate 90° 3,00 Mc Lamore et Gray (1967)
Permian shale 90° 2,33 Chenevert et Gatlin (1965)
Green River shale I 0° 1,62 Mc Lamore et Gray (1967)
Green River shale [1 0° 1,41 Mc Lamore et Gray (1967)
Green River shale 0° et 90° 1,37 Chenevert et Gatlin (1965)
Kota sandstone 0° 1,12 Rao (1984)
Arkansas sandstone 0° 1,10 Chenevert et Gatlin (1965)
Chamera phyllites

Quartizitic 90° 2,19

Carbonaceous 90° 2,19 Singh (1988)

Micaceous 90° 6,00

Tableau I-2 : Anisotropie de résistance de différentes roches (d’apres Ramamurthy (1993))

Rapport d’anisotropie Classe Type de roche
1,0-1,1 Isotrope } Grés

>1,1-2,0 Faiblement anisotrope Argilites
>2,0-40 Anisotrope }

>40-6,0 Fortement anisotrope } Ardoises, Phyllites
> 6,0 Trés fortement anisotrope

30

Tableau I-3 : Classification de I’anisotropie inhérente des roches
(d’aprés Ramamurthy 1993)

D’une maniére générale, on montre que I’anisotropie des résistances (Rc) diminue
lorsque la pression de confinement augmente (fig. I-7). Autrement dit, la pression de
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confinement permet de diminuer U'influence de la structure sur les mécanismes de
rupture.
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Figure I-7 ; Coefficient d’anisotropie des résistances en compression de |"ardoise de
Martinsburg en fonction de 1a pression de confinement (courbe obtenue par Kwaniewski (1993),
d’apres les résultats expérimentaux de Donath (1964))

Cependant lors d’une étude sur une diatomite, Allirot et Boehler (1979) ont trouve
qu’une augmentation de la pression de confinement entrainait une augmentation de
I’anisotropie (fig. I-8).
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Figure I-8 : Evolution de I’anisotropie des résistances limites suivant la pression de

confinement de la diatomite de la montagne d’ Andance. k=1/Rc (d"aprés Allirot et Boehler (1979))
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4° Pour.une orientation donnée,les relations contrainte de rupture en fonction de la
pression de confinement peuvent étre généralement interpolées par une droite. Le taux
d’accroissement de la résistance en fonction de la pression de confinement (pente de
ces droites) est le plus petit pour les orientations proches de celle donnant la resistance
minimale et atteind son maximum pour ©=0° (fig. I-9).

200

o, (MPg)

100

P, * o, (MPg)

Figure I-9 : Taux d’accroissement de 1a résistance d’un schiste suivant 1a pression de
confinement (p) et I’angle B (=©) entre la contrainte principale majeure (s,)
et le plan de schistosité (d’aprés Akai et al (1970))

5° Plusieurs modes de rupture peuvent étre observés suivant que le matériau se comporte
de maniére ductile ou fragile.
Pour les matériaux fragiles, les ruptures les plus caractéristiques sont (fig. I-10) :
- La rupture par extension le long des plans de stratification pour ©® = 0° a 15°.
- La rupture par glissement le long des plans de stratification pour ® = 15° a 60°.
- La rupture par cisaillement, I’angle de rupture étant de 20° a 30° par rapport a
o1 pour les autres orientations.

Martinsburg sigte
90 r~

/Coamonn sheer fractures

73

3

3o

Angle of faulting , 8 (*)
»
(1]

Contwning pressure
a 3.5,10.5,33 MPg
3 50, 100,200 mPa
¥ { ! - i —
Q 19 30 43 60 3 90
Inclination of clegvaqe , 8 (*)
Figure I-10 : Angle et mode de rupture de |"ardoise de Martinsburg suivant 1’orientation de la
contrainte principale majeure (o) par rapport au clivage (d’aprés Donath (1964))
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Pour les matériaux ductiles, on observe géneralement (fig. [-11) :
- Le pliage qui résulte d’une localisation des déformations plastiques.
- L’écoulement dévié (appelé Kinks Band) qui consiste en une rotation des plar
de faiblesse.
- Le plissement qui résulte d’un mécanisme de flambement.
- Les glissements plastiques structuraux et astructuraux.

gt &) .
l T

Figure I-11 : Mécanisme de déformation plastique des roches anisotropes
a- cisaillement astructural; b- glissement plastique continu structural
¢c- plissement; d- kinks-bands; e- kinks conjugués (d’aprés Sirieys (1979))

AN

Il est important de noter que ces modes de rupture ne sont pas aléatoires, mais fonctio
de ’orientation ® et des contraintes appliquées.

1. 2-2 INFLUENCE DE LA CONTRAINTE PRINCIPALE INTERMEDIAIRE o,

Plusieurs essais de compression muitiaxiale ont été conduits sur les roches anisotrope:
Nous nous limiterons a exposer les résultats obtenus par Mogi (1979) et repris par Kwaniews
(1993).

En testant de nombreux échantillons parallépipédiques rectangle de roches sous conditio
de compression triaxiale vraie, Mogi a pu mettre en évidence !’effet de la contrainte principal
intermédiaire sur le comportement des roches isotropes et quasi-isotropes (carbonate et quartz).
a montré que les modes de déformation et de rupture de ces roches n’étaient pas liés uniquemer
a l'intensité de la contrainte principale mineure mais également fortement influencés par
contrainte principale intermédiaire (fig. I-12).

{a)Ettect ot conlining pressure (D) Effect of #, 1oy = constont)
te, * o,
’ 3 200 " s00 b .
- YO 100 P
< i < X s /
3_ QOOF » v 1o r spr fhiuse  ier for
. . .
: . (a) ¥ oo b)
100 teyr 98 Weg)
€)1 0 uPe " ! i L n
— L L ) ° ' [ 4 3 L}
° ! t ’ ‘ ¢, %A}
L3
€, %)

Figure I-12 : Courbes contraintes-déformations du marbre de Yamagushi
sous sollicitation triaxiale vraie (d’aprés Mogi (1973))
a- effet de 1a pression de confinement (; = 3); b- effet de 5, (53 = 55 Mpa)
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Dans le cas des matériaux anisotropes, il a été montré (Kwaniewski et Mogi (1990)) que
c’est l'orientation de o, par rapport & I’anisotropie qui joue un role décisif et non son intensite

(fig. I-13).
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Figure I-13 : Courbes contraintes-déformations du schiste de Chichibu
sous soilicitation triaxiale vraie avec différentes orientations des contraintes principales
Ox (= 50mpa) <o, <q, par rapport au plan de foliation (d’aprés Kwaniewski et Mogi (1990)).

La non-influence de !’intensité de la contrainte intermédiaire, en particulier sur la
résistance, a été aussi remarquée entre autre par Froment et Tshibangu (1995).
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;350 T _QEOJD‘.”. . 70
ésoo 1|—__ . ‘°| —°-?—- _ _fl° B .:7c xl ................
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Figure I-14 : In fluence de la contrainte intermédiaire sur la résistance a rupture
du schiste de Martelange (d’aprés Froment et Tshibangu (1995))
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1. 2-3 NATURE DE L’ ANISOTROPIE

Basé sur la forme des courbes résistances en fonction de I’orientation ©, anisotropie de:

resistances peut étre classée en trois groupes (fig. I-15) :

1- Anisotropie de type ‘U’
2- Anisotropie de type plateau.

3- Anisotropie de type ondulatoire.
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Figure I-15 : Classification des anisotropies des résistances (d’aprés Ramamurthy (1993))

Mac Lamore et Gray proposent, quant a eux, une classification génétique de 1’anisotropie:
1- L’anisotropie de type planaire due au clivage ou a la schistosité.
2- L’anisotropie de type linéaire due au litage ou a la linéation.
En général, a I’anisotropie planaire correspond une anisotropie de type ‘U’ comme pou:
I’ardoise de Martinsburg (fig. I-16), et, a |’anisotropie linéaire correspond une anisotropie de typ¢

plateau comme pour I’argilite de Green River (fig. I-16).
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Figure I-16 : Evolution du déviateur a rupture en fonction de 1’orientation
et de 1a pression de confinement (d’apres Mc Lamore et Gray).
a- cas de 1"ardoise de Martinsburg; b- cas de I'argilite de Green River
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L’anisotropie ondulatoire caractérise, quant a elle, les matériaux possedant plus d'un plan
de faiblesse. Par exemple les massifs jointés possédant au moins deux familles de joints semblent
repondre a une telle anisotropie (fig. [-17).

Formaiion of shear diane Forrauon of shea: one

/ o Formation ot snear —+— Formauon of h.nx Dands —{\

| iore |

ot ‘pe Y owns §

i
9 b4 ] © L 0 £} [
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Figure I-17 : Réponse du Brick Wall Model de Ladanyi et Archambault (1972)
(d’apres Hoek (1983)).
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1.3 CARACTERISATION DU COMPORTEMENT DU SCHISTE D’ANGERS

Le matériau dont nous nous proposons de modéliser le comportement, est un schist
ardoisier provenant de la carriere de Trélazé prés d’ Angers. Il est daté de 1’Ordovicien moyen. L
structure d’un schiste ardoisier est caractérisé par une anisotropie planaire discontinue liée a |
présence de la schistosité. [l est a noter que cette schistosité est confondue avec la stratificatior
Matériau a grains fins, ses principaux constituants minéralogiques sont la chlorite, la muscovit
et le quartz. Peuvent étre aussi présents, calcite et pyrite. Cette derniére, apparaissant sou
diverses formes (cristaux isolés, nodules), constitue selon les cas des zones de faiblesse ou d
résistance accrue.

Afin de caractériser le comportement de ce schiste, des essais dynamiques (Cuxac 1991
et statiques (Hammade 1992) ont été menés conjointement au Laboratoire de Géomécanique d
’E.N.S.G de Nancy et au. Laboratoire de Mécanique de Lille. Nous évoquons ci-dessous le
principaux résultats obtenus.

1. 3-1 CARACTERISATION DE L’ ANISOTROPIE.

Des mesures des vitesses d’ondes (Cuxac 1991, Homand et al 1993) sur des cubes suivan
les axes propres de la roche ont permis de caractériser |’anisotropie de cette roche (fig. I-18).

schistosité ==

S‘z/

Figure I-18 : Définition des axes propres du schiste

La vitesse minimale a été trouvée suivant une transmission des ondes perpendiculaire a
plan de schistosité. La vitesse maximale a été trouvée lors d’une propagation parall¢le au plan d
schistosité. Dans ce plan on n’observe qu’une faible variation des vitesses entre la propagatio
suivant S; et S,.

Guyader et Denis (1986) déterminent la présence de deux types d’anisotropie a 1’aide de
deux parametres suivant:

o ] 2V, ]
- Anisotropie majeure : AM % = 100 Ll SEVAEY J
2 3
Anisotropie mi Am % 100-2(\12 - v)]
- Anisotropie mineure : Am % =
L V2tV J

avec V| <V <V,
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Il a donc été mis en évidence une anisotropie majeure (le plan de schistosité) AM et une
anisotropie mineure (la linéation) notée Am. Les valeurs de ces deux parametres, calculées a partir
de mesures de vitesses éffectuées sur différents échantillons, sont données dans le tableau [-4

Bloc A Bloc B Bloc C
AM % 28.5 304 27.1
Am % 54 1 42

Tableau I-4 : Anisotropies majeures et mineures mesurées
sur trois blocs (d’aprés Homand et al (1993))

A partir de cette approche, il a été conclu que la roche est & symétrie orthotrope.
Cependant, le peu d’influence de la linéation mesurée par ultrason (Am % = S) permet de
supposer un comportement de type isotrope transverse. Cela a d’ailleurs été confirmé par des
essais statiques de compressibilité (Hammade 1992). En effet, ces essais ne permettent pas de
différencier véritablement les réponses des jauges placées dans le plan de schistosité selon
différentes orientations (fig. I-19). :

AS1

¢ jauge 1

1
a jauge 2

A jauge 3

S3

déformation (E-6)

1000

S2
150

Figure I-19 : Résultat d’un essai de compressibilité (d’aprés Hamade (1992))

Le comportement de cette roche sera donc supposé isotrope transverse .

Lors des essais dynamiques, il a aussi été mesuré les modules élastiques Qynamiques
(Cuxac (1991), Homand et al (1993)). Les valeurs de ces modules sont récapitulées dans le
tableau suivant (tab I-5)

Modules

E,

Ez

Vi2 = Vi3

V23= V32

V21 = Vi)

Gz

valeurs

58 870

121 300

0.11

0.19

0.24

15 100

Tableau I-§ : Valeurs des modules élastiques dynamiques (d’aprés Homand et al. (1993)).
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1. 3-2 COMPORTEMENT SOUS SOLLICITATION TRIAXIALE.

Les essais de caractérisation mécanique du schiste ont été réalisés au sein du Laboratoi
de Mécanique de Lille par Hammade et al (1990), Hammade (1992) et Morel et al (1993). C
auteurs ont effectué des séries d’essais de compression triaxiale sur des échantillons cylindriqu.
de diameétre 37.5 mm et d’élancement 2, pour différentes pressions de confinement (03=0; 5, 1
20; 30 et 40MPa) et pour différentes orientations (©=0°; 10°; 15°, 30°; 45°; 60°; 75°; 80° et 90
La disposition des jauges d'extensométrie est donnée sur la figure suivante (fig 1-20).

" X‘l * A X1 A
i i ' / '
| : _’XR s - __’XB
/ / ‘ \\ T
/ & N 8y
e N =
/ / ’,’/I \\/1/
/

Figure 1-20: Disposifion des jauges

Nous rappelons enfin la notation des essais :

// 90/110/1 Q\‘ n°® d’essai

orientation ®

pression de
confinement G

1. 3-2-1 Aspect des ruptures.

Pour les éprouvettes dont ’angle @ est proche de 0° et pour des pressions de confineme:
faibles, on a observé une rupture par décollement des plans (par flambement). A mesure que
pression de confinement augmente, la rupture se fait dans la matrice rocheuse suivant des pla
faiblement orientés par rapport a I’axe de chargement o, (photo I-1)

Pour les éprouvettes dont ’angle © est de 90° la rupture a lieu exclusivement dans
matrice rocheuse. Elle se propage a travers les plans faisant un angle d’environ 25° par rapport
o, (photo I-1).

D’une maniére générale, pour toutes les autres orientations, la rupture s’est produite
long des plans de faiblesse par glissement (photos II-3). Parfois, pour certaines orientations (©
75° 80° et 10°) on a pu remarquer un déclenchement faisant passer la rupture d’un plan a
autre (photo I-1).
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Photo I-1 : Mode de rupture pour diverses orientations (d’aprés Hamade (1992))

Un tel type de comportement semble étre généralisable pour les schistes ardoisiers. En
effet Wang (1992) et Sirieys (1979) trouvent, sur d’autres schistes, des résultats similaires.

1. 3-2-2- Comportement du schiste lors des essais triaxiaux

a- Eprouvettes a 0° et 90°

Pour I’orientation 0°, les courbes contraintes-déformations longitudinales et transversales
paralléles au plan de schistosité sont quasiment linéaires quelle que soit la pression de
confinement. Par contre les déformations transversales perpendiculaires au plan présentent une
perte de linéarité assez rapide (fig I-21).

Pour P’orientation 90°, les courbes contraintes-déformations longitudinales présentent, de
méme, une partie linéaire. Par contre les courbes contraintes-déformations transversales
présentent rapidement une forte non linéarité (fig. [-22).

b- Autres orientations

Les courbes contraintes-déformations longitudinales semblent toutes présenter une partie
initiale linéaire (fig I-23a). Cette linéarité est suivie pour certains essais d’une partie fortement non
linéaire (fig I-23b). Les autres jauges (influencées par les plans de faiblesse) donnent la plupart du
temps des résultats incohérents.
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Figure I-21 : Résultat d'un essai triaxial 3 © = 0°; P, = 10 MPa (d’aprés Hammade (1992))

120 120
1= ¢ ¢ . 8s | =& ()
- )
& oo & b o
80 9 E ¢ 04 AA 80 - x ..
(o} N
N L 4 A ) P
¥ * A — *
= * A 5} »>
» * EPS3p ’.. % 1 o*
'Y
40 | & EPS3// 3 40 o
«© .
% .
Y { o
0 EPS3 (E-6) a i’ EPS1(E-6)
- r - 0 v v
v L
-1000 -500 0 0 500 104
Figure I-22 : Résuitat d’un essai triaxial 4 © = 90°; P, = 5 MPa (d’aprés Hammade (1992))
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1. 3-2-3 Conclusion sur les résultats de ces essais

Lors de ces essais de caractérisation du comportement de cette roche, on a donc mis en
évidence deux mécanismes de rupture. En effet, pour les éprouvettes dont I’orientation de la
schistosité fait un angle de 90° avec la contrainte principale majeure, on remarque que la rupture a
lieu en matrice alors que pour les autres orientations, la rupture est essentiellement dirigée suivant
les plans de faiblesses. De cette constatation, on peut supposer que deux comportements
interviennent en général, pour provoquer la rupture:

(a) un mécanisme de microfissuration induisant une anisotropie liée au tenseur de
contrainte et une dilatance.

(b) un mécanisme de glissement

Pour I’orientation 90°, il est clair que seul le mécanisme (a) intervient car il n’y a pas de
cisaillement dans le plan de schistosité. Pour I’orientation 0°, il n’y a pas non plus de cisaillement
dans le plan de schistosité, on peut donc supposer qu’un méme mécanisme intervient. Cela tend
d’ailleurs a étre prouvé par les courbes contraintes-déformations obtenues pour ces orientations.
Afin de valider 'hypothese du mécanisme d’endommagement, des essais cycliques ont été réalisés
par Hammade pour ces orentations. On a remarqué, pour ces deux orienations, que les
déformations permanentes et les boucles d’hystérésis sont quasiment nulles quelque soit la
pression de confinement (fig I-24 et 1-25). Il n’y a donc pas de comportement plastique pour ces
orientations. Ces essais valident donc bien I’hypothése que la rupture de la roche est entiérement
contrdlée par la microfissuration du matériau.

Pour les autres orientations, le mécanisme principal mis en jeu est le mécanisme de
glissement.

300 250 T—
= « .
R B .
12 EPS3p EPS3// | 2004 = K
2001 3 e E 1%
7 1509 = .

1007
100 !
50
EPS3 (E-6) ] EPS1 (E-6)
0 T T T T g 0- A T | pa— T T
-1500 -1000 -500 0 0 500 1000 1500 2000 2.
Figure I-24 : Courbe contraintes-déformations d’un essai cyclique pour ® = 0° Pc = 30 Mpa
(daprés Hammade (1992))
123
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Figure I-25 : Courbe contraintes-déformations d’un essai cyclique pour © = 90° Pc = 30 Mpa.
(d’aprés Hammade (1992))

1. 3-3 DETERMINATION DES PARAMETRES ELASTIQUES

Les valeurs expérimentales des modules d'Young et des coefficients de Poisson ont déj
fait I'objet d'études (Hammade et al 1990, Hammade 1992 et Homand et al 1993). Nous nou
limiterons donc a exposer les dépendances retenues avec la pression de confinement.

1. 3-3-1 Module d'Young principaux El et E_

En fonction de la pression de confinement, les lois de variation du module d'Young, le
plus communément utilisées sont (Santareili (1987)):

g, ?
-3 I-14
1 +a[P ] ]

3

E =E,

pour laquelle E, est la valeur du module d'Young pour une pression de confinement nulle, et
et m deux parameétres a déterminer, et

E =E, [1 + %] [-15

pour laquelle E, et m sont les deux parameétres & déterminer.
Les régressions linéaires pour les deux lois empiriques proposées sont :

E,=32750MPa a=0,0531 m=0,2935 R*=0,740 pour la relation [-14

E,=32565MPa m=0,0437 R>=0,886  pour la relation [-15
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La relation I-15 nous donne un meilleur coefficient de corrélation, ¢ est pourquoi nous la

retiendrons. Nous prendrons donc la loi empirique de variation de Ej avec la pression de
confinement, suivante :

o 0.0437
E, = 32565 [1 + —Pi] I-16

En ce qui concerne le module E;, module d'Young dans le plan de schistosité, il reste
indépendant de la pression de confinement. Nous prendrons :

E, = 119 000 Mpa I-17
1. 3-3-2 Coefficients de Poisson

Les valeurs des coefficients de Poisson en fonction de la pression de confinement sont tres
dispersées, aussi, nous les supposerons constants et égaux 4 :

vz = 0,14 vs = 0,16 va = 0,34 ~ I-18

Remarque : L'hypothese d'élasticité implique vi/E\ = vy/E,. Puisque seul E,; varie avec la
pression de confinement, cette relation ne peut étre vérifiée. Pour garder la symétrie de la matrice
d’élasticité (A), nous déterminerons une valeur moyenne de E\/vi2 (ou Ez/vy) calculée a partir
de la moyenne des valeurs expérimentales de Ei/vi; et de Ea/v2. Nous proposons donc :

2 - 2 [i’ + ﬁ] 19

1. 3-3-3 Détermination du module de cisaillement G;,

Le module de cisaillement Gy, n’est pas accessible directement par des mesures par jauges
d’extensométrie. La seule facon de déterminer ce module par les essais statiques est de conduire
des essais clinotropes. Les courbes contraintes déformations obtenues sur ces essais sont
initialement linéaires, ce qui peut présumer un comportement élastique anisotrope défini, pour la
courbe &,=f{c,-0,), par le module E(6). Théoriquement on sait que dans le cadre de I'élasticite
linéaire,on doit avoir (équation I-12):

1 sin'd [ 1

v, | . cos*d
= + - sin20 cos?0 +
E(8) E, lGn E, E;

Connaissant les valeurs de E,, de E; et en utilisant I’équation [-19 on a déterminé & partir

des valeurs de E(®) mesurées sur chacun des essais clinotropes, la valeur de Gy, (Hammgde
(1992), Homand et al (1993), Duveau et Henry (1993)). Les valeurs de ce module sont donnees
dans le tableau suivant (tab. I-10):
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10° 15° 30° 45° 60°
essai G,, essal Gy, essai G, essai Gy, essai G,

10/00/1| 3500 |15/00/1| 3000 |30/00/1}| >5000 |45/00/1| 5000 |60/05/1| >5000
10/05/1 | >5000 | 15/05/1| 2500 |30/05/1| S000 |45/00/2| 4000 |60/10/1| >5000
10/05/2| 4000 |15/10/1} 1500 |30/10/1| 3500 |{45/05/1} 3500 {60/10/2| 5000
10/05/3 | 4000 |15/20/1{ 1500 |30/20/1{ >5000 |45/10/1| >5000 |60/10/3 | 5000
10/10/1{ 3500 |[15/30/1{ 1500 (30/30/1 3000 {45/10/2( >5000 {60/20/1{ 3000
10/20/2 | 3500 |15/40/1| 3000 |30/40/1| >5000 |{45/20/1{ >5000 |60/30/1| 3000
10/30/1 | >5000 45/30/1} 2500

10/30/2{ 5000 45/40/1 | >5000

10/40/2 | 5000 45/40/2| 4000

Tablean I-10: Valeurs mesurées de Gy, (d’aprés Duveau et Henry (1993))

Au vu de ce tableau on remarque que le module de glissement est sensiblemen

indépendant, et de l'orientation et de la pression de confinement. Le matériau semble donc bier

obéir a une loi élastique anisotrope, une valeur moyenne, de G;; égale a 3500MPa pouvant étre

considérée.

Cependant, cette valeur est trés tres faible comparée a la valeur déterminée par les essai:
dynamiques. L’hypothése que la courbe contraintes-déformations initiales, quoique linéaire
corresponde a un comportement élastique est donc sujette a caution. Afin de lever toute
ambiguité sur le comportement pour ces orientations, des essais triaxiaux clinotropes d
chargement-déchargement ont alors été réalisés.

Lors de ces essais, on a pu remarquer que (fig I-26):

Les courbes déchargement-rechargement sont quasi-linéaires

Les modules de déchargement et de rechargement sont égaux et sont tres
supérieurs au module initial (peu d’effet d’hystérésis), ce qui entraine I
présence d'importantes déformations permanentes par glissement.

La présence de déformation permanente est observable quelle que soit la valeu
du déviateur au point de décharge.
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Figure 1-26 : Courbe contrainte-déformation axiale de chargement-déchargement
© =30° (d’aprés Homand et al (1993))
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Ces observations permettent de conclure que le mécanisme principal mis en jeu est le
glissement le long des plans de schistosité. Le troisiéme point indique que le glissement est actif
des le debut du chargement. La partie linéaire des courbes que I’on observe, en chargement
monotone, ne représente donc pas le comportement élastique du matériau comme nous 1’avions
initialement pensé. Par contre, lors du déchargement, la réponse enregistrée est la réponse
élastique de la roche. C’est a partir de ces essais clinotropes de chargement déchargement que
nous avons eu accés au module de cisaillement élastique statique qui & une valeur proche de
14500 MPa.

1. 4 CONCLUSION

Lors des essais de caractérisation du matériau, on a mis en évidence deux mécanismes de
rupture. En effet, pour les éprouvettes dont |’orientation des plans de schistosité fait un angle ®
proche de 90° ou de 0° avec la contrainte principale majeure, on remarque que la rupture a lieu en
matrice alors que pour les autres orientations la rupture est dirigée suivant les plans de faiblesse.
Ces deux mécanismes sont:

a: un meécanisme de microfissuration induisant une anisotropie liée au
tenseur de contrainte et une dilatance ‘

b: un mécanisme de glissement

Quoique ces deux mécanismes doivent, pour la plupart des orientations, intervenir
simultanément et interagir, nous les supposerons indépendants. Cette supposition parait d’autant
plus fondée que les ruptures pour les orientation autres que celles proches de 0° et 90°,
surviennent pour de faibles valeurs des contraintes. Le mécanisme d’endommagement
n’interviendra donc (s’il intervient) qu’en fin de chargement pour des pressions de confinement
élevées. De méme, pour les orientations proches de 90°, la contrainte de cisaillement est
négligeable par rapport a la contrainte normale , le glissement le long du plan de schistosité peut
donc aussi étre considéré comme négligeable.

Aprés avoir modélisé le comportement & rupture, nous présenterons des modéles
susceptibles de rendre compte de ces deux comportements.

Le mécanisme (a), sera modélisé par un modéle d’endommagement a anisotropie induite.

Pour modéliser le mécanisme (b), nous utiliserons une approche de type mécanique des
joints (les plans de schistosité étant alors supposés étre des joints).
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CHAPITRE 11

MODELISATION DU COMPORTEMENT

A LA RUPTURE

Chapitre 2 : Modélisation du comportement a la rupture
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2. 1 ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE.

Différents modéles ont été proposés pour rendre compte du caractere directionnel de
résistance des roches anisotropes. Amadéi (1983) propose de les classer en deux groupes; |
modéles continus (ou la résistance varie de fagon continue avec ’orientation) et les modeél
discontinus. Cette classification trouve son fondement dans I’approche du modélisateur face a
roche anisotrope qu’il étudie. Soit il considére que le matériau est continu vis a vis de son échel
de reférence, soit il considére son matériau comme entrecoupé par des surfaces de discontinuit
onentées tels que des joints ou des familles de joints. Dans le cas de la premiére approche
modélisation requiert une continuité, dans la seconde il peut y avoir des zones d’influence (de n«
influence) des discontinuités.

2. 1-1 LES MODELES DISCONTINUS
2. 1-1-1 Théorie du plan de faiblesse de Jaeger (Modéle SPW).

Jaeger (1960) est un des premiers auteurs a avoir proposé un modéle rendant compte ¢
comportement d’un matériau possédant une famille de plan de faiblesse. Cette théorie suppo:
que le matériau se rompt en cisaillement, cisaillement structural ou astructural. Partant de cet
hypothése, il propose la généralisation de la théorie de Mohr-Coulomb de la maniére suivante :

- Le critére de rupture en matrice s’ écrit :

T =¢ + G, .tand -1

ou ¢ et @ sont respectivement la cohésion et I’angle de frottement tels que définis dans la théor
de Mohr-Coulomb (fig. II-1)

- Le critére de rupture le long du plan de faiblesse s’exprime par:
T=¢" + G, .tan®’ II-2
ou T et o, sont respectivement la contrainte de cisaillement et la contrainte normale au plan
faiblesse (fig. II-1a), ¢’ et @’ étant alors assimilable a la cohésion et a I’angle de frottement de «

plan (fig. II-1b).

Xs
+ *

‘ |
T C3

‘——
plan de faiblesse —" o

(b)

=

Figure I-1: Anisotropie discontinue
a-Lois élémentaire de cisaillement structural (c et ) et astructural (¢’ et @)
b- Etude de stabilité en probleme plan
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Le déwviateur intervenant dans le critere de rupture est, quant a lui, le suivant (01>0:,>03) ¢

(61 - 63) = min.((61 - G3)v ; (61 - G3)p), I'indice M signifiant rupture en matrice, et I’indice P
rupture le long du plan de faiblesse (fig. II-2).

(o, -03) ¢ rupture régie par (G - O3 4

\  rupture régie |
\ par(c,-ocip
\ /’
\\ //
\\\ /,
S - -7
Qrientation © |

Figure II-2 : Schématisation du modéle SPW de Jaeger.

Le déwviateur (o - 03)m se détermine facilement connaissant @. En effet, dans le cas d’une
rupture en matrice I’angle a entre la contrainte principale majeure o, et le plan de rupture. vaut

Y (fig. II-1). De ce fait, la contrainte de cisaillement et la contrainte normale a ce plan

valent respectivement :

21 = (o) - 03)sin(2a) = (0, - 03)cosP II-3a
26, = (01 + 03) - (01 - 63)c08(2a) = () + 03) - (G, - G3)sin® II-3b

En remplagant I1-3a et II-3b dans II-2a on obtient :

2(c +0,tg®)
J1 +tg2d —tgd

(0, - 03)y = I1-4

De la méme fagon, on détermine (o, - 03)p sachant que la rupture se fait le long du plan de
faiblesse. Si ce plan est incliné d’un angle © par rapport a la contrainte ¢, on a alors :

21 = (0, - 03)sin(20) et 20, = (01 +03) - (01 - 03)cos(20)  II-Saetdb
En remplagant dans II-2 on obtient

2(c' +o,tgd’)
(1 —tgO tgd') sin20

(0, - 0;)p = II-6

Parallélement a cette théorie Barron (1971), Hoek (1964,1983), Hoek et Brown (1980a et
1980b), Walsh et Brace (1964) proposent des critéres d’initialisation et de propagation de fissures
issus de la théorie de Griffith (1921,1925) modifié par Maclintock et Walsh (1962).

(3
(V9]
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2. 1-1-2 Théone de Walsh et Brace.

C’est Murrel (1928) qui a eu le premier I'idée d’étendre la théorie de Griffith (1921,1925)
aux cas des roches. Griffith postule que, dans les matériaux fragiles tels que les verres et les
métaux, la rupture est initialisée lorsque la résistance en traction du matériau est dépassée par la
contrainte générée en téte de défaut microscopique existant dans ce matériau. Dans les roches, ces
défauts sont généralement préexistants et sont par exemple des pores, des microfissures ou encore
des frontiéres de grains. Une théorie directement issue du critére de Griffith et appliquée aux
roches a été proposé par Hoek (1968) qui suggére la forme suivante pour décrire la courbe
enveloppe des cercles de Mohr :

7 =2 \[‘a,l (‘0,! +0,,) -7

ou o est la résistance en traction uniaxiale (négative), T et o, sont respectivement la contrainte de
cisaillement et la contrainte normale.

Originalement, 1a théorie de Griffith a été élaborée pour décrire la résistance de matériaux
soumis a des champs de contraintes ou la traction est prédominante. Or, dans le cas des roches, le
champ de contraintes est généralement un champ de compression. De ce fait, les fissures peuvent
étre considérées comme fermées et ce, méme pour des petits niveaux de contrainte. Il y a alors
transmission a travers ces fissures des contraintes normales et de cisaillement. I devient donc
nécessaire de prendre en compte la résistance au frottement des fissures fermées. Dans ce but,
Maclintock et Walsh proposent la modification du critére de Griffith suivante :

1=2 o] + 1o, -8
ou u est le coefficient de frottement.

Dans le cas des matériaux anisotropes, Walsh et Brace supposent ’existence de deux
familles de microfissures :
- un champ isotrope de petites fissures aléatoirement distribuées.
- une famille de grandes fissures orientées suivant la direction du plan
de faiblesse.

I suppose par ailleurs que la rupture se fait indépendemment par développement d’une
unique famille de fissure. A partir de II-8 et, en suivant une démarche identique a celle exposée
dans le paragraphe précédent, on obtient le déviateur des contraintes nécessaire a la rupture par
développement des fissures courtes (0, - G3)c ainsi que celui nécessaire a une rupture due aux
fissures longues (o, - G3)1 :

0, We

(0, - 0))c = 0pe + ="

oU Ooc est la résistance en compression simple d’un matériau ne possédant que des fissures
courtes et [ est le coefficient de frottement de ces fissures

I1-9
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2.05 p +0, (1 +up —p,)

(0, - 0y) = (a -—tgeuL)sinze 1I-10

ou O est ’angle entre o, et la direction des fissures longues, G est la résistance en compression

simple d’un matériau ne possédant que des fissures longues et p est le coefficient de frottement
de ces fissures.

Le déviateur des contraintes a la rupture est alors donné comme précédemment par :
(61 - 63) =min.((o; - 3)c ; (61 - G3)1) II-11
2.1-2 LES MODELES CONTINUS.

A P’instar des modéles discontinus, les modéles continus présentent une variation continue
de la résistance en fonction de ’orientation ®. Ces modéles peuvent étre classés en deux sous-
groupes, ceux qui négligent la contrainte principale intermédiaire, et ceux qui ne la négligent pas.
Dans les théories du premier sous-groupe, on trouve les critéres empiriques de Jaeger (1960) et
Mac Lamore et Gray (1967). Pour les théories formulées dans I’espace tridimensionnel dgs
contraintes nous avons les critéres proposés par Nova et Sacchi (1979), Nova (1980, 1986),
Boelher (1975, 1978), Boelher et al (1977, 1979), Tsai et Wu (1971) et Pariseau (1972).

2. 1-2-1 Le modéle de Mc Lamore et Gray

La théorie de Mc Lamore et Gray (1967) est une modification de la théorie de la cohésion
variable de Jaeger (1960). Cette derniére est un modéle continu qui décrit la résistance au
cisaillement des roches anisotropes avec une cohésion qui varie continuement avec |’orientation
©. Dans sa théorie, Jaeger suppose que la résistance au cisaillement d’une roche anisotrope peut
étre décrite par un critére de Mohr-Coulomb modifié.

Jaeger considére que sur un plan de rupture incliné d’un angle o par rapport a la
contrainte principale majeure o, (fig. II-3), la résistance au cisaillement est régie par la loi
suivante:

T=Cq + G, tgd -12

Gl 3

7

/ plan de stratification
£

Figure [I-3 : Position du plan de rupture dans la théorie de Mc Lamore et Gray (1967)

plan de rupture
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ou ¢, est la cohésion qui est supposée fonction de I’orientation, sous la forme :
Ca = S1 - S; cos2(a-0) [1-13

. . n ¢
Dans cette théorie le plan de rupture fait un angle o = VURrY constant par rapport a o

Le déwiateur a rupture vaut alors (cf. § 2. 1-1):

2(c, +o,tgP)

(0, - a:) = J1+tg2d —tgd

Sur la base de ces travaux, et pour tenir compte des phénoménes observés lors de leurs
expériences, Mc Lamore et Gray proposent de décrire la variation de la cohésion en fonction de @
par la forme suivante :

1I-14

Cos=A, -B, (208[2(&--@))]‘l I1-15

avec £ orientation pour laquelle Co est minimum.

La puissance n est appelée facteur d’anisotropie. Les auteurs proposent de prendre n = 1
ou n = 3 pour les roches a anisotropie plane, et n = 5 ou n = 6 pour les roches a anisotropie
linéaire. La figure II-4 illustre I’action de n sur la cohésion.

6000

5500

5000

4500

4000

Cohesive Strength, 75, psi

3500

3000 -
D N S N T T
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
/3 - Angle Between Bedding Plane
and T3, Degrees

Figure I1-4 : Evolution de la cohésion en fonction
de I'orientation pour différentes valeurs de n (d’apres Mc Lamore et Gray (1967))
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De plus, de nombreux auteurs (Donath (1964), Chenevert et Gatlin (1965), Carillo et
Casagrande (1944), Mc Lamore et Gray (1967)) ont aussi remarqué une variation du coefficient
de frottement tan® avec I'orientation ©. Cette variation étant de méme nature que celle de la
cohé§ion (fig. II-5) , Mc Lamore et Gray proposent, pour la décrire, une formulation identique, a
Savoir

tgq)e =C,-D COS[2(C-®)]m II-16

ou { est orientation pour laquelle tg®s est minimum (§ peut étre différent de £) et m joue le
méme role que n.

14 1 I I . . I i
-0= tan @ =

0.600-0 280 [cos 2(50°-3)]
= To
9440-5600 [cos 2(30°3)]°

pst x 1073

F-3

Coheswve Strength, T, .
[+2)

2 IS S S NN S N S
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90

/3-Angle Between Cleavage Plane
and T3 . Degrees

Figure II-8 : Variations de 1a cohésion 1, et du coefficient de frottement tan®
en fonction de 1’orientation pour une ardoise (d’aprés Mc Lamore et Gray (1967))

Cette théorie a été utilisée avec succes par Donath (1972) (fig. II-6), mais dans bien des
cas, un seul ensemble de constantes ne permet pas une bonne description des variations des
parametres tg®ds et Co. Ainsi Mc Lamore et Gray suggerent d’utiliser différents ensembles de
constantes selon la plage de I’angle ® pour décrire les évolutions de Cq et tgd, (fig. II-7). La
formulation est alors la suivante

_ A, - B,cos[2(¢-9)]" siO <t M.17a
* |A, - B,cos[2(¢-©)]° si© %

O g
2 - Y $-9)] si0 =(
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2. 1-2-2 Le critére de Pariseau.

Les théories précédentes ne prennent en compte, ni I’influence de la contrainte principale
intermédiaire, ni le type d’anisotropie de structure. Elles ne sont donc applicables que dans le cas
ou I'intensité de la contrainte G, est négligeable, ce qui parait le cas d’aprés les remarques faites
précédemment (chap. I § 1. 2-2).

Pour palier ces désagréments, des critéres ont été formulés dans I’espace tridimensionnel
des contraintes pour tenir compte des symétries du matériau. On distingue différentes approches:
une premiére approche, basée sur les transformations invariantes (théorémes de Wang (1971)), a
été développée sous I'impulsion de Boether (1975), une seconde approche consiste a étendre le
critére isotrope de Von Mises (1928) aux matériaux anisotropes, les travaux de Hill (1950)
servant alors de référence. C’est dans le cadre de cette derniére approche que se place la théorie
de Pariseau.

L’un des premiers critéres général élaboré pour les métaux anisotropes a été proposé par
Von Mises (1928) sous la forme quadratique suivante

1
el 2 2 2 2 2 —_— =
5 K105 T Ky, +Ky0y, +K 02, +K,07, Koo )+ K00, + +K 0,0, =const

Cette équation contient 21 constantes indépendantes qui sont fonction du choix du
systéme d’axe (X,y,z) et de son orientation par rapport a la structure de I’anisotropie.

Dans le cas ou le matériau est orthotrope et, si on choisit un systéme d’axes (Si, S3, S3)
perpendiculaire aux plans de symétries (fig. II-8), Hill (1950) a montré que le nombre de
constantes indépendantes se réduisait a 6, le critére s’écrivant alors :

F (0, -0, +G'(0,, -0, 2 +H (0}, -0, 2 +2L 03, +2M 0}, +2N'o}, =1  II-18

/ ............ ).
S3

Figure I1-8 : Définition du repére (S, S;, S3) -

De plus, si z est un axe de symétrie de révolution (le matériau est alors isotrope
transverse), des relations supplémentaires existent réduisant a 3 le nombre de constantes
indépendantes. Ces relations sont :

H’ - G’ N, - M’ et L’ = G’ + 2F7 II‘lg
Dans le cas isotrope, on a une symétrie compléte, donc 3F’ =3G’ =3H’ =L =M =N,

le critére devenant alors le critére de Von Mises isotrope. Pariseau (1972) a étendu la théorig
précédente aux cas des roches possédant une anisotropie de structure soit orthotrope, soit
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isotrope transverse. Pour ce faire, il a ajouté, au critere défini par la relation II-18, 'influence de
la partie hydrostatique du tenseur des contraintes. Une démarche identique a été utilisée par Tsai
et Wu (1971) lors de I’élaboration de leur critére (Cazacu (1995)). Dans le cas d’une structure
orthotrope le critére de Pariseau s’écrit :

0’2
[F(ozz -0, Y +Gloy; -0, + Hloy, -0, ) + Loj, +Ma;, +Nafz]
-Uog,, +Vo,, +Wa,;) =1

I1-20
avec dans le cas d’un matériau isotrope transverse (le plan d’isotropie étant le plan (S,, S;)) on
aura les relations suivantes :
G=H, M=N, V=W  L=2G+4F II-21
Au total, le critére de Pariseau dans le cas d’une isotropie transverse posséde 5 parametres

en plus de la puissance entiére n. Cette derniére est fixée par l'utilisateur en fonction de la forme
des courbes enveloppes des cercles de Mohr (fig. [I-9).

Figure I1-9 : Représentationde la condition générale du type de rupture
pour différentes valeur de n (d'apres Pariseau (1972))
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Considérons le cas d’un essai triaxial de révolution. Dans les notations de la figure. [-4 et
en utilisant les lois de changement de repére décrites au chapitre I, la relation II-22 prend alors la
forme suivante :

2 2B
9°9 = A B + ALY I1-23
avece
B =U+2V
et A’= (U-V)cos20 + V + [4Fcos’® + 4G(sin'® + cos20) + Msin20]"*  11-24

2. 2 MODELISATION DU COMPORTEMENT A LA RUPTURE
DU SCHISTE D’ANGERS.

2. 2-1 APPLICATION DU MODELE SPW DE JAEGER.

Nous rappelons que ce modéle est régi par deux lois (eq. II-1 et II-2). Cela se justifie par
le fait que la rupture est supposée se produire selon deux mécanismes distincts : un le mécanisme
de glissement le long des plans de faiblesse et un mécanisme de cisaillement a travers les plans. Le
premier mécanisme est purement structural alors que le second est complétement astructural.
Dans le cas du schiste d’Angers le second mécanisme régit le comportement du matériau pour
I’orientation ® = 90° et, dans une certaine mesure, pour |’orientation ® = 0°. En effet, pour cette
derniére orientation deux phénomeénes entrent simultanément en jeu; d’une part le mécanisme de
cisaillement et d’autre part le flambement des plans (cf. chap. I § 1. 3-2-1). Afin de mieux décrire
le comportement du matériau nous avons supposé que ce comportement combiné pouvait étre
décrit par une loi de type Mohr-Coulomb différente de celle utilisé pour décrire le seul mécanisme
de cisaillement. A partir de cette hypothése I’équation II-1 devient :

u . [r=Ci +oand si® proche de 90° 1125
rupture enmatrice ) _ e si© proche de 0° :

I’équation II-2b restant quant a elle toujours valable. Finalement 6 paramétres sont a déterminer.

2. 2-1-1 Détermination des paramétres C’ et tan®’ du critére de glissement.

Dans ce cas, puisque I’angie de rupture est I’angle ® connu (fixé pour chaque essai), il
suffit, a partir des relations II-3a et II-3b, de calculer la contrainte normale au plan de faiblesse
ainsi que la contrainte de cisaillement agissant sur ce plan a rupture. Ce calcul se fait pour une
unique orientation et pour différentes pressions de confinement.. Il est d’'usage de prendre comme
orientation, celle pour laquelle la résistance est minimale, soit, dans le cas du schiste d’Angers
©=45°. Une fois les couples (T; 6,) connus pour chaque pression de confinement, une régression
linéaire sur ces valeurs nous donne les valeurs des paramétres recherchés. Les couples de valeurs
et la régression obtenue sont dans le cas du schiste d’ Angers (fig. [I-10) :

C’=0414 tan®’=0.301 R#=0.898

[ 8]
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T =0.30080n + 4.0143
R =0.8082

On MPa

8] 20 4 60 80

Figure II-10 : Détermination des paramétres C” et tan®’.
(Modéle SP.W., © =45°)

2. 2-1-2 Détermination des parametres Ci et tan®i des critéres de cisaillement.

Lors de la rupture en matrice, ’angle de rupture a est aussi une inconnue fonction de

’angle de frottement ® : a = 75 Le calcul de o, et t agissant sur ce plan n’est donc pas

possible. Afin de connaitre ces paramétres plusieurs méthodes sont alors possibles: La méthode la
plus classique consisterait a tracer pour chaque orientation ®=0° et @=90°, les cercles de Mohr"a
rupture, puis a déterminer la courbe enveloppe (sous forme d’une droite) de ces cercles.
L’intersection de cette droite avec I’axe des abscisses serait alors la valeur de la cohésion C, la
pente de cette droite serait la valeur du coefficient de frottement tan® (fig.II-11). Cette méthode
est fastidieuse, peu précise et sujette a ’appréciation du modélisateur. C’est pourquoi d’autres
auteurs (Lambe et Whitman (1969), Goguel (1948), Raleigh et Paterson (1965)) proposent de
déterminer ces paramétres a partir de transformations mathématiques simples.

La méthode de Raleigh et Paterson est celle que nous avons utilisée. Elle consiste a
déterminer la droite de régression liant les déviateurs a la rupture a la pression de confinement.
Par identification des termes de cette régression a ceux de la relation II-4, on détermine les
parametres recherchés. Ceux-ci sont donnés, en utilisant les notations de la figure II-11, par la
relation suivante :

tan tan®
sind= —1— et c=g — 11-26
2 + tany tany

\— G - 03 = g + G, tany

T=¢ + 0, tan®d

Ghn

Figure [I-11 : Relations entre les paramétres du critére de Mohr-Coulomb
et les valeurs de la régression linéaire o, - 0; = f(03)
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Pour chacune des orientations, ®=0° et ©@=90°, les couples de points (o3, (6103 )rupture) €L
les droites de régression associées sont figurés sur la figure I1-12.

0 § y=37217x +173.99

i = R =0.902 -
250 & | -
200‘ 3 .‘/‘_! - - & expl°

_--"® . L m exp0°
150 m y = 4.3793x + 121.06 N Linéaire (exp 0°)
00! R?=0.839 i ------ Linéaire (exp 90°)|
! 03 MPL{

0 10 20 0 40

Figure I1I-12 : Détermination des paramétres C, et tan®d;.
Modele SP.W. © =90°et © =0°)

Les valeurs des parametres C; et tan®; valent alors :

si ® =90° C,=40.038 MPa tan®; = 0.856 = o =25° RZ=0.902
si®@=0° C,=26.099 MPa tand, =0.944 = o= 22° R?=0.839

Nous pouvons déja remarquer que ’angle de rupture théorique donné pour !’orientation
90° est trés proche de celui observé par Hammade lors de ses essais. De plus, la cohésion
déterminée pour ’orientation @ = 0° est trés inférieure a celle obtenue pour @ = 90°. Cette
derniére remarque s’explique par les phénoménes physiques de rupture mis en jeu. En effet,
comme nous ’avons déja signalé ci-dessus, pour I'orientation @ = 0° le décollement des plans
participe a la rupture, ce qui se traduit par une diminution de la cohésion.

Les 6 parameétres étant connus, nous avons pu alors simuler les courbes de résistances en
fonction de I’orientation (fig. II-13 et Annexe I-a).

L’observation de ces courbes nous montre que le modéle ainsi formulé donne une bonne
approximation des valeurs des déviateurs a rupture pour les orientations comprises entre 30° et
60° incluses, ainsi que pour les orientations ® = 0° et @ = 90°. Pour les autres orientations, le
modéle sous-estime (quand © est proche de 0°) ou surestime (quand © est proche de 90°) les
valeurs expérimentales des résistances. Le modéle S.P.W. de Jaeger ne convient donc pas pour
modéliser le comportement de ce schiste a rupture.

[

Chapitre 2 : Modélisation du comportement a ia rupture 13



&
A
Twos T 3
5300 4_
]
5
250 & X
200 & ®  exp5MPa
- ‘
L ; ; x  exp 20MPal
150 -+ , ; A  exp 40MPa
\ ¥ Pc=5MPa
‘o0 - . 4 : Pe=20MPa |
N { = P Pe=40MPa
i:\\ o J
50 + 8 oA -7 y

.- ox ¥ . u

T— i X g,
0. JA | en
O 10 20 30 4 5 6 70 80 9%

Figure [I-13 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et le critére S.P.W.
pour différentes pressions de confinement.

2.2-2 APPLICATION D LE DE WALSHETB .

Rappelons d’abord les deux relations régissant la rupture lors d’un essai triaxial (eq. II-9
et I1-10):

O o) = o I (g 0y, = Dbl )
1 3/c oc 1+#é 4, 1 3L (1 —tg0 , ) sin20

Dans ces relations, C,. (respectivement C,c) est la résistance en compression simple d’un
matériau contenant exclusivement des fissures longues (rsp. courtes), et u (respectivement. i)
est le coefficient de frottement des fissures longues (rsp. courtes). Pour déterminer ces
parametres, deux solutions sont alors possibles :

e On pose C,; d’aprés les résultats expérimentaux et on détermine par calage L.
¢ On détermine par régression linéaire les deux couples de parameétres.

Le matériau ne contenant que des fissures longues est le matériau qui a la résistance la plus
faible. La détermination des parameétres régissant le comportement de ce matériau se fera donc a
partir des résultats obtenus pour I’orientation ® = 45°. La détermination des parametres du
matériau ne contenant que des fissures courtes se fera, quant a elle, grice aux résultats obtenus
pour I’orientation @ = 90° et pour I’orientation ® = 0°. La différence des valeurs de compression
simple pour I’orientation 0° et 90° ne nous permet pas de déterminer le paramétre C.c. De ce fait,
nous avons utilisé la seconde solution pour déterminer les couples de parametre.

Nous avons donc tracé pour les orientations ® = 0° et ® = 90° confondus et pour
I"orientation © = 45° les déviateurs a la rupture en fonction de la contraintes 0. Puis nous avons
estime les droites de régression qui lient ces couples (fig. [I-14a et II-14b).
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400 - _ 90° et 0° confondus 50 - 45°
[w) —
w0 8 .
30 -°
20 - y =0.8017x +12.364
100 y =3.8379% +156.85 10 . R = 0.7961
¢ R® = 0.7036 03 : *
0 - 0 -
0 10 20 30 40 0 10 20 30 40
(@) ®

Figure [I-14 : Détermination des parameétres du modéle de Walsh et Brace
(a) - Détermination de C. et
(b) - Détermination de C,; et

Par identification des coefficients de ces droites avec les paramétres des relations I-9 et
1I-10, nous avons trouvé :

Coc = 156.85 MPa U = 0.874

R? = 0.704
C.,L =11.706 MPa UL = 0.286

R2=0.796

Nous pouvons remarquer la similitude entre le coefficient y; et le coefficient de
frottement tan®’ du modéle S.P.W. de Jaeger, de méme, .. = moy(tan®,, tan®,). Cette similitude
a déja été remarquée par Mc Lamore et Gray (1967) qui considérent que les parameétres pi
(respectivement ic) et tan @’ (rsp. tan®) sont identiques.

Ces paramétres étant connus, nous avons pu tracer les courbes de variation de la
résistance en fonction de I’orientation (fig. [I-15 et Annexe I-b).

350 - :
< & |
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Lo / |
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|
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200 o | ) || x  exp 20MPa
L !
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Figure II-15 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et le critére de Walsh et Brace
pour différentes pressions de confinement.
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Les mémes remarques que pour la théorie S.P.W. de Jae :er peuvent étre faites , les
critéres étant fort semblables. Le critére de Walsh et Brace ne peut donc pas décrire correctement
le comportement de ce schiste.

2. 2-3 APPLICATION DU MODELE DE MC LAMORE ET GRAY.

Contra:-ement aux deux précédent modéles, celui de Mc Lamore et Gray est un modéle
continu qui decrit la rupture par I’intermédiaire d’une seule loi (eq. [1-12) résumée par :

1=C+ oytan®
{ C = A, + B, cosP2(¢-0)[

avec i=1, j=2
tan = C,; + D, cos2(¢-0)]"
Ce modele décrit un cisaillement astructural suivant un plan orienté d’un angle o =
I ¢ o .
737 par rapport a 6,. La détermination des 10 parametres se fait en deux temps :

Le premier temps consiste a déterminer les valeurs de C et tan® pour chaque orientation.
Nous avons pour cela utilisé la méthode de Raleigh et Paterson (cf. § 2. 2-2-2). Les;résultats
obtenus sont reportés dans le tableau suivant (tab. II-1) :

orientation ©° g tany tand C R?

0° 121.06 4.379 0.944 26.098 0.839

15° 30.582 2.0952 0.595 8.691 0.94

30° 17.93 0.819 0.304 6.647 0.937

45° 12.645 0.738 0.28 4.796 0.934

60° 24 814 0.7359 0.279 9417 0.453

75° 74.955 1.429 0.458 24.046 0.93

78° 83.289 2.7947 0717 21.378 0.947

90° 174 3.7221 0.856 40.038 0.902
Tablean II-1 : Valeur des parameétres C et tan® pour les diverses orientations

Nous pouvons constater, au vu de ces valeurs, que les minimums de C et tan® sont atteints pour
I’ orientation @ = 45°, donc £ = { = 45°.

Dans un second temps et aprés avoir posé n et m, on détermine par régression
linéaire les valeurs des autres parameétres. Nous rappelons que Mc Lamore et Gray postulent des
valeurs de n et m égales a 1 ou 3 dans le cas d’une anisotropie planaire.

Les resultats des différentes estimations sont les suivantes (tab. [I-2)
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tan® = C; + D; cos{2(45 - O)}" C = A + B; cos{2(45 - @)}"
Ci D; R? A; B; R?
0sase | ™ etn=3 | 07053 | -0.5077 | 07251 | 30329 | -27.973 | 0.7832
24

metn=1 0.8666 -0.6281 0912 39.02 -34.415 0.975

metn=3 0.7969 -0.5993 0.7842 18.676 -16.41 0.4753
O <45°

metn=1 0.9426 -0.7041 0.996 23.39 -18.778 0.844

Tableau II-2 : Valeurs des parametres du critére de Mc Lamore et Gray
et du coefficient de régression en fonction des valeursde met n

Pour avoir les meilleurs coefficients de régression R? , nous avons choisi les valeurs des
paramétres déterminées pourn=1 et m =1 soit :

tan® = 0.8666 - 0.6281 cos[2(45 - ©)] R? = 0912 . © > 45°

C = 39.02 - 34.415 cos [2(45 - ©)] R? = 0.975 pE=

tan® = 0.9426 - 0.7041 cos[2(45 - ©)] R’ = 0.996 . © < 45°
S Y

C = 23.39 - 18.778 cos [2(45 - ©)] R? = 0844 :

Par substitution dans I’équation II-14, nous avons pu alors obtenir les courbes théonques
de résistances en fonction de I’orientation (fig. II-16 et Annexe Ic).

0 10 70 80 90

Figure I1-16 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et le critére
de Mc Lamore et Gray pour différentes pressions de confinement.
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Les courbes obtenues montrent que le modele décrit bien le comportement de ce schiste et
ce quelque soit I’orientation. Cependant, la rupture du matériau se fait de fagon structurale par
glissement le long des plans de schistosité alors que le critére décrit un cisaillement astructural.
L’angle entre ces deux plans (noté¢ B) n’étant pas négligeable (tab. II-3), ce modéle n’est pas
physiquement satisfaisant.

®end° 10° 15° 30° 45° 60° 75° 80°
Bend® 17° 15° 6° 7° 23° 44° 51°

Tableau II-3 : Angle entre le plan de rupture théorique et expérimental
2. 2-4 APPLICATION DU MODELE DE PARISEAU.

Dans le cas d’un matériau isotrope transverse, le critére de Pariseau posséde 6 inconnues.
Comme pour les modéles précédents, supposons, que la courbe enveloppe des cercles de Mohr
soit assimilable a une droite. Le plan d’isotropie étant le plan (S;. S;3) et avec n = 1 (droite)
1’équation 1I-20 devient :

\/ﬁ(czz -0 +4 63,1+ G[(0s, - 6, )* + (0, -6, )* +2 63,1+ M(c?, '*’0'32)

- [Usy, + V(oy, +0y3)] =1

11-27

ou F,G,M,U,V sont 5 coefficients indépendants. Pariseau a montré que ces coefficient peuvent
étre exprimés en fonction des résistances en compression et en traction simple mesurées
parallélement et perpendiculairement a la schistosité, ainsi qu’en fonction de la torsion simple
mesurée orthogonalement a ce plan.

Soit un essai de traction simple suivant 1’axe S; (paralléelement a la schistosité), les
compressions €tant positives, 1’état de contrainte a la rupture vaut 62, = -Toy; 611=633=0;=0, Toy
étant la résistance en traction simple suivant S;. En remplagant les contraintes par leur valeur
dans 1’équation II-27 on obtient :

1
JF+G+V= T_ 1I-28
o//

Supposons maintenant que l’on réalise un essai de compression simple dans la méme
direction. L’état de contrainte a rupture vaut alors 62 = Coy; 011=033=0;=0, C,/ étant la
résistance en compression simple suivant S;. De méme, en remplagant les contraintes par leur
valeur dans I’équation II-27 on obtient :

1
VF+G -V = C [1-29
o//

A partir de II-28 et II-29 on obtient respectivement :

2

1 1 1 1 1

2V = - — 2F= — + — =2 -30aethb
To// Co// 2[T0// Co//j G H 3 ae

Chapitre 2 : Modélisation du comportement & la rupture 2.18



De méme, a partir des résistances en compression €t en traction simple suivant [’axe S,
(orthogonalement au plan de schistosité), notées respectivement Cep et Top, On trouve :

2
1 1 1 1)
W= — - 2G= ~|— + M-3laetb
Top Cop 4LTop CopJ )

Enfin si S, est la résistance en torsion mesurée dans le plan (S, S;) on a alors :

1
= —_—— I_
Slz2 1-32

Cette derniére résistance est rarement mesurée en meécanique des roches. Une autre
méthode pour atteindre le paramétre M est d’effectuer un essai clinotrope de compression simple.
Par exemple, si on conduit un test de compression simple sur un échantillon dont le plan

d’anisotropie est incliné de 45° par rapport a la contrainte principale majeure ¢, en combinant
les équations II-23 et II-24 et en résolvant par rapport 4 M on obtient :

2
2 :
M=( +U+VJ -F+G) I1-33
Co®45

ou C,e4s est la résistance en compression simple mesurée dans la direction de o (X;) quand © =
45°,

La résistance a la traction du schiste étudié suivant la direction normale au plan de
schistosité est quasi-nulle. La procédure de détermination telle que décrite précédemment ne peut
donc étre adoptée. Aussi a-t-on réalisé une calibration numérique des parametres. Une méthode
d’inversion (Tarantola (1987), Misbahi et al. (1994) et Shao et al. (1991)) a alors été utilisée pour
déterminer les 5 coefficients (F,G,M,U et V) du critére. L’ensemble des données expérimentales
que nous avions a notre disposition ont servis pour la détermination de ces parametres.

En utilisant valeurs des parameétres initiaux, leurs écarts types et les valeurs finales
obtenues par cette méthode sont données dans le tableau II-4 :

U MPa) | V (MPa) | F (MPa?) | G (MPaY) | M (MPa?)

valeur initiale 1) 0.02 -0.1 0.1 0.5
écart type 1 1 1 1 1

valeur finale 0.055 0.022 | -0.0009 | 0.002 0.049

Tableau I1I-4 : Valeurs des parametres casl

Une seconde solution pour la détermination des paramétres a été réalisée. Dans le cas
d’essais triaxiaux de révolution, en appliquant le critére défini par 1’équation II-27 pour les
orientations 6 = 0° et 6 = 90°, les équations suivantes sont alors obtenues :
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6 =90° — [20(01-53)2]”2 -Uo, - 2Ve, = 1
o 1-34
8 =0° —> [(F+G)(cl-0'3)2] 2 -Uo, - Vo, +0,) = 1

Par régression linéaire sur ’ensemble des résistances expérimentales obtenues pour ces
deux orientations, nous déterminons alors les paramétres F, G, U et V. Afin de calculer la valeur
du paramétre M, on utilise la relation II-33. La détermination de ce dernier parameétre a donc été
réalisée a [’aide des valeurs des contraintes a la rupture obtenues lors d’une série d’essais
clinotropes, en 1’occurrence pour 8 = 45°. Les meilleures régressions ont été obtenues pour la
valeur de n = 1. Les valeurs des paramétres dans cette configuration sont données dans le tableau
[I-5.

n U (MPah V (MPa') F (MPa?) G MPa?) | M MPa?d)
1 -0.012 0.0212 8.8E-04 9.6E-04 0.0237

Tableau I1-§ : Valeurs des paramétres cas 2

A partir de ces valeurs nous avons de nouveau pu déterminer les déviateurs a la rupture
pour chaque orientation, chaque pression de confinement et ce, pour le casl et le cas2. Les
résultats obtenus (fig. II-17 et Annexe I-d) montrent que le casl décrit bien le comportement a
rupture du matériau pour de faibles pression de confinement, mais s’écarte fortement des valeurs
expérimentales pour les pressions de confinement les plus élevées. Par contre, le cas2 décrit bien
le comportement en glissement et ce, quelque soit la pression de confinement, mais ce dernier
cas, ne simule pas correctement les valeurs des contraintes de ruptures pour les orientations
proches de @ = 90° et ® = 0° lorsque la pression de confinement augmente.

300 - - - e 350 - e e
£ ] i
250 - = ——— cast ) 3008 cas1
o
? cas2 . 2508 cas2
200 - 5 )
. [ | exp 200 - [ ] exp
150 - .
150 - « .
100 - &
| 100 - 2
50 l g * ey
) - 5 - © a g
O - H’—J/ @ en ] 0 D @ en o-
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
(a) (b)

Figure 11-20 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et le critére de Pariseau
(a)-cas 1 et cas 2 pour Pc =05 MPa,
(b) - cas 1 et cas 2 pour Pc = 40 MPa.

Le critére proposé par Pariseau ne convient donc pas complétement pour modéliser le
comportement du schiste d’ Angers a la rupture.

2
[}
<o
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2. 3 DEVELOPPEMENT D’UN MODELE DE RUPTURE
POUR LE SCHISTE D’ANGERS

Les modeles bibliographiques que nous avons utilisés ne décrivent pas bien, soit le
comportement*a rupture, soit I’orientation des ruptures. C’est pourquoi nous avons voulu
développer un modéle spécifique pour ce matériau.

2. 3-1 RAPPELS PRELIMIN -CARACTERISATION DE L’ ANISOTROPIE
DES RESISTANCES-HYPOTHESES

Comme on I’a remarqué au chapitre I, il existe deux types de mécanisme de rupture:
Un mécanisme de rupture dans la matrice rocheuse (due a la propagation de microfissures) pour
les orientations proches de ® = 0° et proche de ® = 90°, et un mécanisme de rupture par
glissement le long des plans de schistosité pour les autres orientations.

On a également remarqué que la rupture en matrice pour |’orientation ® = 0°
s’accompagne d’une ouverture des plans surtout pour les faibles pressions de confinement.

Le maximum de résistance est atteint pour I’orientation @ = 90° alors que le minimum est
atteint pour I’orientation © = 45° (fig. I1-18).

300
< 1
§ 250 + ¢ Pe=0MPa / !
D ! + Pe=30MPa / /|
200 + /

100 + //

+ //’
N S e !
A 4
50 \
© }

-}
° een°[
R S

0 10 p.s] 30 40 50 60 70 80 90
Figure I1-18 : Variations des résistances en fonctions de © Pc =0 et 30 MPa.

Nous pouvons remarquer, sur la figure précédente, une légére rupture de pente autour de
I’orientation © = 80°. Aucun essai n’ayant été réalisé proche des orientations ® = 90° et ©® = 0°,
nous ne pouvons vérifier I’existence de plateaux. Nous ne pouvons donc conclure sur la nature de
I’anisotropie (de type ‘U’ ou de type plateaux).

Le coefficient d’anisotropie donné par I’équation I-13 vaut K. = 13.5 en compression
simple, ce qui indique une forte anisotropie conformément au tableau I-3. Le calcul de ce
coefficient pour les autres pressions de confinement semble montrer que I’anisotropie des
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résistances diminue avec la pression de confinement (fig. II-19) comme c’est le cas pour la
plupart des roches anisotropes (chapitre [ § 1. 2-1).

"

6 T ke
14 4

12 +

10 +
8 |
.
6
4 — 1 — /03 %
0 10 20 30 40

Figure I1-19 : Variation de la résistance du schiste d’Angers en fonction de o;.

Cependant, quelque soit la pression de confinement imposée, 1’anisotropie des résistances
de ce matériau reste importante (coefficient d’anisotropie de I’ordre de 8 pour o3 = 40MPa). Les
plans de schistosité ont donc un role décisif dans le comportement a la rupture.

L’hypothése principale, que nous avons alors émise a partir des remarques précédentes
lors de la conception d’un modéle de rupture pour le schiste d’Angers, est |’existence de deux
mécanismes de rupture distincts et indépendants :

¢ larupture par glissement le long des plans de faiblesse
¢ larupture en matrice qui est une rupture fragile

Fort de cette hypothése, le critére sera issu de I’association de deux critéres de rupture,
I'un que I’on peut qualifier d’orienté décrira la rupture suivant le premier mécanisme, !’autre
devra décrire la rupture de type fragile.

2.3-2 MODELES DE GLISSEMENT.

Le modele de comportement du matériau étant discontinu, on peut alors considérer la
roche comme étant discontinue c’est a dire coupée par des plans de discontinuité tels que des
joints paralléles.

De nembreux critéres de rupture en cisaillement ont été¢ élaborés pour modéliser le
comportement a rupture des joints, nous citons entre autres Newland et Allely (1957), Patton
(1966), Ladanyi et Archambault (1970), Jaeger (1971), Heuze (1979), les plus utilisés étant ceux
de Coulomb et de Barton (1976).

A partir de ces deux derniers critéres, nous allons développer deux modéles empiriques
de comportement a rupture:

Le premier critére ne sera qu’une extension du critére S.P.W. de Jaeger (1960) qui part de
’hypothese d’une rupture régie par deux lois de type Mohr-Coulomb.

2. 3-2-1 Extension du modéle S.P.W. de Jaeger (Modéle S.P. W étendu).

Partant de la loi de glissement utilisée par Jaeger (eq. II-1), nous avons calculé, a partir de
II-3a et II-3b et de la méme maniére que pour l’orientation @ = 45° (cf. § 2. 2-1-1), les

(9]
|89
[\
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parametres C’ et tan®’ du critere de glissement et ce pour toutes les orientations exceptees 0° et
90°. Les valeurs trouvées sont recapitulees dans le tableau suivant (tab. I1-6)

Orfentation ©° 15° 30° 45° 60° 78°
C 8.607 4706 4014 4814 7.985
tand’ 0.3%4 0336 0.301 0.2545 0.147
R 0.852 0917 0.898 0.871 0.952

Tableau 1I-6 : valcur des parametres C™ ¢t tan @' pour chaque orientation

On peut alors remarquer une variation de ces paramétres en fonction de I’orientation (fig.
11-20).

° -, o - 045
8- m tanPhi’ ¢ 04
- . -0
f . 03
0 °- . 025 3
3 . ¢ .02 )
4 . w 015
c IR - - 01
10 20 30 40 S50 60 70 80
Oepo

Figure [1-20 : Variation de tan®" et C" en fonction de ©

Nous proposons alors les approximations suivantes pour ces parametres (© en d°) :

tan®’ = -0.00370 + 0.456 R2=0.969
C’ =0.004402-0.4150 + 13.644 R2=0.982

A partir de ces approximations, nous pouvons ressimuler le critére de rupture pour les
différentes orientations comprises entre 10° et 80° (fig. II-21 et Annexe l-e). La comparaison
entre les résultats obtenus, les valeurs expérimentales et les résultats du critéere S P.W. étendu,
nous montre une bonne concordance entre le modéle et Uexpérience et ce, quelque soit
I’orientation.
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Figure I1-21 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et le critére SP.W. étendu -
pour différentes pressions de confinement.

2.3-2- sle d n
a- Présentation du critére de Barton

En 1976, Barton propose une loi empirique faisant intervenir directement la dilatance
laquelle joue un role important lors du glissement. En effet, lorsqu’il y a déplacement par
glissement, on remarque un soulévement 3h (fig. II-22), di & l’inclinaison des épontes. Ce
soulévement diminue lorsque la contrainte normale augmente car les épontes sont de plus en plus
cisaillées.

Figure [I-22 : Schématisation du glissement sur un joint

Aprés de nombreuses expériences sur des joints de nature diverse, Barton propose les lois
empiriques suivantes :

[
(39
ES
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<

d = 10log [g-j I1-35b

n

avec d, angle de dilatance (fig. 1I-22), et o, résistance a la compression simple du matériau.

A partir de ces deux relations, on obtient le critére de Barton :

I o 1
T = o, tanL 20 log j— + 30°J 11-36

Barton généralise alors cette relation en faisant les remarques suivantes :

(a)

(b)

(©)

Lorsque toutes les épontes sont arasées, un glissement plan sur plan se met
en place. Dans ce cas d, = 0°, et ce glissement répond a la loi :

T =0, tan®
En identifiant a la relation [I-35a, il conclut au remplacement du coefficient
30° par le coefficient @ intrinséque au matériau a tester.

Le matériau sur lequel Barton a élaboré sa loi a été fabriqué artificiellement,
et est considéré comme trés rugueux. Barton montre que le coefficient 20 est
représentatif de ce type de joint, mais trop élevé pour des joints plus lisses. Il
préconise alors I’emploi, & la place de cette valeur, d’'un parameétre JRC
(Joint Roughness Coefficient) pour caractériser cette rugosité. Il remarque
par ailleurs que ce coefficient est borné par 0 pour les joints lisses et par 20
pour les joints rugueux.

La mise en place du critere II-36 a été réalisé sur un matériau sec. Or, la
présence d’eau au niveau du joint entraine la diminution de o.. Barton
préconise le remplacement de ce paramétre par JCS (Joint Compressiv
Strength) qui exprime la résistance du joint dans les conditions naturelles.

Ces remarques amenent la loi de glissement suivante :

Sj + d)} 1-37

n

| IC
Tt =0, tanLJRC log(
c

b- Application au schiste.

Pour déterminer JCS il suffit par exemple de prendre la résistance a la compression
simple pour ® = 90° soit JCS = 150 MPa. Il nous reste alors a déterminer les valeurs de ® et JRC
pour chaque orientation. Ceci est réalisé en utilisant la relation II-37 sous la forme :
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Arctan [;1] = JRC log JCS] +¢ 11-38
. o

Congaissant, pour une orientation donnée, o, et T (eq. [I-3a et II-3b), on peut déterminer

dans le dfagra.mme log(JCS/1)-Arctan(t/c,), la droite de régression reliant les points
expérimentaux (fig. I1-23).

4
Arctan(t/c,)

JRC

®

log(JCS/o,)

A 4

Figure I1-23 ; Principe de détermination des paramétres ® et JRC.

Les résultats obtenus pour chaque orientation sont reportés dans le tableau II-7.

O (°) JRC D (°) R?
15° 34.14 10.98 0.941
30° 30.58 6.25 0.923
45° 23.99 8.01 0.84
60° 11.97 14.06 0.232
78° 4.62 10.72 0.511

Tableau II-7 : Valeurs des paramétres JRC et @, JCS = 150 MPa.

On peut remarquer au vu de ces valeurs que le coefficient JRC est bien trop grand. En
effet, dans le cas du schiste d‘Angers les plans de schistosité sont quasiment lisses. Bandis et al
(1983) considérent d’ailleurs quant a eux une valeur moyenne du coefficient JRC pour les schistes
de I’ordre de 4. Les coefficients calculés ici n’ont donc pas de signification physique au sens de
Barton; Afin de ne pas les confondre, ils seront dorénavant appelés a et b :

a=JRCetb= [I-38

JC
7 = g, tan [a log {TS] + bjl 1I-39

La figure II-24 donne les variations de a et b avec 1’angle ®. Nous proposons les
approximations polynomiales suivantes :

I’équation [1-37 s’écrivant
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Figure I1-24 : Variation de a et b en fonction de ©.

a=43587-0482250 R2=0.974
b=14.698-0343 @ +3.7775 107 @* R2= 0462

Nous pouvons alors ressimuler les essais par résolution (numérique) de 1’équation '‘m-39
(fig. 11-25).
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Figure I1-2§ : critére de Barton : valeur du déviateur 3 1a rupture
en fonction de ©; 63 = §, 20 et 40MPa.

L’Annexe I-f compare alors les résultats expérimentaux et le critére proposé pour les
différentes pressions de confinement. Cette comparaison montre une bonne concordance entre les
résultats expérimentaux et les simulations numériques.
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2. 3-2-3 Comparaison des modéles de glissement.

La figure I1-26 montre la comparaison entre les résultats obtenus expérimentalement et
ceux des deyx simulations (S.P.W étendu et Barton) en fonction de I’orientation ® pour une
pression de confinement de 10 MPa.
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Figure 11-26 : Comparaison entre les résultats expérimentaux et les résultats obtenus par
le critére de Barton et le critére S.P.W. étendu, 55 = 10MPa.

Nous remarquons que d’une maniére générale, les deux critéres décrivent bien le
comportement a la rupture. Cependant, le modéle de Barton est beaucoup plus pessimiste pour
I’orientation ® = 60°. De plus, ce dernier modéle semble présenter des instabilités dans I’intervaile
[30°, 60°]. Ces instabilités sont sans doute dues aux trop grande valeur du paramétre a, qui
représente dans le critére initial, la rugosité du joint. De ce fait, nous préférerons le critére S.P.W.
étendu au critére de Barton.

~ 2 3-3 MODELES P LAR EN MATRICE.

Nous avons précédemment remarqué pour certaines orientations (90° et 0°) Ila
prépondérance du mécanisme de rupture en matrice. Cette rupture est une rupture fragile, les
éprouvettes se rompant en colonnette.

Pour décrire le comportement a la rupture des matériaux isotropes fragiles, plusieurs
critéres ont été publiés. Notons que celui de cisaillement de Coulomb et celui de Lade (1984) sont
particuliérement adaptés a ces comportements. De ce fait, nous avons tenté d’utiliser ces deux
modéles pour décrire la rupture en matrice de notre matériau.

L’application du modéle de cisaillement de Coulomb, pour décrire la rupture en matrice
des matériaux anisotropes correspond a ’hypothése de Jaeger (1960) dans son modele SP.W..
Nous renvoyons donc le lecteur au paragraphe 2. 2-1-2 de ce chapitre. Nous rappelons tout de
méme le critére et la valeur des parametres dans le tableau suivant (tab. I1-8)
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r=C + o, tand
@) | CMPa) | tand
0° 26.099 0.944
90° 40.038 0.856

»

Tableau I1-8 : Valeur de C et tan® du critére de Coulomb
pour les orientations 0° et 90°.

2. 3-3-1 Criteére de Lade.

Lade et Duncan (1975) ont élaboré un modéle élastoplastique pour les sots. En 1977 Lade
a propos¢ une amélioration de ce modele en prenant en compte I’influence de la pression
hydrostatique. Ensuite, Lade (1982 et 1984) a généralisé le critére précédent aux matériaux
cohérents.

Le critére de rupture de Lade s’applique aux matériaux homogeénes isotropes soumis a des
sollicitations quasi-statiques monotones. Sur la base de nombreuses expériences, Lade a montré
que la surface représentative du critére de rupture est déterminé a partir des remarques suivantes :

¢ L’angle d’ouverture de la surface est lié a I’angle de frottement.

e La courbure de la surface représente la dépendance de I’angle de frottement
avec le tenseur sphérique des contraintes.

Ainsi, le critére de rupture de Lade est fonction de deux paramétres m et Y, tels que:

1'3-27 L -Y,, =0 1-40
13 P. dr

trace (:)= iEai
Det. (:)= mai

Y« et m déterminent I’angle d’ouverture et la courbure de la surface. P, est un paramétre
permettant d’adimensionner les contraintes, par la suite P, sera pris égal a 1000 MPa.

I
avec !

L

Le modéle de Lade a été développé initialement pour les matériaux non cohérents (sols
pulvérulents). Or, pour les matériaux cohérents (béton, roche), il existe une valeur de résistance a
la traction. Pour en tenir compte, Lade (1984) propose d’effectuer une translation du repeére
principal des contraintes ,telle que :

c*=0,+C 11-41
Co représente la résistance a la traction , sous chargement hydrostatique (proche de la

valeur de résistance en traction uniaxiale). Le critére de Lade pour les matériaux cohérents s’écrit
alors :
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avec dans le repere principal des contraintes :
[* =0* +0* +0* et [*;=0* c*; o*;

Il nous faut remarquer, que dans le cas du schiste, on ne connait pas la résistance en
traction (cf. § 2. 2-4). La résistance Cy sera donc un paramétre supplémentaire & déterminer,
comme m et Yg4 ,a partir des essais triaxiaux.

2. 3-3-2 Application au schiste; Extension du critere.

Il est utile de souligner que ce critere est écrit en fonction des invariants du tenseur des
contraintes. Un tel critére n’est donc pas apte a modéliser le comportement a la rupture des
matériaux anisotropes en respectant les symétries matérielles. Une modification consisterait a
appliquer a ce critére un tenseur d’anisotropie semblable a celui utilisé par Boehler et Sawczuk
(1977). Cependant, la forme du critére de Lade rend difficile, pour des raisons de complexité
évidentes, la mise en ceuvre de cette méthode.

La solution proposée est basée sur la méme idée que celle de McLamore et Gray (1967).
Cette solution consiste & considérer que le schiste étudié est un matériau isotrope pour une
orientation 6 donnée. L’anisotropie est alors prise en compte en faisant varier les paramétres du
critere en fonction de 6. Cependant, la résistance en traction hydrostatique d’un matériau
anisotrope est une caractéristique indépendante de I’orientation. Par conséquent, parmi les trois
parametres du critére, seules les valeurs de m et Ydr dépendent de 6.

Si Cy est connu, il est alors aisé de déterminer m et Yg. En effet dans un diagramme

[+ P
In [ITI - 27} < In (ITaj m est égal a la pente de la droite obtenue par moindres carrés et
3 1

In(Y4) a son ordonnée a I’origine (fig. 1I-27).

- L3

Ln((1*))* / 1*; - 27)

Ln(Ydr)

v Ln(Pa /I* l)

Figure I1-27 : Principe de détermination de m et Y.
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Supposons que le critére de Lade soit valable pour une orientation donnée, le calcul
précédent est répété pour chaque orientation. En posant Cy=1, les résultats obtenus sont donnés

dans le tableau II-9.

9C) |CoMPa)] m Y R?
0° 1 3.946 | 2.129 0.92
15° 1 2.999 0.09 0.972
30° 1 2.2 0.066 | 0.858
45° 1 1.765 0.13 0.917
60° 1 1,98 0.163 0.63
78° 1 2.28 2.6 0.64
90° 1 4.84 1.67 0.97

Tableau 11-9 ; Valeurs des parametres du critére de Lade pour chaque orientation

On peut alors reporter les valeurs de Cy, m et Yy en fonction de ® (fig. II-28)

5.
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15 - -1
1- - 05
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0 _ o p B8 8 0
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®en®
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Figure I1-31 : Variations des paramétres du critére de Lade avec ®

Nous proposons alors les approximations suivantes pour le critére de Lade anisotrope :

m=4.19-0.1110 + 1.25 10> ®2
Yo =1.686-8.10102© +9.94 10 @2

R?=10.855
R?*=0.646

Avec ces approximations, nous pouvons simuler le critére de rupture pour les différentes
orientations et le comparer aux valeurs expérimentales (fig. II-29 et Annexe I-g).
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Figure 11-29 : Critére de Lade anisotrope Pc = 5, 20 et 40 MPa

Le cntere de Lade s’applique tres bien pour les matériaux dont la rupture est due a un
mécanisme de fissuration. Or, pour les orientations comprises entre [10° et 80°] le mécanisme
principal de rupture est le glissement le long des plans de schistosité. Il est donc normal, comme
I’atteste la figure précédente, que le critére de Lade anisotrope ne donne pas pour ces orientations
de bons résultats. Cette constatation aurait pu étre faite a partir des valeurs des coefficients de
régressions des droites (tab. [I-9) qui chutent pour les orientations susmentionnées.

2. 3-4 PR IONS DE MODE DER

Le critéere de Lade et celui de cisaillement sont satisfaisants pour décrire la rupture en
matrice, ce qui est le contraire pour le critére S.P.W. étendu.

Nous allons donc élaborer deux critéres faisant intervenir ces 3 critéres deux a deux en
fonction du type d’anisotropie.

Si par des essais complémentaires proche de 0° et de 90° on s’aper¢oit que I’anisotropie
est de type plateau, le critére a utiliser sera issu de 1’association du critére de cisaillement et du
critére S.P. W ~étendu.

Si par ces mémes essais, nous nous rendons compte d’une anisotropie de type ‘U’, le
critére 4 utiliser sera celui issu de I’association des critéres S.P.W. étendu et de Lade.

2. 3-4-1 Critére de type plateau.

On prendra pour définir ce critére, la méme supposition que celle faite pour le critere
S.P.W. initial, a savoir :

(61 - 063) = min{(C} - 63)coutomd ; (C1 = O3)sP.W. étendu} 11-43

Les résultats de ce critére sont portés sur la figure [I-30 (et Annexe I-h).

Chapitre 2 : Modélisation du comportement a la rupture 232



2 0s T 3
5 3004__
- =
0 (3
250 & X
. a exp 5MPa
ng _ X  exp 20MPa
! A&  exp 40MPa;
150 -+ & Po=5MPa
| A *" Pc=20MPa
100 -+ T Pec=40MPa
X e /- l
g - T~ A // i
50 + \l A e - Vs |
‘ X . , _ ‘
I s X Oen® |
0 i N en {

0 10 20 30 40 80 60 70 80 90
Figure II-30 : Critére de type plateau, Pc = 5, 20 et 40 MPa.

2. 3-4-2 Cntere de type ‘U’.
On utilise pour définir ce critére, la méme démarche que précédemment a savoir :
(61 - 63) = min{(0 - O3)Lade ; (C1 - O3)sP.W. étondu} si © <30° ou @ 2 60° 1-44
Car le critére de Lade est inférieur au critére S.PW. étendu pour les orientations proches de 45°.
Les résuitats obtenus par ce critére sont portés sur la figure II-31 (et Annexe I-i).
Le manque de données expérimentales pour les orientations proches de 0° et de 90° nous

empéche malheureusement de caler parfaitement le critére de Lade, valable uniquement pour ces
orientations.
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Figure II-34 : Résultats du critere de type ‘U’, Pc = 5, 20 et 40 MPa.

2.3-4-3 Remarques.

Les deux critéres décrivent bien le comportement a rupture du matériau et ce aussi bien de
fagon physique que mathématique. On peut remarquer que !’intersection des critéres de Coulomb
et de Lade avec le critere de glissement se fait pour une orientation quasi-identique. Les critéres
de Lade et de Coulomb décrivent donc bien le comportement en rupture fragile, le critéere SP.W.
décrivant le comportement en glissement.

Enfin, on peut remarquer que l’intersection, mentionnée ci-dessus, se fait lorsque la
pression de confinement augmente, pour des valeurs de ®@ de plus en plus grandes quand on est
proche de ® = 0° (tend vers ® = 10°), et pour des valeurs de ® de plus en plus petites quand on
est proche de © = 90° (tend vers ® = 75°).

Cette derniére remarque peut étre associée au comportement a la rupture observé. En
effet, pour les orientations proches de 80° (78° & 75°), on a pu observer, pour de fortes pressions
de confinement, que la rupture n’avait pas lieu le long d’un seul plan de schistosité mais qu’elle se
déclenchait le long de plusieurs plans, ces plans étant reliés entre eux par une rupture par
fissuration axtale. Ces orientations, sous forte pression de confinement, peuvent donc €étre
considérées comme des orientations limites pour lesquelles il n’y a pas de réelle prédominance
d’un mécanisme sur I’autre. De ce fait, chacun des deux critéres (critére de glissement et de
rupture en matrice) se doivent de simuler les résultats pour ces orientations, ce que tend a faire les
critéres qué nous avons développés.

2. 4 CONCLUSION.

Sur la base d’essai triaxiaux effectués selon des orientations © différentes par rapport au
plan de faiblesse, il a été montré que la limite de rupture variait avec la valeur de © et la pression
de confinement, le minimum se situant pour © = 45°, le maximum pour @ = 90°. De plus, ces
mémes essais ont montré I’existence de deux types de rupture, ’'un en matrice (pour les
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orientations ® = 0° et ® = 90°), Iautre en glissement (pour toutes les autres orientations). Le
type d’anisotropie n’a pas pu étre défini (type ‘U’ ou plateau) car aucun essai n’a été effectué
pour des orientations voisines de @ = 0° et ® = 90°.

Dans un,premier temps nous avons essayé d’adapter les critéres les plus souvent trouvés
dans la bibliographie qui décrivent une variation discontinue ou continue de la limite de rupture. Il
est apparu que ces critéres ne décrivaient pas bien, soit le comportement a la rupture, soit
I’orientation des ruptures observées expérimentalement. En conséquence nous avons développé
pour ce matériau deux critéres spécifiques fonction du type d’anisotropie. Ces critére sont basés
sur ’hypothése que seul le mécanisme dominant est actif lors de la rupture.

Pour simuler la rupture en glissement, deux critéres issus de la mécanique des joints ont
été élaborés. Le premier est directement issu du critére de Barton, le second est issu de la loi de
glissement de Mohr-Coulomb et est finalement une extension du modéle S.P.W. (Single Plane of
Weakness) de Jaeger. Les parametres du critére de Barton étant sujets a discussion, il a été choisi
d’utiliser le second critére pour modéliser la rupture en glissement.

A ce critére, nous en avons associé un second pour décrire le comportement en matrice.
Dans le cas d’une anisotropie de type plateau, ce dernier critére sera celui de Coulomb (rupture en
cisaillement), dans le cas d’une anisotropie de type ‘U’ le critére a utiliser sera le critére de Lade
anisotrope que nous avons développé.

Le modéle que nous avons élaboré par association de ces deux critéres rend trés bien
compte et de la variation de la limite de rupture et du type de rupture observé, il a donc été utilisé
pour décrire le comportement a la rupture de la roche étudiée.
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CHAPITRE III

MODELISATION DU MECANISME

D’ENDOMMAGEMENT

Chapitre 3 : Modélisation du mécanisme d endommagement

3.1



3.1 GENERALITES

Les efforts initiaux pour rendre compte du comportement non linéaires des solides ont été
développés uniquement dans le cadre de la théorie de la plasticité. Grace aux progres réalisés
dans les méthodes d’auscultation non destructive (microscope a balayage électronique, mesures
acoustiques, scanners etc.), il a été montré que le comportement d’un matériau n’était pas
uniquement da a I’évolution de sa structure interne mais aussi, au type et a la densité des défauts
qui sont inclus dans la matrice.

On distingue communément quatre types de défauts (Lemaitre et Chaboche 1985) :

e Les défauts ponctuels (atome de substitution, lacune atomique)
o Les défauts linéiques (dislocation)

o Les défauts surfaciques (fissures, plan de cisaillement)

e Les défauts volumiques (cavités, pores).

Pratiquement, on classe ces défauts en deux groupes responsables des comportements
fragiles ou ductiles. Naturellement aucun matériau n’est parfaitement fragile ou complétement
ductile. Certains matériaux, tel que le béton, ont un comportement réputé fragile mais se
comportent de maniére ductile sous fort confinement. Cependant, par soucis de simplification,
les caractéristiques de base des comportements ductile et fragile peuvent étre classées dans une
table (Kracijnovic 1989) (tab. III-1).

Type de réponse Ductile Fragile
Mode de changement glissement, rotation microfissure, nucléation
microstructural
Localisation plan de glissement plan de clivage
Cause contrainte de cisaillement | contrainte de traction et/ou
de cisaillement
Mode de rupture Localisation dans une bande Localisation dans une
de cisaillement macrofissure ou un défaut
Evolution des paramétres Faible a inexistant Substantiel
¢lastiques
Déformations permanentes Substantielles Faibles
Parametre évolutif Déformations inélastiques Endommagement (perte
relative d’intégrité)

- = Tableau III-1 : Réponse ductile et fragile des solides (d’aprés Krajcinovic 1989)

Les différences fondamentales des mécanismes mis en jeu dans ces deux comportements
mettent sérieusement en doute I’applicabilité de la théorie de la plasticité pour décrire le
comportement des matériaux ‘plutdt’ fragiles.

Quoique les pratiques de type ingénieurs se contentent de prédiction purement
phénoménologique, il semble important de requérir une théorie particuliére qui rend compte, au
niveau macroscopique, des phénoménes observés. C’est dans ce but qu’'a été développée,
initialement par Kachanov (Kachanov 1958), la mécanique continue de I’endommagement.

Avant d’aborder les différents types de modéles qui existent pour modéliser
’endommagement et leur applicabilité dans le cas de notre matériau, nous caractériserons tout
d’abord !’influence de celui-ci sur le comportement macroscopique des matériaux fragiles.
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3. 1-1 COMPORTEMENT MECANIQUE MACROSCOPIQUE
DES MATERIAUX ENDO EABLE

Des expégences simples effectuées par Bieniawski (Bieniawski (1967a), (1967b)) ont
permis de schématiser |’apparition du phénoméne de développement de la fissuration en milieu
isotrope. Nous rappelons simplement, en résumé de ces études, que la rupture fragile en
compression reléve d’un processus de microfissuration qui se développe, en moyenne,
perpendiculairement 4 la contrainte principale mineure. Le comportement devient alors
anisotrope.

De nombreux auteurs (Brace (1964), Walsh (1965), Perami et Theroz (1969)) ont décrit la
déformation des roches fragiles a structure isotrope soumises a un champ de compression et ont
distingué quatre phases reliées a I’évolution de I’état de microfissuration précédant la rupture (fig.
II-1).

= /

€3 I €1
- —-

Figure II1-1 : Courbe contrainte déformation longitudinale et
transversale d'un matériau fragile

* Phase I : Les courbes contraintes-déformations longitudinales présentent une concavité
tournée vers le haut. Il s’agit d’une zone de fermeture des microfissures naturelles. Cette
phase est souvent faible si ce n’est inexistante pour les roches.

* Phase II : Les déformations sont linéaires. On considére généralement le comportement
comme elasthue méme si une certaine part de I’énergie peut étre dissipée par frottement
des lévres des microfissures existantes (apparition d’une boucle d’hystérésis si
déchargement). Le matériau ne subit pas d’altération dans cette phase.

* Phase II : Dans cette zone, les courbes contraintes déformations longitudinales restent
linéaires tandis que celles des déformations transversales perdent leur linéarité. Les
microfissures commencent a se propager parallélement (en moyenne) a l'axe de
chargement induisant une dilatance et une anisotropie dans le comportement du matérau.

* Phase IV : On observe, dans cette partie, une augmentation rapide des déformations. Le
développement intense de la microfissuration peut conduire, dans cette phase, a la
localisation des déformations. Cette phase précéde la rupture par formation d’une fracture.

Il y a ainsi, pour les matériaux fragiles microfissurés, la nécessité d’une modélisation
susceptible de tenir compte de [’altération observée au cours des chargements. L’anisotropie
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induite dans le comportement et la forte dilatance due a I’évolution de la microfissuration sont par
ailleurs des aspects majeurs a considérer lors de la modélisation du comportement des matériaux
sous champ de compression. La mécanique de I’endommagement semble le seul cadre adapté
pour cela.

3.1-2 MODELISATION DU COMPORTEMENT PAR LA MECANIQUE
DE L’ ENDOMMAGEMENT

Afin de modéliser le comportement mécanique des matériaux endommageables, plusieurs
approches peuvent étre distinguées :
*  L’approche phénoménologique basée sur les principes de la thermodynamique.
*  L’approche méso-mécanique basée sur la cinétique de la microfissuration et qui
reléve d’un processus d’homogénéisation (passage micro-macro)
* L’approche empirique qui essaye de formuler de fagon simple, les mécanismes
observés a I’échelle macroscopique.
Il n’est pas question ici de donner tous les arguments de ces différentes méthodes. Seul le
cadre de formulation sera développé ci dessous.

3. 1-2-1 Modéles phénoménologiques

La description phénoménologique consiste a traduire de maniére macroscopique,
I'influence de la dégradation au sein de la matiére. Dans ces modéles, ia loi de comportement est
directement écrite a partir du formalisme de la thermodynamique et des observations
expérimentales.

Cette approche thermodynamique consiste a postuler que I’état du matériau en un point
peut étre représenté par un nombre fini de variables d’état. Le choix de ces vanables est
primordial car il est lié au type de phénomeénes a décrire. Classiquement on classe les variables
d’état en trois catégories (tab. III-2).

Vanables observables Variables internes Vanables associées
€ c
T S
D Y
Vk Ax
. Tableau IT1-2 : Catégorie des différentes variables

Pour les problémes courants de mécanique, les variables observables sont les déformations
(€) et la température (T) auxquelles correspondent respectivement les contraintes (o) et I’entropie
(S) qui sont les variables associées. Les variables internes sont les variables non
macroscopiquement directement observables. C’est leur choix qui détermine la prise en compte
des phénoménes mis en jeu. Dans le cas de ’endommagement, la variable interne est
communément appelée D. Les autres variables internes Vi permettent la prise en compte d’autres
phénomenes tel que I’écrouissage.

A chaque variable interne correspond, comme pour les variables observables, une variable
associée. C’est le potentiel thermodynamique qui permet de définir les variables associées a partir
des variables observables et internes. Généralement, pour le potentiel thermodynamique, on
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choisit I’énergie libre qui, dans le cas de I’élasticite endommageable, s’écrit

¥ =W¥(e,D)
Les lois d*état donnent alors :
A 4 _ aw
7= P ot Y =9

ou Y est la force thermodynamique associée a D et p est la masse volumique du solide considéré.
Afin de formuler un modéle phénomeénologique il faut donc :

= Choisir une représentation mathématique pour la variable interne d’endommagement D
susceptible de rendre compte du type d’endommagement que I’on veut décrire.

= Déterminer une forme objective pour le potentiel thermodynamique qui doit tenir
compte de |’ordre de grandeur de la variable interne D.

= Enfin, la formulation ne serait pas compléte sans [’établissement d’un critére
d’endommagement (c’est a dire une fonction définissant le seuil a partir duquel
I’endommagement apparait) et d’une loi d’évolution.

a- Choix de /2 variable interne

Ce choix est le plus important car il différencie les différents modéles. Trois types de
représentation mathématique de la variable D sont utilisés:

La variable d’endommagement scalaire (Kachanov (1958); Rabotnov (1963);,
Lemaitre et Chaboche (1978), (1985)). Une telle vaniable traduit un endommagement isotrope,
c’est a dire que, quel que soit le plan étudié dans le matériau endommaggé, le rapport de la surface
des vides sur la surface totale est identique. L’anisotropie induite par un chargement triaxial n’est
donc pas prise en compte dans ces modéles.

La variable d’endommagement vectorielle (Costin (1983)). Cette variable prend
en compte la forme et I’orientation des microfissures. Ces modéles sont des modéles hybrides
(méso-meécanique-phénoménologique). La non justification thermodynamique de cette variable
(Kachanov (1992)) et les trés nombreuses informations demandées, font que les modéles basés sur
une telle variable sont peu utilisés dans la pratique.

La variable d’endommagement tensorielle (Cordebois et Sidoroff (1982); Dragon
et Pham (1992)).Cette variable est issue du concept de contrainte effective (Chaboche (1982),
(1994)). Deux notions de contrainte effective existent, a savoir :

- par I’équivalence en déformation qui suppose que le tenseur de contrainte effective est
celui qu’if faudrait apphquer au matériau sain pour qu’il se déforme de la méme fagon que
le matériau déja soumis a la contrainte actuelle. On écrit alors

d=MMD):oc
ot M(D) est un opérateur d’ordre 4 d” “‘effet de dommage”. Cette méthode conduit a
employer un tenseur d’endommagement D d’ordre 4 avec M(D) =1 - D.

- par I’équivalence en énergie qui suppose que la contrainte effective ¢ et la déformation
effective € sont telles que I’énergie élastique du matériau non endommagé soumis a ¢ et €
soit la méme que celle du matériau endommagé sous o et €. On écrit alors
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1 = 1

- 0. == .

> 50

avec 0 =M(D): o et Z =M(D): ¢. Le tenseur d’endommagement D est alors lié¢ au choix
de la forppe de I’opérateur M et peut étre de rang 2 ou 4.

W, =

Une telle variable rend compte d’un endommagement anisotrope ainsi que de la
cinématique des microfissures (Kachanov (1992)).

b- Formulation du potentiel thermodynamique

La formulation du potentiel thermodynamique, comme fonction objective de plusieurs
variables, requiert la théone des invariants.

Une premiére solution est, par exemple, de déterminer la base d’intégrité minimale du
potentiel, qui contient tous les polynomes qui reflétent les symétries du matériau considéré. A ce
titre, sur la base des travaux de Smith (Smith (1982)), Talreja (Talreja (1990)) propose, pour un
matériau initialement isotrope transverse subissant un endommagement orienté dont la normale
est colinéaire a celle du plan d’isotropie dirigée suivant ’axe S, (l’endommagement n’affecte pas
I’isotropie initiale du matériau), la base d’intégrité suivante (dans le repere de structure S;)

€11;€n+ €, (€n-Ex) + 4el,; &, + 513 B
ou f est le seul terme non nul du tenseur d’endommagement exprimé dans le repére de structure.
La forme du potentiel thermodynamique est alors définie par une combinaison linéaire (supposée
du second ordre) de ces polyndmes.

Cependant, une représentation purement mathématique du potentiet ne prend
généralement pas en compte les phénomeénes physiques observés. Afin d’en tenir compte,
Lemaitre propose, dans le cas de son modéle isotrope (Lemaitre et Chaboche (1978)), de prendre
pour potentiel la forme suivante :

1
p¥(e,D) = 5[)«:; +2p(1 ~D)eye; |

ou e; est le déviateur du tenseur des déformations, traduisant le fait que I’endommagement
n’affecte pas le comportement sphérique du matériau. De méme, dans le cas d’un
endommagement orienté dans un matériau initialement isotrope (anisotropie induite), Dragon et
Pham, s’appuyant sur la théorie des invariants (Spencer (1971)), proposent la forme suivante pour
le potentiel thermodynamique:

¥(,D) =¢e: D + -;-)\(tra)z + ptr(e. &) + a(trer(e. D) + 26tr(e. €. D)

ou D est un tenseur d’ordre 2, A et pu sont les constantes élastiques de Lamé, o et B sont les
coefficients éldstiques relatifs a la modification anisotrope induite par I’endommagement de la
fonction de I’énergie de déformation.

c- Cnitere et loi d’évolution de |'endommagement

L’élaboration de la loi d’évolution en fonction des variables d’état est sirement I’élément
le plus arbitraire dans le processus de formulation des théories phénoménologiques. La fagon la
plus courante d’écrire la loi d’évolution est de considérer qu’elle découle d’un potentiel de
dissipation. Dans ce cas, le formalisme mathématique est identique a celui de la plasticité. De plus,
si on suppose le matériau de type standard généralisé, la loi d’évolution découle directement d’un
critére {o,Y,e,D) = 0 avec

Y L
oY
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ou XD est le multiplicateur d’endommagement analogue au multiplicateur de plasticité, calculée,
dans le cas d’un chargement, grace a la condition de consistance df = 0, f étant la surface de seuil
d’endommagement (critére) qui doit étre convexe et contenir I’ origine.

=

Les modeles phénoménologiques, de part leur formulation, sont proches des modeéles issus
de la plasticité. De ce fait, de nombreux auteurs les utilisent.

Nombreux dans le cas de matériaux initialement isotropes, ces modéles sont peu adaptés
pour le cas des matériaux initialement anisotropes. En effet, pour ces demiers cas la forme du
potentiel thermodynamique est difficile a déterminer, une anisotropie induite venant se superposer
a Ianisotropie initiale. Nous n’avons donc pas utilisé ces modéles pour décrire le comportement
en matrice du schiste d’ Angers.

3. 1-2-2 Modeles méso-mécaniques. Méthode d’homogénéisation

Historiquement, la méthode d’homogénéisation a été développée pour remplacer une
structure périodique par un matériau équivalent. Elle a, de ce fait, surtout été utilisée par exemple
en mécanique des sols pour modéliser le comportement des sols renforcés par clouage. Le but de
ces modeles est donc de remplacer un matériau réel par un matériau fictif homogeéne équivalent.

En pratique, on considére le plus souvent les solides comme étant homogénes isotropes, la
justification de cette hypothése étant que les grains s’arrangent et ont une taille aléatoire. Or cette
hypothése est sujette a caution lorsqu’un défaut passe de la taille atomique a la taille d’'un ou
plusieurs grains. Les modéles méso-mécaniques vont, de ce fait et comme leur nom !’indique,
englober différentes échelles. Ces derniéres sont communément classées en trois groupes (tab. III-
3)

Echelle Materiau Défauts Modéles
Microscopique Atomes, chaine de Lacune atomique, | Sciences physiques et
molécules dislocation de la matiére
Mésoscopique Ensemble de grains | Microfissures, pores théories
méso-mécaniques
Macroscopique Echantillon d’essai Macrofissure théories continues

Tablesu ITI-3 : Echelle, relations avec les modéles analytique

Le processus de la modélisation est alors de créer une relation bijective entre les champs
discontinus du matériau hétérogéne a I’échelle mésoscopique, et les champs continus de ce méme
matériau homogene a I’échelle macroscopique. Les défauts étant considérés comme responsables
des non-linéarités, la stratégie de formulation de leurs effets sur'le comportement macroscopique
observé peut étre résumée en quatre temps :

. Choix d’un volume élémentaire représentatif (V.ER.) et des mécanismes
mésostructuraux responsables de la réponse non linéaire (comportement,
création, extension des microfissures). Le V.ER. se définit comme étant le
volume minimum pour lequel la théorie des milieux continus est toujours
valable. Le choix des mécanismes mésostructuraux est issu de lintuition du
modélisateur

o  Etablissement d’un modeéle analytique traduisant ’influence des mecanismes
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meésostructuraux sur le comportement du V.ER.

Estimation de I’effet de 1’évolution des défauts sur le comportement des V.E.R.

Homogénéisation, passage des champs mésostructuraux aux champs
» mMacrostructuraux correspondants.

Cette approche demande donc, la connaissance de la forme, de I’orientation et de la
distribution des défauts, I’application des méthodes de I’élasticité ainsi que celle de la mécanique
de la rupture, la prise en compte de parametres aléatoires telles que les frontiéres de grain qui sont
des endroits plus propices a la création de microfissures. De nombreuses simplifications sont donc
de mise dans ces modéles.

La fagon la plus courante de procéder a la modélisation de I’endommagement par une
approche méso-mécanique, est de découpler pour chaque V.ER. le tenseur des déformations de
la maniére suivante :

g, =& teg =(Cy + C;,u)gu

Dans cette équation, connue sous le nom de Hill-Mandel, €™ représente les déformations
de la matrice (matériau sans défaut), et €™ représente les déformations dues a la présence des
défauts. A partir de cette équation, les auteurs calculent les modules effectifs du milieu équivalent
par détermination d’une relation entre € et le tenseur des contraintes appliquées. Plusneurs
approches sont alors possibles, nous citerons les plus courantes :

o La méthode auto-cohérente (Budiansky et O’Connell (1976), Horii et Nemat-
Nasser (1983), Laws et Brockenbrough (1987)). Dans cette méthode, une
microfissure elliptique est supposée noyée dans le matériau effectif dont on veut
déterminer les caractéristiques. Le paramétre central de ces modeles est la densité de
microfissure.

° La méthode du schéma différentiel (Hashin (1988)). Cette méthode différe de la
précédente par le fait que I’on considére une augmentation incrémentale de la densité
de microfissure. Le calcul des modules effectifs se fait alors, a chaque incrément, par
résolution d’équations différentielles.

Une autre approche est celle que font les modéles de type “Smeared Crack” (De Borst et
Nauta (1982); De Borst (1986)). Ces modéles supposent une microfissuration orientée, les
fissures étant supposées diffuses c’est & dire sans existence matérielle. La relation entre £ et le
tenseur des contraintes est supposée linéaire, les coefficients trouvant leur fondement dans les
constatations expérimentales.

Ces modéles sont donc tous intimement reliés a I’aspect physique des phénomenes mis en
jeu. Cependant.ils demandent quantité d’informations et les temps de calculs sont d’autant plus
longs que les mécanismes de comportement des microfissures sont complexes. De plus, ces
modeéles ont pour la plupart été développés pour des microfissures ouvertes soumises a des
champs de traction. Dans le cas de microfissures fermées (soumise & un champ de compression),
peu de modeles ont été proposés, et, comme pour les modéles de type “Smeared Crack”, les
microfissurés sont dans ce cas supposées orientées.

C’est pourquoi, ces modéles pourront étre utilisés pour décrire le comportement en
glissement de notre matériau.

Dans le cas de I’endommagement induit par la compression triaxiale, I’application de ces
modéles est particuliérement complexe. Ils n’ont donc pas été envisagés pour modéliser le
comportement en matrice du schiste d’ Angers.
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3. 1-2-3 Conclusion

Comme nous I’avons montré, les modéles phénoménologiques et les modéles meéso-
meécaniques ne sont pas adaptés, en |’état actuel des recherches, pour décrire le comportement en
matrice de notre rmatériau initialement anisotrope.

Nous avons donc pris le parti d’utiliser les constatations expérimentales pour définir un
modele empirique capable de rendre compte des phénomeénes physiques observés. En I’état actuel
des modéles rhéologiques, nous avons décidé d’utiliser le modele IMMIC, développé par Ikogou
et Shao (Ikogou et al (1990), Shao et al. (1992) et (1994)), qui rend compte d’un
endommagement axial, et de I’étendre au cas des roches initialement anisotropes.

3.2 MODELISATION DU MECANISME DE FISSURATION AXIALE

3.2-1 RAPPEL D MPORTE DU SCHISTE P DE ATIONS
® PROCHES DE 0° ET 90°

Reprenons deux essais triaxiaux ; l'un pour l'orientation ® = 90° (fig. III-2), l'autre pour @
= 0° (fig. I1I-3). Comme nous I’avons déja fait remarquer au chapitre I

e les courbes contrainte-déformation longitudinales sont quasi linéaires, mais le module
d'Young varie avec la pression de confinement surtout en ce qui concerne E.

e les courbes contrainte-déformation transversales sont fortement non linéaires, ce qui
traduit une importante dilatance. Le seuil de non linéarité est noté Q. Le tableau ITI-3

récapitule les valeurs de Q; pour les essais a @ = 0° et ©® = 90°.

Essai Q Essai Q

90/5/1 72.1 0/5/1 14.3
90/10/1 723 0/10/2 238
90/20/1 71.5 0/20/1 28.6
- 90/30/1 123.8 0/30/1 30.35

90/40/1 84 0/40/1 40.5

Tabieau [II-3 : Valeur de la limite élastique Q, pour les essais 4 © = 0° et © = 90°.

Il parait évident, d’aprés les constatations faites au paragraphe 3. 1-1, que cette perte de
linéarité transversale correspond a l'ouverture des microfissures créées lors du chargement et qui
sont orientées suivant un plan perpendiculaire a la plus petite contrainte.
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Figure ITI-2 : Essai triaxial 2 © = 90°
et pression de confinement p. = 30 MPa : courbes contrainte-déformations
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Figure ITI-3 : Essai triaxial 4 © = 0°
et pression de confinement p. = 30 MPa : courbes contrainte-déformations

On remarque, au vu du tableau III-3, que :

les pertes de linéarité apparaissent de fagon plus précoce pour l'orientation ©® = 0°.
En effet, pour cetté orientation, l'ouverture des microfissures correspond a
l'ouverture des plans de schistosité, alors que pour l'orientation @ = 90°, les
microfissures doivent étre préalablement créées. L'orientation @ = 0° est donc une
orientation particuliére car les plans de schistosité sont des plans de fissuration
préférentielle.

quelque soit I'orientation, la perte de linéarité varie avec la pression de confinement.
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3.2-2 PRESENTATION D'UN MODELE D'ENDOMMAGEMENT ANISOTROPE
POUR LES ORIENTATIONS TELLES QUE ® PROCHE DE 0° ET DE 90°

L'endommagement induit lors d'un chargement est un phénomene fréquent pour un grand
nombre de roches. Il se traduit par la création, l'ouverture et l'extension de microfissures.

Dans ce paragraphe, nous allons rappeler I'évolution macroscopique d'une microfissure
individuelle en fonction des sollicitations imposées, ce qui nous permettra, en supposant une non
interaction des microfissures et une non rotation des axes principaux de contraintes, de
développer un modéle incrémental non linéaire.

Supposons que la microfissure soit déja créée par les sollicitations, ou préexiste et que son
plan moyen se situe perpendiculairement a la plus petite contrainte principale o; (fig. [1I-4).

[ 4] Lﬂl
2

&) L&)

- I

Figure ITI-4 : Position moyenne d'une fissure créée par
un champ de contrainte ), g9, 03 (0] > 03 >03)

3. 2-2-1 Chemins d'ouverture et d'extension de fissur

Les fissures ne peuvent s'ouvrir puis se propager que par augmentation des deviateurs
principaux O, - O3 €t 0, - 03. Pour fixer les idées, supposons 03 et o, constants et augmentons O,
la fissure aura alors tendance a se propager dans la direction X, (fig.III-5a).

I I

o3 02

(a) ®)

Figure ITI-5 : Mécanismes d'ouverture et d'extension de fissure
(a) o, = constante, 5, = constante, G, croissant
(b) o, = constante. 5- = constante, o; décroissant
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Ce mécanisme d'extension dans la direction 1 peut étre décrit de fagon plus générale par -
d(c1-03)>0 d(o2-03)=0 I1-1
Bien ent?endu, I'extension dans la direction 2 sera traduite par :
d(c,-03)=0 d(o;-03)>0 aI-2

L'augmentation du déviateur peut étre obtenue, comme nous venons de le montrer, par
augmentation de la plus grande contrainte principale ou de la contrainte principale intermédiaire si
I'on suppose o3 constant, mais également par diminution de o3 si I'on suppose o, et o, constants.
Dans ce cas, il y a extension de la fissure dans les deux directions (fig. III-5b). L'ensemble est
donc bien résumé par les relations III-1 et ITI-2.

Dans le cas d'un essai triaxial 6, = 03, il reste seule la relation d(o, - 63) > 0. Trois types
d'essais simples peuvent reproduire ces conditions :

o l'essai triaxial classique monotone avec pression de confinement constante,

o l'essai traxial en extension latérale : Aprés une montée en pression hydrostatique
par exemple (6 = 6; = 03), on garde G, constant, et on diminue la pression de
confinement,

o l'essai proportionnel monotone : il s'agit d'un essai triaxial pour lequel la pression de
confinement croit avec la contrainte o, dans un rapport constant (6,/0; = K).

Dans les trois essais, nous pouvons déterminer pour tout état de contrainte, la raideur
normale (pseudo module d'Young), le module de réaction transversale K correspondant a la
déformation latérale, et traduisant 'endommagement du matériau.

. Notons que les deux derniers types d'essais sont essentiellement utilisés pour la validation
du modéle.

3. 2-2-2 Fermeture des fissures

Pour fermer les fissures, il est nécessaire que les conditions précédentes ne soient pas
vérifiées, a savoir :

- d(c,-63)<0 et d(o2-063)<0 aI-3

Dans un essai triaxial, il suffit simplement, soit de diminuer ¢, 4 o3 constant, soit
d'augmenter o3 a 6, constant. On peut alors, comme précédemment, déterminer pout tout €tat de
contrainte, donc d'endommagement, le module normal et transversal.

3. 2-3 ECRITURE DU MODELE POUR UN MILIEU ISOTROPE -
MODELE IMMIC (IKOGOU (1990), SHAQ (1992) ET (1994))

3. 2-3-1 Hypotheéses

Les résultats précédents ont montré le développement des microfissures orientées dans la
roche étudiée sans qu'il y ait de déformation permanente significative. La microfissuration entraine
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ainsi un comportement anisotrope (isotrope transverse dont le plan d'isotropie est perpendiculaire
a la contrainte principale mineure).

Les modéles rhéologiques incrémentaux sont développés par beaucoup de chercheurs, et
notamment par les travaux de 'Ecole de Grenoble (Darve et al. (1978)). Is ont été appliqueés
essentiellement dix sols et aux bétons. Le modéle IMMIC utilise la philosophie de ces modéles
incrémentaux et la notion d'endommagement. C’est un modéle conceptuel simple décrivant la
microfissuration anisotrope induite dans un matériau initialement isotrope qui ne présente pas,
rappelons le, de déformation permanente significative.

Il est suppose tout d'abord que la relation contraintes-déformations de la roche peut étre
exprimée par la forme incrémentale suivante

dsl M 1 Mlz M 13 dal
de, = |M,, M, M, do, -4
de, M, M, M, do,

ou dg; et do; sont respectivement les incréments de déformations et de contraintes principales, M
la matrice dite rhéologique dont l'expression dépend de I'état de microfissuration (direction des
incréments de contraintes). '

3. 2-3-2 Détermination de la matrice M

Afin de déterminer l'expression de la matrice rhéologique M, quelques hypothéses
simplificatrices sont retenues :

¢ H, - Le comportement de la roche est isotrope transverse, c'est-a-dire isotrope
dans le plan perpendiculaire a la contrainte principale mineure o;.

e H, - Le comportement de la roche dans le plan d'isotropie est élastique linéaire et
le module d'élasticité correspondant E dépend de ;.

Ces deux hypothéses semblent convenables avec les résuitats expérimentaux. Elles sont
d'autant plus pertinentes que la pression de confinement est faible. Pour des fortes pressions de
confinement, I'hypothése de linéarité dans la relation &, & (0, - 63) n'est pas assurée. Mais
rappelons que la contrainte principale mineure autour d'une cavité est en général relativement
faible. Selon ces deux hypothéses, nous pouvons écrire :

1 4
et M, =M, =—— Im-5

1
E E

ou v est le coefficient de Poisson dans le plan d'isotropie, E le module d'Young dans le méme
plan dont la valeur est supposée dépendre de ©; : '

E = E, [1 + ——] II-6
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Dans cette relation, E, est le module d’Young en compression simple (6: = 0), P, la pression
atmosphérique dans les mémes unités que les contraintes et m un parameétre du modeéle.
Les termes M;, et Ms, représentent la déformation liée 4 la microfissuration dont

l'expression de%gnd fortement de I'état actuel de la microfissuration. Ces termes dépendent de la
direction de solhicitation (ouverture ou fermeture des microfissures) :

o Cas de l'ouverture et de la propagation des microfissures suivant X|

1 :
M, =- < si d(o;-0;)=0 OI-7a
¢3i

o Cas de la fermeture des microfissures suivant X|
1

M, ==2— si d(0;-0,)<0 II-7b
d3i

Dans ces relations, K est le module tangent a la courbe de la déformation transversale,
£(0i- 03) dans un essai triaxial (fig. IT1-6).

C1-03
* !
: 1
|
Q
\i )
€3 €1

Figure ITI-6 : Module tangent transversal

Il est évident que ces modules tangents diminuent en fonction de la dégradation
progressive du matériau. Nous proposons les relations suivantes pour décrire I'évolution de ces
modules :

8
E
- Kc3i = - Q‘ ] » (ol “ 03) > Qt III-8

- v |o; —o,
ou Q; représente donc le seuil de microfissuration que nous avons souligné précédemment (cf.
§ 3. 2-1). Les résuitats expérimentaux montrent que ce seuil dépend de la pression de
confinement. Nous proposons donc :

Q=2a +bo 111-9

L'exposant B représente le taux de la microfissuration dont la valeur dépend également de
la pression de confinement :

B=az+b263
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Afin de déterminer les modules définissant le comportement de la roche au cours du
déchargement, une hypothése complémentaire est utilisée -

=
« H3 ~ Le comportement de la roche en déchargement (d(o; - 63) < O est linéaire et la
déformation permanente apres la cessation totale de contraintes déviatoriques est nulle.

D'apreés cette hypothése, dans un essai triaxial pour un état de fissuration donné, Ky3; vaut

g -
Ky =-Z28h (5 gy<0 111
(83)1

ou (oi-0:x et (esh sont le déviateur de contrainte et la déformation transversale au point
d'inversion.

Dans la matrice M, les composantes M,;, My, M;;  déterminent les incréments de
déformations dans les trois directions dues a un incrément de la contrainte principale mineure qui
est perpendiculaire au plan de microfissuration. Nous supposons que ces composantes sont
dépendantes seulement de l'état actuel des microfissures et indépendantes du mouvement de
celles-ci (ouverture ou fermeture). Nous proposons donc :

f 3
Vi3 Vi

M;, = M, =T E. M, =T E. I-12
f £

1
Ef
ou E¢ est le pseudo module élastique dans la direction perpendiculaire aux microfissures dont la
valeur dépend de I'état de microfissuration :

0, — 0, ] :

E,=E [ I-13

Le paramétre o joue le méme role que le paramétre B, vis' vas' sont les pseudo
coefficients de Poisson qui exprime la déformation dans le plan d'isotropie due a une variation de
la contrainte perpendiculaire a ce plan (donc ;). Leurs valeurs sont déterminées par la symétrie
de M M3=M;,, Mx=M3,).

Ce modéle-contient 9 parameétres. Le parameétre m est déterminé a partir des valeurs du
module axial obtenues pour différentes pressions de confinement, a, et b, a partir des valeurs du
seuil d’endommagement (perte de linéarité) obtenues pour ces mémes essais. Les paramétres a; et
b, sont déterminés en mesurant le module tangent de la courbe de déformation transversale des
essais triaxiaux. Le paramétre o est déterminé en mesurant le module tangent de la courbe de la
déformation transversale d’un essai d’extension latérale.

3. 2-4 EXTENSION DU MODELE AUX MILIEUX ISOTROPES TRANSVERSES

Rappelons tout d'abord les propriétés élastiques d'un milieu isotrope transverse. La loi
constitutive entre les contraintes et les déformations élastiques est donnée par exemple par
I’équation I-2:
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{de} = (A) {do}

avec la matrice (A) qui est définie dans le repére de structure du matériau par la relation I-8 et
que nous rappelons ci dessous.

(1/E, -, /E, -v,,/E, O 0 0

v,/E, 1/E, -»,/E, 0 0 0

-v,/E, -vy,/E, 1/E, 0 0 0

Ak =7 0 0 1/G, 0 0 [m-14

0 0 0 0 1/G, O

| 0 0 0 0 0 1/G,,

\ Vi n E,
E, E, z 2 (1+v23 )

Nous rappelons que (S, S3, S3) est le repere de structure et (X, X», X;) est le repére des
contraintes principales. '

Nous allons désormais supposer que o) > 0, > 03. La direction S; du repeére de
structure sera définie par (cos a, cos B, cos y) dans le repére de contrainte principale (X, X»,
X,) (fig. I-7).

T x,
S
< B
g xz
g

e

Xs

.
-

Figure III.7 : Repérage spatiale de la structure par rapport au repére principal des contraintes

D:aprés les remarques faites précédemment en ce qui concerne la fissuration axiale (§ 3.
2-1), nous pouvons considérer trois cas :

Cas A) La direction X; en un point M est proche de la direction S, (fig. III-8). Cela signifie que
la direction X, se situe dans un cone d'ouverture a, (¢t = €), c'est-a-dire @ < o (fig. [11-8a).
Pour revenir a la configuration de l'essai triaxial conventionnel (fig.III-8c),cela est équivalent a un
angle © compris entre T/2 + g, et m/2 - g, € étant faible (= 10°), nous ferons I'hypothese
suivante :
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Figure IT1-8a : Position de 1a direction X, dans le repére de structure.

e H4  Lorsque l'angle a entre S; et X; est inférieur ou égal 3 «, les calculs
d'endommagement seront effectués dans le repere de structure (o = 0).

Le modele de comportement est donc dans la configuration ou l'on a : 6, = 03, un essai
triaxial avec © = 90°. Les plans de rupture seront perpendiculaires a la plus petite contrainte
principale, soit perpendiculaires a X; Dans ce cas, nous pourrons aisément étendre le modéle
IMMIC en utilisant la matrice (A) au lieu de la matrice d'élasticité isotrope. '

X

- SR eﬂ

Figure ITI-8b : Position du plan de Figure ITI-8¢ : Position du plan de
schistosité en essai triaxial schistosité le référentiel étant celui des
- contraintes principales.
X, A X, A

/8.( €0 >
/ > X X3

Figure IT1-8d et ITI-8e : Coupe dans le référentiel des contraintes
principales par X; =0 et X, =0
position du plan de schistosité
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Cas B) La direction X; est proche de la direction S, (fig. III-9). Nous supposerons que la
direction X; est a l'intérieur d'un cone d'ouverture, dont y = ¢, (fig. I1I-9.a).

= S, X3

L 3

Ss

s

/

S, ¥

Figure ITI-9a :Position de la direction X, dans le repére de structure.
Pour revenir a l'essai triaxial conventionnel, (fig. ITI-9.e), ceci correspond a un essat tel
que |®! < & . € étant faible, nous ferons 'hypothése suivante :

o HS Lorsque l'angle y entre S; et X; est inférieur 3 ¢, les calculs
d'endommagement seront effectués dans le repére de structure (y =0).

Le modéle de comportement est donc, dans la configuration ou l'ona : ¢; = 03, un
essai triaxial 3 @ = 0°. Le plan de rupture sera alors le plan de schistosité.

X,

€ g &1 X,

[ 4
plan de S
schistosité ‘

! /, \ X
" X: o\ ’
~ S,
Figure ITI-9b : Position du plan de Figure III-9¢ : Position du plan de
schistosite en essai triaxial schistosité le référentiel étant celui des
contraintes principales.
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€1 €

Xi

Figure IT11-9d et ITI-9¢ : Coupe dans le référentiel des contraintes
principales par X; =0 et X,=0
position du plan de schistosité

Cas C) La direction X; est proche de la direction S, (fig. III-lO) La direction X, se situe
donc dans un cone d'ouverture =g, (fig. [[I-10.a).

Sl 'y x2

=1
pd4

Z

>

Ss

s:

Figure IT1-10a : Position de 1a direction X, dans le repére de structure.

Deux configurations nettes de rupture peuvent se produire :

(a) o2 et o3 sont proches et trés inférieures 4 o, alors la rupture a lieu dans le plan
de schistosité.

(b) o estdelordre de o, et nettement supérieures a o3, alors la rupture a lieu
perpendiculairement a la direction Xi.

-
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1 5] )
) ]
plan de
schistosité
-X; 2
S
Figure HMI-10b : Position du plan de Figure III-10c : Position du plan de
schistosité en essai triaxial schistosité le référentiel étant celui des
contraintes principales.

Xs

£ /<
/ "X / X
Figure ITI-10d et ITI-10¢ : Coupe dans le référentiel des contraintes
principales par X; =0 et X; =0 position du plan de schistosité

3.2-5ETUDEDUCAS A - a < g

Nous avons supposé que les repére de structure et celui des contraintes principales étaient
toujours confondus o = 0° (fig. I-11).

On étend alors sans trop de difficultés, les relations III-4 & IM-13 au milieu anisotrope
considéré. Lestermes "élastiques” de la matrice (M) deviennent :

LI
[}®]
(@]
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Figure ITI-11 : Schématisation de la rupture du cas A
le repére de structure et celui des contraintes principales étant confondus

<
N3

12

Vi 21 .
E, MI-15

2

1 1
My, = = M, = = M, =M, =--%=-
1 2

(m

‘ o, 1"
ou E=Eo{l+-Pi]

Bien entendu, les relations III-7 restent valables car elles décrivent I'endommagement. Il
suffit de changer la relation I1I-8 qui s'écrira :

-8
E, [o,-0,]""
K = —L ] 3 H - > 90°
e31 Y1y Q‘(90°)] St O - O3 Q«(90°)
[I-16
E, :
Ky = — si 6} - 03 < Q90°)
4V)
avec :
Qg(90°) = a; + by o3
1-17
Br = ¢ + dios
De méme, en supposant que le critéere Qq reste le méme :
_sz
E g,-0
K = el _!__3_. 1 - > 900
32 by [Q,(90°)] SI Oz - O3 Qt( )
[1I-18
E, _ .
Ky = o si 03 - 03 < Q90°)
21

Nous supposerons en outre que [ = B;, car nous ne pouvons déterminer cette valeur par
des essais triaxiaux conventionnels.

I
9]
—
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Les relations ITI-11 pour le déchargement restent valables. Il nous reste a déterminer les
termes Mss, My et My;. Nous prendrons le méme type de relation que dans le cas isotrope, a
Savoir

1 v'(M)
M = —— = = - -
3= E.(M) Mis =Ms ==% ™) I-19
avec
E.M) =E, | 2% A 1M1-20
f - L Q,(90°) -

ou "M" représente le fait que 'endommagement se fait en matrice.

3 26ETUDEDUCAS B y < ¢

Afin de déterminer facilement les coefficients de la matrice M, comme dans le cas
précédent, nous supposerons les deux repéres (structure et principal) toujours confondus (fig. II-
12), soit y=0%et o =90°.

Xi tsz
L -

plans de schistosité et 1{ X,

de rupture ]
S,

/l

X; & '

S;

Figure [MI-12 : Schématisation de la rupture du cas B
le repére de structure et celui des contraintes principales étant confondus

Les éqdivalences entre les différents axes sont donc les suivantes :

X, = S,
xz"ss
X, =5

La détermination des paramétres de la matrice M sera issue d'une réflexion dans le repére
de structure et immédiatement retranscrite dans le repére de contrainte principale.

Dans le cas envisagé, l'endommagement a lieu entiérement dans les plans de schistosite
(par ouverture de ceux-ci) orthogonalement donc a2 S; (ou X;). Le plan (S;, S3) ou (X, X3) est
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un plan isotrope élastique. On déduit de cette derniére assertion, les coefficients élastiques de la
matrice M qui sont:

— M, =M, =--F Im

E, ’ 12 T M T -21
L'endommagement se faisant orthogonalement a S; ou X les termes d'endommagement de

la matrice M dans le repére de contraintes principales seront : M3, et M;,.

Les relations III-8 a ITI-11 resteront valables (puisque l'ouverture a lieu suivant Xj).

Plus particulierement, dans le cas de la figure III-9b, M;, (respectivement M;; )
représente l'ouverture des plans suivant S; soit X3 sous l'action de la contrainte principale
dirigée suivant S, soit X, (respectivement S3 soit X3). Cette remarque nous permet de
comprendre les termes utilisés pour décrire K3, et K, qui sont

E, | 0, —o0;

Kiy = = | —=¢ i - 63 > Q0°
31 - Q‘(0°) S1 G, - O3 Q«(0°) |
mI-22
E E
Ky = -2 = 1 si 0) - 63 < Q09
Vi 4V
avec :
Q(0°) = a; + by o3
m-23
Bs = c2 + dy 03
Puisque le plan (X, X3) (ou (S;, S3)) est un plan d'isotropie, K., est égala:
-
E g, —0
K, =—2]|2— si 0y - 03 > QO0°
c32 vy, [ Q,(0°)] 2 3 Qt( )
I11-24
~E, . .
K, = — si 0, - 63 < Q0°
Va

Les selations I1I-11 pour le déchargement restent valables. Il nous reste donc 2 déterminer
les termes M3, M3 et My de la matrice. Le méme type de relations que dans le cas isotrope sera
1a aussi utilisé, a savoir :

E,(S) =E, [%—;—0"—;] O me2s

ou "S" représente le fait que 'endommagement se fait dans le plan de schistosité.
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3 2-7ETUDEDUCAS C: B <&,

Ce cas ne nous est pas accessible lors d'essais triaxiaux conventionnels. Pour les mémes
raisons que prgcédemment, nous nous placerons dans le cas particulier ou B =0°et a = w/2,

c'est-a-dire dans le cas ou les deux repéres (structure et contraintes principales) sont confondus
(fig. I-13.a et III-13.b).

Xi TSz

v

I

()

Figure III-13 : Schématisation des différentes ruptures du cas C
le repere de structure et celui des contraintes principales étant confondus
(@)-01 - 62> Q(0°%) €16 -6;<Q(90°)  (b)oy -5, <Q(0°) ety - 03> Qu(90°)

Nous avons alors les équivalences d'axes suivantes :

X, =85,
X, =§,
X, =8,

Dans ce cas deux types de rupture peuvent se produire :

1.

Le premier est une rupture dans les plans de schistosité (par ouverture de ceux-ci)
lorsque G, et o3 sont proches et trés inférieures & ©,. L'endommagement se
fera donc dans les plans comme pour le cas B. Celui-ci s'initiera donc (cf. cas B)
“forsque le déviateur issu de la contrainte principale majeure o, (suivant S;) et la
contrainte principale o, dirigée orthogonalement aux plans de schistosité (c'est-a-

dire parali¢lement 2 S,, X;) sera supérieure au seuil d'ouverture de ces plans c'est-
a-dire a Qy(0°) (fig. I1I-13 a).

Le second type de rupture est la rupture en matrice lorsque o est de l'ordre de
o1, toutes deuxt trés supérieures & ©; . L'endommagement se fera donc dans la
matrice comme pour le cas A. Celui-ci s'initialisera (voir cas A) lorsque le déviateur
issu de o, et de la contrainte mineure o; dans le plan de schistosité (suivant Ss)

sera supérieur au seuil de microfissuration Q,(90°). Il faut en plus que o1 - G; <
Qu0°) (fig. IMI-13.b).
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3. 2-7-2 Détermination de la matrice M dans le cas d'une rupture en matrice (fig. III-13b)

Iy a alors équivalence avec le cas A (cf. 3. 2-5) et, de la méme fagon que ci-dessus, la
mise en paralléle dgs équivalences d'axes du cas A et du cas C nous permet d'obtenir la matrice
M dans le cas C par permutation des indices 1 et 2.

X, =8, X, =8,
casA4{X, =8, casC { X, = 8§,
X, =8, X, =8,
Les coefficients de la matrice M dans ce cas sont donc les suivants :
1 1 Via Yu
M, = E M, = E]— M,, =M, =——E_:=—€; 1I-31

Les relations ITI-15 & ITI-20 restent valables aprés permutation des indices, la relation III-
16 s'écrivant:

_61
E, [o,-0, .
= —= | ——= - > 90°
Kc3l V“ [Q,(goo) st Oy (o )] Qt( )
M1-32
EZ
K, = — si 01 - O3 < Q(90°)
n
La relation ITI-18 s'écrit quant a elle :
K El 02 - 63 i : > Q(QOO)
= — —— 1 -
32 v, Q,(90°) St 02 - O3 W
11-33
E, .
Ky = — si 01 - 63 < Q(90°
47

La relation ITI-11 de déchargement est toujours valable.

Enfin, de méme que dans le cas A, puisque I'ouverture et 'endommagement se font suivant
X (soit S3 ) les relations ITI-19 et IT1-20 sont identiques. Les derniers termes de la matrice sont
donc dans ce cas:

1 vt (M)
M,, = Ef(M M, =M,, =-

I11-34
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3. 3 DETERMINATION DES PARAMETRES DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT

3.3-1 DETERMINATION DES PARAMETRES ELASTIQUES

Nous ne reviendrons pas sur la détermination de ces parameétres. Nous avons simplement
supposé pour ce modéle que les modules d’Young et les coefficients de Poisson de la roche saine
sont ceux déterminés a partir des essais statiques a savoir (cf chapitre I) -

E: = 32 565(1+03/Pa)****" MPa

E, =119 000 MPa

V12=0.14 V21 =0.34 V3 =0.16
et vi/E1 = va/Ez = 0.5(vi2/Ey + vai/Ey)

3. 3-2 DETERMINATION DES SE DE MICROFI TION

Nous avons supposé que ces seuils de microfissurations variaient linéairement avec la
pression de confinement a savoir : :

Q(90°) = a, + by &3
Qt(0°) = a2 + bz o3

A partir des valeurs issues du tableau III-3, nous avons obtenu les droites de régressions
suivantes (figures IT1I-14 et I1I-15) .

8 . .

.| % y =69.848 +0.35918x R"2 = 0.982

78 +

74

70 73 (MPa)

0 10 20 30 40
Figure ITI-14 : Evolution du seuil de fissuration
Q(90°) en fonction de la pression de confinement
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"

A 93 (MPa)

0 10 20 30 40

Figure ITI-15 ;: Evolution du seuil de fissuration
Q.(0°) en fonction de 1a pression de confinement

Nous en déduisons donc :
Pour ®=90° : a, = 69,848 ; b, = 0,35918 . R*=0,982
Pour @=0° : a, = 14067 ; b, = 0,64 . R*=0,913

3. 3-3 DETERMINATION DES TERMES D’ENDOMMAGEMENT K¢

K. représente le module tangent a la courbe de déformation transversale. Les lois de
variation de ces modules avec le déviateur de contrainte ont été données au paragraphe précédent:

-8
E|lo -0 . .
K, = = [ ! 3 3] ou B est le paramétre a déterminer.
t

Avec E=E; ; v=v); ; Q=Q(90°) et =P, pourl’orientation ® =90° ; E
=E; ; v=vy ; Qi=Q(0°) et B=f, pourlorientation ® =0°

Si du point de vue théorique le module mesrté pour un déviateur quelconque peut donner

B, statiquement il nous apparait que la meilleure approximation serait dornée par la mesure du
module a 66% de I’intervalle considéré, c’est a dire pour le déviateur de contrainte suivant :

G- 63 = Q+ 0.66(Q - Q) 111-35

-—

ou Q, est la valeur du déviateur a rupture

Les valeurs de ces déviateur ainsi que les valeurs des modules et de B en ces points sont
données dags les tableaux suivants (tableaux ITI-10 et ITI-11)
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Orientation 90°v1

. Essai o3 (MPa) | (o) - G3)es Kess P
non
non
90/2.5/1 2.5 156 98 000 1.45
90/05/1 05 189 52 000 1.85
90/10/1 10 177 182 000 0.63
90/20/1 20 194 39 000 2.28
non
90/30/1 30 / mesurable /
90/40/1 40 232 102 000 1.15

Tablean ITI-10 : Valeurs du paramére 8, en fonction de 1a pression de confinement o,

| Orientation0° |

Essai o3 (MPa) | (o) - O3)es Koss B2
00/05/1 05 / m;‘f;ble /
00/10/1 10 122 290 000 0.05
00/20/1 20 17 284 000 0067
00/20/2 20 137 132 000 0.55
00/30/1 30 180 192 500 0.31
00/40/1 40 231 407 400 -0.126
00/40/2 40 215 309 100 0.032

Tgrﬁg II-11 : Valeurs du paramére B, en fonction de 1a pression de confinement G

Plusieurs régressions pour $; et B, en fonction de o3 ont alors été envisagées. Nous
avons retent (Duveau et Henry 1992) :

([B, =19069 —231710%0, si B, >0 soit o, <8923 MPa
B, =0 sinon

B, =67510"
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La valeur de B, est bornée par zéro car dans le cas ou f; serait inférieur a ce seuil,
I'évolution du module K3, serait inverse a celle escomptée. Par exemple, pour un essai triaxial a
pression de conﬁ’nement excédent 90 MPa, il y aurait raidissement du matériau au cours de l'essai.
De nouveaux esSais aux tres fortes pressions de confinement devraient donc étre menés si l'on
veut connaitre le comportement du matériau sous ces contraintes. En attendant, nous ferons
I'hypothese, pour ces cas, d'un comportement elastique.

Le choix de P, est, quant a lui, basé sur le fait que les valeurs expérimentales obtenues
sont faibles et trés dispersées.

A partir des valeurs de B, et ; nous avons effectué les simulations de I’évolution des
déformations latérales (orthogonale au plan de microfissuration : €; pour ® = 90° €;, pou © =
0°) (Annexe 2-a et 3-a). Comme on pouvait s’y attendre, puisque ces parametres sont déterminés
a partir de ces mémes essais, on obtient une bonne concordance entre les résultats expérimentaux
et ceux numériques (fig.I11-16 et ITI-17).

400
90/30/1
300-
200-
1
100
EPS3(E-6)
0 - —— —
-3000 -2000 -1000 0

Figure ITI-16 : Simulation d’un essai triaxial
©=90° Pc = 30 Mpa
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400
1 gf 00/40/1
- 3001 §
i )
19
n
200
4
1007
EPS3p (E-6)
0 v L] 4 T T
-1500 -1000 -500 0

Figure ITI-17 : Simulation d’un essai triaxial
8=0° Pc =40 Mpa

3. 3-4 DETERMINATION DES PARAMETRES DENDOMMAGEMENT vf__et E¢

Ces parametres interviennent dans les composantes M3, M»; et Ms; de la matrice M. Ils
déterminent donc les incréments de déformation diis a un incrément de la contrainte principale
mineure. Leur détermination se fera, de ce fait, a partir des essais d'extension latérale pour
lesquels le vecteur contrainte vaut (0 ; do; ; dos) ce qui implique :

de, = M,, + M,,)do,
de, = M,, + M,,)do, I11-36
de, M, + M,;;)do,

I

Si pour l'orientation ® = 0°, il y a bien différentiation entre de; et de; (I'endommagement
se faisant uniquement dans les plans de schistosité), pour l'orientation © = 90° I'endommagement
se fait identiquement perpendiculairement aux deux directions X3, X3. De plus, puisque le plan
(X2, X3) est un plan initialement isotrope (isotropie de structure), nous devons avoir , pour @ =
90°, de; = de; . De ce fait pour les essais de révolution, une nouvelle matrice M (90°) doit étre
définie. -

3.3-4-1Cas @ = 90°

a- Détermination de la matrice M® (M de révolution)

Comme nous l'avons déja souligné, pour cette orientation et dans le cadre d'un essai a
symétrie de révolution, 'endommagement se fait identiquement dans les deux plans orthogonaux
aux directions principales (X; et X3). Le comportement du matériau reste donc identique dans les
deux directions X, et Xs, c'est-a-dire que le plan (X, Xs) initialement isotrope (isotropie
structurale) reste isotrope. De ce fait, il nous est facile de déterminer la matrice MR (90°) a partir
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de la matrice initiale M(90°), et ce en substituant a l'indice 2 I'indice 3 aux coefficients de cette
derniére. On obtient :

: M M, = =
E, f
3 1 11-37
M =ML =Ma =09
My =M} =M, = K-clsl
M =M;,

Un probléme se pose alors quant a la détermination de M?F, et M?,. Dans le cas d'une
identification de ces termes au coefficient M,; ou Ms;, le déviateur principal (o - o;) étant
toujours nul, les termes M}, et M}, ne rendraient pas compte de I'endommagement. Or, lors
d'un essai d'extension latérale, cet endommagement existe puisqu'il y a augmentation du déviateur
principal (i - 03). Les termes M, et MY, doivent donc dépendre de (o: - 63). Supposons
maintenant l'existence d'une seule famille de microfissures orthogonales a la contrainte principale
mineure ©;. L'influence d'un accroissement de la contrainte intermédiaire se traduirait alors par :

da, _ do,
KC32 Kcn

de, =-

Une pénalisation du modéle consiste alors a prendre :

do,
Kc31

- de, =-

Etendu au cas de la symétrisation due aux essais de révolution, nous prendrons :

1
M} =ME =M, =—x_ I11-38
¢31

-

Ce choix est de plus justifiable par le fait que I'extension latérale est assimilable, au niveau
comportemental, 3 une compression triaxiale ; ces deux essais étant accompagnes d'une méme
évolution du déviateur principal, la compression triaxiale étant caractérisée quant i elle par le
terme M3, de la matrice M.

b- Détermination des paramétres

Par substitution des termes de la matrice M par ceux de la matrice M® des relations ITI-
37 et I11-38, les équations III-36 deviennent :
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de, =-2 do
1 Ef(M) 3
[ 4 , 11-39
- de, =de, = + do
© : ’ KcSl Ef(M) ] }

La connaissance des modules tangents aux courbes de déformation transversale et axiale
d'un essai d'extension latérale, nous permet, a partir de ces équations, de calculer successivement

E{M) et Vi(M). Les résultats sont donnés dans les tableaux I1I-14 et ITI-15. Nous rappelons la
variation de E{M)

1 0, — 0, -y
Ef(M) = Ez Q (900)]

Essai O3 ) - O3 des/dos Ed{M) oy
90/05/0.5 1.7 125 17.2 10° 37125 2.03
90/10/0.65 34 140 19.2 10° 32765 1.90
90/30/0.65 30 210 13.6 10° 42541 1.07

Tablean 14 : Valeurs de E{(M) et du parameétre a,
en fonction de Ia pression de confinement &,

Une régression linéaire de a, en fonction de o; a alors été effectuée, et nous obtenons :
o =2,0478 -3,210°2 03 R*=0,994

Cette variation de o; avec O3 est a prendre avec une certaine réserve vu le faible nombre
d'essais utilisés.

Connaissant la variation de E{M), nous pouvons calculer V(M) (tableau III-15).

-—

Essai o3 61-03 | devdas | V(M)
90/05/0.5 1.7 125 34.4 10° 0.95
90/10/0.65 3.4 140 19.2 10° 0.36
90/30/0.65 30 210 13.6 10% 0.815

Tableau ITI-15 ; Valeurs de vi(M)
en fonction de la pression de confinement o;
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La trés forte dispersion des résultats et le faible nombre d'essais nous a contraints a
prendre V(M) comme valeur moyenne : soit V(M) =0,71.

Les simulagions obtenues (Annexe 2-b) sont tout a fait satisfaisantes pour approximer ¢,
mais le sont moins quant a I'approximation de €; surtout pour l'essai 90/10/0,65.

Pour mieux approcher la valeur des déformations longitudinales, une simulation par
symétrisation de la matrice M (comme dans le cas isotrope) a alors été envisagée. La valeur de

vi(M) vaut alors dans le systéme d’équation (ITI-39)

vi(M) = EqM)/Kas,

A partir de la comparaison de ces deux simulations (fig. III-18) nous suggérons de
prendre:

v (M) =0.71
{a,=2.0478 -3210%, si B, >0

a, =0 sinon

6
G 90/05/0,8
12
o
442
7
.
2 m expérience
=
=
nufm ®
o, N =
~—-100 0 100 200 300
EPS3 EPS1(E-6)

Figure ITI-18 ; Simulations d’un essai d’extention latérale
pour les différentes valeurs de v/(M) (essai 90/05/0.5)

Ces parametres sont cependant peu satisfaisants et ce, pour deux raisons :

. la premiére est liée au faible nombre et a la fiabilité des essais a notre disposition,
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. la seconde est issue de la trop forte dispersion des résultats pour V(M) nous

obligeant a I’envisager constant ce qui introduit une discontinuité au point 6, -3
= Q«90°) puisque:

-

<

M,, =—— st o, —o, <Q,(90°)
E,
f
v M) .
M, =- - > 90°
13 Ef(M) St al 0.3 Q!( )

Enfin il apparait une nouvelle limite en pression de confinement du modéle qui est :

20478
32107

o, = 69MPa

Pour les pressions de confinement supérieures a cette limite, nous considérons le
comportement comme élastique linéaire, aucune information ne transparaissant a travers les divers
essais, sur le comportement du matériau a de si fortes contraintes.

3.3-4-2 =0°

Dans ce cas il y a bien différentiation entre de; et de; puisque tout ’endommagement
se fait dans le plan de schistosité (plan orthogonal a X3). Pour les essais d’extension latérale, pour
lesquels le vecteur incrément de contrainte est (0, dos, dos), nous devrions avoir:

[ ( f
_m (S
de, E,  E.5) ]da3
[ 1 Vi
{ de, = EE do, -39
[ &2 2
( Vi, 1
= |-
_ & L E;  E((S) ]d03

Cependant, puisque I’endommagement se fait orthogonalement a X3 (soit a §,), le
module E,; est donc endommagé pour devenir E{S). De ce fait nous remplacerons, dans les

’ v v
équations III-3% le terme —% par —
9 E, P E.(9
Nous aurons alors :
1 -v»
de, = 2 do 111-40
3 Ef(S) 3

A partir des relations II1-39 et III-40 et connaissant les modules transversaux et
longitudinaux des courbes contraintes déformations d’un essai d’extension latérale, nous pouvons

calculer E«S) et V(S). Les résultats sont donnés dans les tableaux suivants (tableaux III-17 et
I11-18).
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Essai o3 G, -6y de; / do, E«S) B2
/05/0.65 | 3.3 115 76.9 10° 8 580 0.76
00/10/0.65 | 54 110 19.2 10° 34 320 0.066
00/30/0.65 | 13.8 150 15.15 10° 43560 -0.04

Tableau IMI-17 : Valeurs de E«S) et du parametre 3,
en fonction de 1a pression de confinement o5

La derniére valeur est impossible, le module aprés endommagement étant supérieur a celui
du matériau sain. Nous prendrons de ce fait 87 comme valeur moyenne, soit 85 = 0,26. Nous

pouvons alors calculer v/(S) (tableau III-18)

Essai o o) - 03 ds, / do; vi(S)
00/05/0.65 {. 3.3 115 27.7 10% 0.63
00/10/065 | 5.4 110 143 10° 0.54
00/30/0.65 | 13.8 150 7.7 10° 0.11

Tablean ITI-18 : Valeurs de vf(S) en fonction de la pression de confinement o3

Comme précédemment, la dispersion des résultats nous a contraints a prendre V(S)
comme valeur moyenne soit V(S) = 0.43. Il a pu étre montré que les modules calculés a partir de
ces valeurs, pour les deux déformations, sont trop faibles. Le coefficient B, étant déa tres petit,
une simulation élastique « non endommagée » a alors été réalisée. Nous pouvons remarquer (fig.
III-19) que pour ces mémes pressions de confinement, les modules sont toujours trop faibles. De
ce fait, aucune conclusion sur les modules E«S) et v(S) n’a pu étre envisagée. Afin de les
déterminer, d’autres essais sont a proposer. En attendant, nous utiliserons par la suite pour les
termes M;; de lamatrice M, les termes issus de la matrice d'élasticité transverse, soit

) ) .
M, =——E%

W, = 1\4132 =M,

\M33 = —E-x—
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Figure II1-19 : Simulation d’un essai d’extention latérale
avec les parametres élastiques © = 0°

Nous avons donc déterminé, et ce pour chaque ornentation, les derniers termes de la
matrice M. Cependant malgré les bons résultats obtenus globalement, cette détermination n'est
pas entiérement satisfaisante.

D'autres essais, faisant intervenir une évolution de la contrainte principale mineure devront

étre réalisés afin de mieux connaitre les coefficients V' et E.

3. 3-5 VALIDATION DES PARAMETRES

La détermination des parameétres de ce modéle se faisant a partir des courbes
expérimentales obtenues lors des essais triaxiaux de révolution de compression et d’extention
latérale, la validation du modéle se fera sur la simulation des essais proportionnels.

3.3-5-1 3 ©=90°

Pour cette orientation, les simulations des essais proportionnels effectuées sont présentées
en Annexe (Annexe 2-c). Si on fait abstraction de la zone de mise en place dans la direction X, il
apparait que le modele simule bien les courbes expérimentales (fig. III-20). Le modéle et ses
parametres semblent donc satisfaisants pour cette orientation.
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Figure ITI-20 : Simulation d’un essai proportionnel ® =90°; o; =3 o3,

3.3-5-2 y ©=0°

Pour cette orientation, les simulations obtenues (Annexe 3-b) sont satisfaisantes quoi que
moins bonnes que celles obtenues pour I’orientation 90° (fig. I1I-21). Cela est sans doute di au
fait que de nombreux termes de la matrice M ( E{S) et V(S) ), n’ont pu étre déterminés

précisément pour cette orientation..

200

S1-S3(MPa) .

100 -

EPS (E-6)

—

v 1 N 1
0 500 1000 1500
Figure IT1-21 : Simulation d’un essai proportionnel ® =0°, oy =3 o,.

3. 4 CONCLUSION

L’étude expérimentale a mis en évidence I’endommagement induit par la microfissuration
dans le schiste d’ Angers pour deux orientations @ = 0° et ® = 90. Pour I’orientation © = 90° cet
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endommagement est li¢ uniquement au tenseur des contraintes alors que pour |’orientation ® = 0°
la structure du matériau joue un role essentiel. En effet, les plans de schistosité sont, pour
I’orientation 0° les plans de microfissuration.

En I"état actuel des recherches sur I’endommagement des milieux initialement anisotropes
nous avons dé&idé d’étendre le modéle empirique incrémental IMMIC au cas de notre matériau.

Pour ce modele, nous obtenons une bonne concordance globale pour I’ensemble des essais
et ce quelque soit |’orientation (® = 90° ou ® = 0°). Mais il est a noter que les parameétres sont
identifiés a partir des essais triaxiaux et d’extention latérale. Par conséquent, la bonne
concordance obtenue pour ces essais confirme seulement la bonne cohérence des paramétres. La
simulation des essais proportionnels montre que ce modéle est capable de rendre compte de
I’endommagement induit dans ce type de chemin de sollicitation.

Le point positif de ce modéle est la simplicité de formulation et la procédure de
détermination des parameétres. Le handicap essentiel est son domaine d’application limité puisqu’il
ne peut décrire les effets de rotation des axes principaux. Son application n’est donc possible que
dans le cas ou les rotations d’axes principaux sont faibles.
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CHAPITRE IV

MODELISATION DU MECANISME

DE GLISSEMENT
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4. 1 GENERALITES SUR LE COMPORTEMENT MECANIQUE DES JOINTS

La plupart des masses rocheuses rencontrées en génie civil et minier possédent des
discontinuités. On entend par discontinuité, toute discontinuité mécanique dans la masse rocheuse
ayant une réststance a la traction faible ou nulle. L’appellation générique utilisée pour la plupart
des discontinuités que sont entre autres les plans de litage, de clivage, de schistosité, les ruptures
de continuite d’origine mécanique ou géologique, est le terme joint (Brown 1981).

De ces joints découlent une faiblesse et une déformabilité accrue des masses rocheuses par
rapport a celle mesurée pour la roche intacte (Barton 1986). I est donc nécessaire de bien
connaitre le comportement du joint ou de la famille de joints étudiée et de requérir a des
techniques propres pour considérer leur influence.

4. 1-1 COMPORTEMENT MECANIQUE DES JOINTS ROCHEUX

Les joints ont deux modes de déformation qui sont le glissement et I’ouverture (et/ou la
fermeture). Ces deux modes consistent en des déplacements relatifs des surfaces de la roche
adjacente. A ces deux modes, on associe pour le joint un terme de déplacement relatif normal et
deux termes de déplacement relatif tangentiel notés respectivement Av, Au, Au. A ces
composantes de déplacement sont associées respectivement la contrainte normale appliquée o, et
les deux contraintes tangentielles appliquées sur le plan du joint 1, et T, par 'intermédiaire de la
matrice non symétrique des raideurs K :

{dU} = [K]" {do} Iv-1

avec {dU} = {dv, du,, du}' et {do} = {da,, dt,, d7. }'

do, | [Ku Ka]jdv V2

dr | K, K,]|l|du )
Les raideurs K., et Ko sont relatives respectivement aux comportements normal et
tangentiel du joint. Les termes de couplages K, et K, sont liés a la dilatance du joint. Ces

comportements sont trés bien détaillés dans les articles de Bandis (1990 et 1993) dont nous
reprendrons les remarques essentielles.

qui s’écrit en deux dimension :

4. l-l-'m omportement normal des joints

Les nombreuses expériences menées entre autres par Goodman (1976) et Bandis et al
(1983) ont montré que les relations contrainte normale - déplacement relatif normal sont
généralememt fortement non linéaires que ce soit en chargement ou en déchargement. Des
résultats typiques de réponse normale d’un joint sous contrainte normale sont donnes par les
figures IV-1. A partir de ces derniéres on peut faire les remarques suivantes :

* Pendant le chargement, la raideur normale Kq croit progressivement pour tendre vers
I’infini lorsque les déplacement normaux tendent vers une valeur limite V.

* Pendant le déchargement, cette méme raideur est trés grande et décroit seulement en fin
de cycle.
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* La reéouverture qui s’opére lors du déchargement est plus petite que la fermeture qui
s’est effectuée lors du chargement. La fermeture du joint est donc essentiellement
irréversible. La boucle d’hystérésis due au phénomene précédent décroit au fur et a
mesurexque |’on augmente le nombre de cycles (fig. [V-1a). La valeur de V. décroit et
se stabilise autour d’une valeur limite V,, appelée fermeture maximale du joint. Barton et
al (1985) estiment que la réponse obtenue a partir du 3*™ ou 4™ cycle est proche de
celle que I’on obtiendrait in situ.

* Les joints déboités sont plus déformables que les joints emboités (fig. IV-1b).
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Figure IV-1 : Comportement normal d’un joint
(a) : comportement cyclique d’aprés Bandis et al (1983)
(b) : comportement comparatif d’un joint emboité et déboité d’aprés Goodman (1976)

Ces observations ont conduit unanimement les auteurs a une formulation hyperbolique du
comportement normal des joints. Bandis et al (1983) ont proposé, par exemple, la relation
empirique suivante :

g = Av V-3
* a-bAv

avec .

.%=V eta = —

® K

ou Av est la fermeture du joint, V,, la fermeture maximale du joint et K,; est la raideur normale
initiale.

La raideur normale, définie comme la pente de la tangente a la courbe contrainte-
déplacement vaut quant a elle : '

d
K =—&=Kni{

V. K, + 0o, ’
" b Ja\Y

Vm Kni
4. 1-1-2 Comportement tangentiel des joints
La figure IV-2 montre schématiquement le comportement d’un joint soumis au

cisaillement sous contrainte normale constante. On distingue communément trois zones de
comportement (fig.IV-2a) :
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La zone pré-pic pour t <1, ou T et Au augmente simultanément
Le pic de cisaillement pour t =1, qui caractérise la résistance au cisaillement du joint
La zone post-pic pour t> 1, ou T diminue alors que Au continue d’augmenter

-
3

— <

o] /

()

Figure IV-2 : Déplacement tangentiel et normal type d’un joint rugueux
pendant un essai de cisaillement d’aprés Cai et Horii (1990)

En 1968, Goodman idéalise ce comportement sous contrainte normale constante (fig. I'V-
3). Au début du cisaillement la contrainte tangentielle croit linéairement avec le déplacement
tangentiel jusqu’a atteindre la résistance maximale T, : la pente de cette droite correspond a la
raideur tangentielle élastique du joint noté K,. D’autres auteurs, pour tenir compte de la réponse
non linéaire généralement observée, proposent des modeles empiriques (Kulhaway 1975, Bandis
et al 1983, Yoshinaka et Yamabe 1986) ou élastoplastiques (Plesha 1985, Cuisat et al 1990,
Lanru 1990, Desai et Fishman 1991).

-~

Tresiduel

Figure IV-3 : Idéalisation du comportement tangentiel d’un joint
sous contrainte normale imposé d’aprés Goodman.
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De nombreuses études ont de plus montré que la raideur tangentielle élastique variait avec
la pression de confinement. Barton et al (1985) proposent, par exemple, de prendre la formulation
suivante :

-
3

o, tane,
0,3u,
ou @, est I’angle de frottement résiduel et u, est le déplacement au pic.

K, =K = IV-5

Enfin, il a été montré que la raideur tangentielle dépendait fortement de I’échelle (fig. I'V-
4) ainsi que des propriétés des joints telles que la rugosité, la résistance des épontes, I’ouverture,
le remplissage. Quoique ces dépendances soient analytiquement quantifiées par les relations
empiriques des modeles JRC-JCS de Barton et Bandis (1990), leur influence sur le comportement
reste encore relativement peu connue (Hudson 1988).
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Figure IV-4 : [Hustration de I’effet d’échelle sur la résistance au cisaillement
d’un joint rugueux (d’aprés Bandis 1980)

4. 1-1-3 Comportement dilatant des joints

La courbe déplacement normal-déplacement tangentiel représente I’effet de la dilatance
(fig. IV-3b). Elle apparait surtout lors des essais de cisaillement. Comme pour le comportement
tangentiel des joints, la dilatance dépend de la contrainte normale appliquée, de I’échelle et des
propriétés du joint considéré. C’est la rugosité ainsi que la résistance des épontes qui jouent le
role le plus important lors du phénoméne de la dilatance (Goodman et Dubois 1972, Ladanyi et
Archambault 1970)).

Les termes traduisant la dilatance dans la matrice de rigidité K de I’équation IV-2 sont K,
et Kq.. Nous rappelons que ces termes sont différents, la matrice K étant non symeétrique. Dans le
cas d’une dilatance faible ou inexistante (joint peu rugueux ou lisse), ces termes sont supposés
nuls. Dans le cas de joints rugueux et trés rugueux, des formulations empiriques et théoriques des
termes de dilatance ont été données entre autres par Goodman et Dubois (1972), Plesha (1985),
Amadéi et Saeb (1990), Desai et Fishman (1991), Qiu et al (1993).

Lors d’un essai de cisaillement a contrainte normale imposée, la dilatance est un aspect
trés important du comportement du joint. Cependant, cette condition de chargement se limite, in
situ, au glissement d’un bloc soumis a une force normale constante (fig. IV-5). Dans le cas
d’ouvrage souterrain, cette condition ne peut représenter le comportement d’un joint car son
ouverture est partiellement ou totalement empéchée par la roche environnante.
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Figure V-5 : Simulation des conditions in situ par des essais de cisaillement direct
(d’apres Leichnitz (1985)) avec T effort tangentiel, N effort normal et K rigidité du massif

Des expériences sur le comportement en cisaillement avec des conditions frontiéres
identiques a celles que rencontrerait la masse rocheuse jointée in situ (rigidités limites constantes)
ont été réalisées entre autres par Leichnitz (1985) (fig. IV-S). A partir des résultats de ces
expériences, il a été statué par Amadéi et Saeb (1990,1992), Cuisat et al (1990), que le
comportement dilatant d’un joint avec des conditions frontiéres en rigidité peut étre prédit a partir
des modéles déterminés grice aux données expérimentales obtenues pour des essais avec
conditions limites en contrainte.

Connaissant le comportement des joints, voyons maintenant leur influence sur le
comportement des masses rocheuses jointées.

4.1- D R INTE
MODELISATION NUMERIQUE

La figure I'V-6 illustre I’influence de I’existence de joints sur le comportement de la masse
rocheuse jointée.

i

Ntact rock I3
// ! aint ' %Jomuu [-14 §
@‘ i

Norinol stress

Normai detormation

Figure IV-6 : Comportement schématique d’une roche saine.
d’un joint et d’une roche jointé (d’apres Cai et Honi 1990).
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Les courbes A et B correspondent aux réponses respectives de la roche saine et du joint
sous condition de chargement et de déchargement normal, la courbe C correspond a la réponse de
la masse jointé sous les mémes conditions. On peut alors remarquer que les déformations
supplémentaires liées a la présence du ou des joints, sont quasi-irréversibles. Goodman (1976,
1980) considére*de ce fait que le comportement en déchargement de la masse rocheuse jointée est
identique a celui de la roche intacte (fig . IV-7).

comportement de

Ny comportement de la
la roche jointé

[~ roche intacte

€ _

-

—n

Figure IV-7 : Comportement idéalisé des masses rocheuses jointé en déchargement
rechargement d’aprés Goodman

Les expériences réalisées sur les masses rocheuses jointées entre autres par Einstein et
Hirschfeld (1973), Yoshinaka et Yamabe (1986) ont par ailleurs montré que les courbes
contraintes déformations variaient en fonction de I’angle d’essai et de la densité des joints.

L’étude des cavités dans les roches saines (fig. IV-8a) peut étre réalisée a partir des
modeles continus basés sur les théories de I’élasticité, de la plasticité ou de I’endommagement. Si
cette méme masse est traversée par quelques plans continus de faiblesse (fig. IV-8b), la méthode
des éléments de contact de type éléments joints développé par Goodman et al (1968) et Goodman
(1980) devra étre choisie. Si cette masse rocheuse est, a I’échelle des problémes a résoudre par
I'ingénieur, fréquemment jointée (fig. [V-8c) la méthode d’analyse la plus appropriée semble étre
celle issue des méthodes discontinues telles que la méthode des éléments distincts (Cundall
(1971)) et la théorie des blocs (Goodman et Shi (1985)). Enfin, dans le cas ou les joints, dans la
masse rocheuse, sont persistants et/ou trés faiblement espacés relativement a |’échelle du
probléme a résoudre (fig. IV-8d) le comportement global semble étre continu ou pseudo-continu.
On peut alors remplacer la masse rocheuse par un solide équivalent continu et utiliser des
méthodes d’analyse identiques a celle des roches saines telle que la méthode des éléments finis.

-

roche saine Joints familles de joints  roche fortement jointé
/ / - 7 ’ NN N

\\ N ¢ /// b Y/(f ' B V«\‘ 4

O O O
5 < NN

o < O k)

(a) (b) (c) (d)
Figure IV-8 : Différentes structures des masses rocheuses
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La modélisation des masses rocheuses par une approche discréte (éléments joints,
éléments distincts, théorie des blocs) demande la connaissance explicite de la position des joints
ainsi que le comportement mécanique de chaque joint. Or, la position des joints n’est
genéralement connue que de fagon statistique. De plus, il est impossible de modéliser de fagon
déterministe €haque joint quand le nombre de joints devient grand. Sur la base de ces
considérations, on peut conclure que la modélisation des masses rocheuses fortement jointées par
I’intermédiaire d’une théonie continue est la plus 3 méme a rendre compte des solutions des
problémes posés a I’ingénieur.

Dans le cadre d’une modélisation de type continu, on considére la masse rocheuse jointée
comme un milieu équivalent avec des propriétés matérielles équivalentes. De ce fait, le
comportement des joints est pris en compte de facon implicite. A ce titre, Morland (1976),
Amadéi et Goodman (1982), Chen (1986), Amadéi et Savage (1993) considérent des joints
continus a travers la masse rocheuse et obtiennent les propriétés élastiques équivalentes par
superposition des propriétés élastiques de la roche saine et des joints. Singh (1973) emploie,
(1988) prennent en compte la réponse non linéaire du joint sous contraintes normale mais
considére le comportement du joint sous sollicitation tangentielle comme élastique linéaire ou
bilinéaire. Tous ces modéles ne tiennent pas compte de la dilatance. Or le comportement
tangentielle non linéaire et la dilatance sont un aspect trés important du comportement des joints
comme nous I’avons vu au paragraphe précédent. Afin d’en tenir compte, Jing et al’ (1994)
proposent un modeéle dans lequel la rigidité tangente dépend de la contrainte normale appliquée et
la dilatance est prise en compte lors de I’écoulement plastique le long du joint.

Cependant tous ces modéles ont été développés dans le cadre restreint de famille de joints
traversants, réguliérement espacés, se coupant orthogonalement. Sous ces hypothéses, les
contraintes a travers les joints sont celles appliquées sur la masse rocheuse et il n’y a pas
d’interaction. Afin de tenir compte de toutes ces remarques limitatives, Cai et Horii (1990),
(1994) ont développé un modéle plus général pour analyser numériquement le comportement des
masses jointées. Leur modéle rend compte de la densité, de I’orientation de !’interaction et de la
connexion des joints ainsi que de leurs propriétés mécaniques. C’est ce modéle, décrit dans le
paragraphe ci-dessous, que nous avons voulu utiliser pour modéliser le comportement en
glissement de notre matériau.

4. 2 MODELE CONSTITUTIF POUR LES MASSES ROCHEUSES
FORTEMENT JOINTEES

4. 2-1 EQUATION CONSTITUTIVE GENERALE DES JOINTS

Soit un $ystéme de coordonnés locales (n,s,t) lié a un joint, avec n vecteur unitaire normal
au plan moyen du joint et t et s deux directions perpendiculaires dans le plan du joint (fig. IV-9).

n

(v) T e A

(w) t [
s*(uy) rti‘ﬁ

Figure IV-9 : Définition des contraintes et déplacements d'un joint en 3D.
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Comme nous ’avons vu précédemment, la relation constitutive entre les contraintes et les
déplacements a travers le joint s’écrit (eq. [V-1):

. do dv
dr, ¢ = [Kij ] du, Iv-6
dr, du

t

les coefficients de la matrice K (raideur du joint) pouvant étre empiriques ou dériver de la théorie
de I’élastoplasticité. Dans ce dernier cas on considére que les incréments de déplacement sont
décomposés en des incréments de déplacements élastiques et plastiques tel que :

dv dv*® dv?
du, ¢ = qdu ¢+ qdu’ Iv-7
du, du; du?

Les incréments de contraintes dans le joint et ceux des déplacements élastiques satisfont

do dv*®
dr, ¢ = [K; ]{ dus V-8
dr, dus

ou K est la matrice des raideurs élastiques du joint. On considére généralement seuls les termes

diagonaux non nuls (Lanru 1990) avec K;, = K;. Des expressions de ces termes diagonaux sont,
par exemple, données par les équations [V-4 et IV-5.

Les incréments de déplacement plastique sont déterminés a partir de la théore
conventionnelle de la plasticité a savoir :

.

0 sif<0
g
dv’ ao'n
dul PN lif=0etdr>o0 tv-9
duf afs
- 98
S ar, |

ou f et g sont respectivement la fonction de charge et le potentiel plastique.
Connaissant ces deux fonctions, la condition de consistance nous permet de calculer le
multiplicateur plastique A. L’équation constitutive du comportement du joint est alors la suivante:

do dv
dr, ¢ = [Kr ]9 au, IV-10
dr, du

t

ou K% est la matrice des raideurs tangentielles élastoplastique du joint, avec :
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[K*] = [K] - [K*] IvV-11

K? est ootenu de la fagon suivante :

N

(dU} = {dU%} + {(dUP} = (dU} + x{% }

d
[K]{dU} = [K] {dU} + A [K] {a—i } = {do} +A[K'] {-g—i }

donc :

d
(6} = 7 (av) - A< { 2 | - (- (@ Iv-12

En remplagant A par sa valeur A = A(dv) on obtient [KP] par identification des termes
de I’équation IV-12.

L’équation constitutive générale de chaque joint étant connue (eq. IV-10), Cai et Horii
élaborent une relation incrémentale entre les déformations et les contraintes de la masse rocheuse.

4. 2-2 RELATION INCREMENTALE CONSTITUTIVE DE LA MASSE ROCHEUSE

Afin d’élaborer une relation incrémentale entre les déformations et les contraintes de la
masse rocheuse, on considére un volume élémentaire représentatif (V.E.R) qui contient plusieurs
joints. Nous rappelons que le V.E.R est le plus petit volume pour lequel les théories continues
sont encore valables (cf chapitre IIT § 3. 1-2). Le comportement général d’un V.ER. est donc
supposé étre le comportement d’un point matériel dans la théorie continu.

Dans le cas d’un massif rocheux jointé, le V.E.R. sera défini comme le plus petit volume
relativement grand vis a vis de I’échelle du joint mais trés petit par rapport a I’échelle du probleme
a traiter (fig.IV-10).

el R 4 VER.

joints

-l ;v 1 masse rocheuse jointée

Figure IV-10 : Représentation schématique d’'un V.ER.
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, A Pintérieur d’'un V.E.R,, les joints forment un sous domaine de volume V' et de surface
S
Usuellement, on définit les contraintes et les déformations moyennes dans le V.ER. de la
maniére suivante L

(3

— 1 — 1
%=y Laij dVv et & = ¥ s\ g; dV IV-13

Il est a noter que les contraintes moyennes dans le V.E.R. ;; sont identiques a celles de la

. —/R .\ . s , .
roche saine o;; . Par contre, cette derniére assertion n’est pas valable pour les déformations.

Dans I’hypothése de petites déformations et petits déplacements, les relations
déformations déplacements sont :

& = %(uu + uj‘i) Iv-i4

Posons, comme Horii et Nemat Nasser (1983) :

—R | =

Ei—j = g. + &, IV-15

) 3

— 1 — 1
avec g = v 5‘,: g; dv et . = v L, g dv IV-16

L) y

. TR ot ] . , . . .
ou g, eteg; sontrespectivement les déformations moyennes de la roche saine et du joint; VR et

V' étant les volumes respectifs de roche saine et de joint.
En utilisant IV-14 et grace au théoréme de la divergence on obtient :

-1

1 1
& = 3y f, @, +uydv= ~ Jo @w1n; + [n)ds  Iv-17

En combinant IV-15 et IV-17 on obtient :

— _ —r 1
L mTE o f, @dn; + [u;In,) ds IV-18
ou §’ est la surface du joint, n; est le vecteur unitaire normal a la surface du joint et [u;] est le saut
de déplacement a travers la surface du joint. Supposons de plus que le matériau sain soit élastique

lineaire, alors si [A] est le tenseur des compliances élastiques de la roche saine:
& < Aijkl Oy IV-19

En combinant IV-18 et IV-19 on obtient les relations constitutives & savoir :

—_ 1
g, = Ajy oy * v L; (fu;In; + [u;]n;)dS Iv-20
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La depxjéme partie du second membre de I’équation IV-20 représente la déformation
additionnelle induite par le joint, laquelle est calculée a partir des sauts de déplacements le long de
la surface de chaque joint.

Or la réponse mécanique des masses rocheuses jointées dépend du chemin de sollicitation
(fig . IV-7) et®st souvent non linéaire. De ce fait une forme incrémentale des lois constitutives est
nécessaire, celle-ci se déduit directement de 1’équation IV-20 :

— — 1
de; = Al doy + 3o ; 55{ (fdu,]n, + [du;]n,), dS IV-21

ou S, estla surface du joint k.

Cette derniere expression reste valable dans le cas ou le matériau intact est inélastique.
[AR] est alors le tenseur des compliances tangentielles du matériau intact.

Si les incréments des sauts de déplacements [du;] peuvent étre exprimés en fonction des
incréments de contrainte moyenne do;, I’équation IV-21 pourra s’écrire :

de, = A do, IV-22

ol Ag est le tenseur des compliances tangentielles de la masse rocheuse jointée. L’équation
I'V-22 est I’équation constitutive générale d’une masse rocheuse jointée.

La détermination du tenseur Kw dépend de I’identification des sauts de déplacement a
travers chaque joint. Cette identification étant d’autant plus difficile que le nombre de joints est
grand, des approximations supplémentaires seront effectuées. On supposera en particulier que le
comportement de la roche intacte est élastique alors que celui des joints est élasto-plastique.

Définissons maintenant les relations entre les incréments de contrainte moyenne dans le
V.ER. et les incréments de saut de déplacement a travers le joint. Pour cela exprimons
’incrément de déformation additionnel dii au joint k dans le systéme de coordonnées local qui lui
est lié :

— 1
(deii")k Y Ssi (dlu,'], n;' + dfu;'], n;")dS Iv-23

le prime indiquant que I’on se trouve dans le repére local lié au joint repéré par I'indice k.

L’incrément additionnel total du aux joints vaut quand a lui :
de,’ = ¥ ") IV-24
k
ou (de—lJ ’)k est I’incrément de déformation additionnel du au joint k dans le repére global.

Posons n,” =1 et n,’ = n3> =0, d’aprés I’équation IV-23 les incréments de deformation
additionnels dus au joint k valent alors :

Chapitre 4 : Modélisation du mécanisme de glissement 4.12



@) = %—d[ﬁi']k

. @) = < dfur], IV-25
J
@), = 2 a[w],
ou d[Gi']k est I’incrément de saut de déplacement moyen a travers le joint avec :
d[ui’] - "slT f, dlu!], ds IV-26

Cai et Hori suppose que ces incréments moyens de saut de déplacement sont reliés aux
incréments de contrainte moyenne appliquée a la surface du joint griace a la loi constitutive de

celui-ci, a savoir :
d [;: .l 0—”1 .l
dfaz] = (k=1 ){« [a12 1 IV-27
d[;;']k O3 'l

ou [K®];" est I'inverse de la matrice des raideurs tangentielles élasto-plastique du joint k donné

par ’équation I'V-11.
. . , . . . . ot - o,
Si les incréments de contrainte agissant sur le joint [do; '} peuvent étre exprimés en

a.

Q.

fonction des incréments de contrainte moyenne agissant dans le V.ER. do, la relation

ij
incrémentale constitutive (eq. IV-22) est alors obtenue.

Les travaux de Hill (1965) ont montré que les incréments de contrainte agissants a la
surface d’une inclusion étaient reliés aux incréments de contrainte moyenne du V.E R. grice a un
tenseur appelé ° tenseur de concentration des contraintes ’. De méme, en considérant le joint
comme une inclusion dans la masse rocheuse saine, nous aurons :

- 17, —

) df o, ]k do,,’
d["lzl']‘K = ([F;l') dﬁi' Iv-28
d ;:;I']k day;

ou [F;J’ est appelé, conformément aux travaux de Hill, tenseur de concentration des contraintes
du joint k.

Il est a noter que les termes de ce tenseur dépendent de la géométrie du joint, de ses
propriétés mécaniques ainsi que des propriétés mécaniques de la masse rocheuse qui I’entoure.
Dans le cas d’un joint traversant, cette matrice se réduit évidemment a la matrice identite, les
contraintes sur le joint étant identiques dans ce cas aux contraintes existantes dans le VER . Sile
joint est non infini, la détermination de [F;]i’ est généralement complexe.
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A partir des équations IV-25 a IV-28 nous obtenons la matrice des compliances
additionnelles dues au joint k :

* [A’) = Se [K"’ ' FlL Iv-29

~ —‘ ) . 14 3 . 3 *
ou* [K“’]k est la matrice étendue issue de la matrice de comportement du joint [K®];" de

I’équation IV-27. Elle s’obtient par expansion de cette derniére, en une matrice 6x6 dans laquelle
on divise par 2 les 4™ et 6™ lignes soit :

{au"}= K-1" {47’} IV-30
avec |
{au"} = {dﬁi', 0,0, —Zl-dﬁi', 0, %dﬁi'}t e {do''}= {do,"", 0,0,d5,", 0, 4o, }

Par simple rotation on obtient la matrice des compliances tangentielles du joint k dans le
repére global. En reprenant les résultats du chapitre I-1 cette derniére est obtenue par les prodmts
matriciels suivants :

(A =Pk [A) [P Iv-31

ou [P); est la matrice de passage du repére local lié au joint k au repére global en notation de
Voigt.

La matrice des compliances tangentielles équivalentes pour la masse rocheuse jointées de
I’équation I'V-22 s’écrit quant a elle :

[A]=[a"]+ ;[A’L IV-32

Le modele constitutif est dorénavant complétement établi. La formulation utilisée est
geénérale et peut étre appliquée sans difficulté a un probléme en 3 dimensions.

4. 3 APPLICATION AU CAS DU SCHISTE

4 _3-1 MODELISATION DU COMPORTEMENT LINEAIRE INITIAL

Comme I’a montré Goodman (cf § 4. 1-2), le comportement réversible de la masse
rocheuse jointée est essentiellement gouverné par le comportement réversible de la roche intacte
(sans joints). De ce fait, méme le comportement dit élastique des joints est inélastique lors du
déchargement de la masse rocheuse. Le comportement élastique d’un joint est donc difficilement
accessible par la seule analyse du comportement de la masse rocheuse jointée.

Dans notre cas, ne connaissant que le comportement global du maténiau, nous
approcherons le comportement élastique du joint en supposant qu’au comportement linéaire
initial, observé lors de la plupart des essais clinotropes (cf. chap. I), correspond la superposition
des états élastiques du joint et de la roche saine. L’équation constitutive de la masse rocheuse
jointée correspondant a ce comportement sera donc:
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ey = [A°](da) IV-33

i [1- []- L&)

3

avec:

. —Je . -1 N . .
ou [Ak ]est une fonction de [K*] " seulement, I'exposant e faisant référence au comportement
élastique.

4. 3-1-1 Equations constitutives

Le schiste d’Angers est, comme nous ’avons déja fait remarquer au chapitre I, un
maténiau fortement anisotrope dont I’anisotropie structurale est due a la présence de plans de
schistosité. les plans de schistosité étant les plans de faiblesse du matériau (faible résistance au
cisaillement), ils seront supposés étre des joints. La considération des plans de schistosité comme
joints d’une masse rocheuse saine a d’ailleurs déja été réalisée, en particulier par Bandis et al
(1983) et Amadéi et Goodman (1982). Le matériau que nous étudions ne posséde de ce fait
qu’une seule famille de joints. Bandis et al ont par ailleurs montré que la rugosité des plans de
schistosité repérés par I’indice J.R.C était trés faible (J.R.C = 4 sur une échelle de 0 & 20) (tab IV-

1) :

Table 2 Summary of the physical characterisucs of the varous joint 1ypes

Joume Joint wail strength Joint wail geometry

ooy gnd u
e ot Weathernng Ics Typcal range of roughness profiles immi JRC TRA
“mpics Creneral description state R (kN m1 (MPay [ R T I T8 9 00 ma
wale (cm)
Slate
(IR Well intertocked planar i) R
Livdsage Tractures F] LI S 178 ~010 &5 net
P a4 mpiete!y dreoloeed
L seliow -hruwn (MW} 425 1782 12 ( —J n1s s 0
Py Wiy covered by thin him )
vl nmonitc 4nd weathered - 80 095
waicite Poor lucking (W] 68 2708 7 r“ = 0%0 68 ' S0

Tableau IV-1 : Illustration des caractéristiques physiques de
divers joints d’ardoise ( d’aprés Bandis et al. 1983)

Or, il parait évident qu’il y a une forte corrélation entre la rugosité des plans et la dilatance
(Barton 1976, Bandis 1990; Bandis 1993). Dans le cas ou la rugosité est faible, la dilatance est
quasi inexistante, la surface des joints peut étre alors assimilée a un plan. Cette hypothése sera
d’autant plus justifiable si I’on se place dans le cadre de petites déformations. En effet, dans ce
cas, les déformations dues a la dilatance deviennent négligeables vis a vis des autres déformations.
De ce fait, nous considérons que la matrice élastique constitutive du point n’a que ces termes
diagonaux non nuls:

ke, 0
[K°] = kS IV-35
0 k;
avec : ky = ki
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Cette hypothese se fait d’ailleurs couramment, méme pour des joints rugueux, car le

comportement dilatant élastique d’un joint est tres difficilement accessible par I’expérience (Lanru
1990).

Les plans de schistosité sont continus et traversent toute la masse rocheuse; ils peuvent
donc étre considérés comme infinis vis & vis d’'un V.ER. Les contraintes appliquées sur les plans
de schistosite sont donc les contraintes moyennes dans le V.E.R. Le tenseur des concentrations de
contrainte [F] se réduit donc au tenseur identité.

En posant:

5.

d=V

IV-36

d est appelé densité moyenne de joint dans le V.ER., nous obtenons facilement, d’aprés les
équations IV-29, IV-30 et I'équation IV-35, la matrice des compliances élastiques additionnelles

. . -, .
due aux joints A" a savoir:

E%— 0

R
—— 0
[A”]= d IV-37
2k°
0

. d

| 2k, |

Afin de connaitre la matrice des compliances élastiques équivalentes, il nous faut alors
connaitre la matrice des compliances élastiques de la roche saine.

Nous considérons que le comportement de la roche saine est isotrope transverse, le plan
d’isotropie étant paralléle au plan se schistosité. Cette hypotheése est d’ailleurs corroborée par les
essais acoustiques effectués sur le matériau (Cuxac 1991). En effet, ces essais, contrairement aux
essais statiques, prennent peu (voire pas) en compte le comportement des joints et soulignent
I’existence d’une symétrie de type orthotrope de révolution (Homand et al 1993).

Nous rappelons que la matrice des compliances élastiques d’un milieu isotrope transverse
s’écrit dans le repére de structure {S} avec S, normale au plan d’isotropie (equation I-8):

(1/E, -v,/E, -v,/E, 0 0 0 ]
-v,/E, 1/E, -v,/E, 0 0 0
[Kh] _[n /E, -vy,/E, 1/E, 0 0 0 [V.38
s 0 0 0 1/G, 0 0 |
0 0 0 o 1/G, O
|0 0 0 0 0 1/G,]
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avec dans le cas de 'élasticite linéaire:

4P

Vs 2
-_— = et G,, =———< I1vV-39
= E, E, B 2 (1 + V23)
Nous obtenons alors, a partir de [V-34, IV-37 et IV-38 :

1 d Vy Yy i
— + — =% 2L
E, "k E, E 0 °

Vi 1 Vi

- — -2 0 0
| E, E,
Vi Vs ]
- - — 0 0 0
K’]S = E, E. E | IV-40
0 0 0 —_ 0 0
GZ3
0 0 0 0 L + d 0
G,, 2k
1 d

0 0 0 0 0 —_— +

] G, 2k ]

ou A" est la matrice des compliances élastiques équivalentes de la masse rocheuse jointé,
'indice S indique qu’elle est exprimée dans le repére de structure {S}.

Cette matrice des compliances élastiques du milieu équivalent est identique a celle trouveée
par Amadéi et Goodman (1982), son élaboration reste cependant plus générale. Dans leur article,

Amadéi et Goodman suggérent de considérer pour le schiste comme deux parametres

et —
ka kg
supplémentaires a déterminer portant a 7 le nombre de paramétres élastiques pour ce matériau.

4. 3-1-2 Détermination des parameétres. Formes fermés

Afin de déterminer ces deux parameétres supplémentaires, nous nous proposons d’établir
les formes fermées pour le cas d’un chargement triaxial de révolution.

L’angle O étant I’angle entre le plan de schistosité et la contrainte principale majeure, nous
aurons pour un essai triaxial de révolution, d’aprés les équations I-12 du chapitre I :

1 d [1 d 2 cos* 6
de, = + —— lsin* + — —* ksin? 0 + d Iv-41
& {E” ke }sm 6 + lGlz % E, sin” 6 cos E, 0,
Ce qui peut encore s’écrire:
1 l 1 r
deg, = —ET do, = E, + E—,]da, IV-42
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ou Er est le module de déformation élastique total, Er est le module de déformation
élastique du matériau sain, et E; est le module de déformation élastique di aux joints.

A partir des remarques faites sur le comportement des masses rocheuses jointées au
paragraphe I-Z on peut définir les modules (fig. IV-11):

o Er comme é€tant la pente de la courbe de changement monotone d’un essai triaxial
° Er comme étant celle de la courbe de déchargement-rechargement d’un essai triaxial
° E; comme étant la différence entre deux pentes citées ci-dessus.

A apport des joints
o‘ ! . /
i : «———— courbe contrainte-déformation
| . observée en chargement
i :
5 Er courbe de
|

 déchargement-rechargement

[

€
€ permanente € élastique

Figure IV-11 : Définition des différents modules de la masse rocheuse jointée

Nous avons donc :

.

1 in* @ 1 ‘9

=3 + [ il sin’ 0 cos’ + cos
) Eix 5'1 lGIZ E, E, IV-43
E_, = Esin“o + 2 sin’ @cos’® 8

A partir de ces équations, on peut alors déterminer les 7 paramétres de la roche jointée
a- Détermination des parameétres élastiques de /a roche saine

Nous ne reviendrons pas sur la détermination de ces parameétres. Nous avons simplement
supposé, comme pour le modéle d’endommagement précédent, que les modules d’Young et les
coefficients de Poisson de la roche saine sont ceux déterminés a partir des essais statiques a savoir
(cf chapitre I) :

E, = 32 565(1+03/Pa)"**" MPa

E, =119 000 MPa

Vi2 = 0.14 Vi = 0.34 Vi3 = 0.34
et V12/E| = V21/E2 = 0.5(V12/E1 + Vzl/Ez)

alors que le module Gy, est celui déterminé par les essais acoustiques soit :
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Gu =14 5'00 MPa

d
b- Rtermination de k—°
Afin de déterminer I’influence du comportement élastique normal du point sur celui de la

masse rocheuse, il suffit d’effectuer des essais triaxiaux de chargement-déchargement pour 6=90°.
Dans ce cas, nous aurons alors:

do d d
de, = =+ = Do, —do, pour le chargement
ET El knn
o IvV-44
de, = E—' pour le dechargement
1

Cependant, les essais cycliques réalisés par Hammade (1992) ne montrent pas de
déformations permanentes significatives (fig. IV-12). L’hypothése de Goodman est donc rmse en
défaut en ce qui concerne le comportement normal de notre matériau. ‘

120

80 -

S1-S3 (MPa)

40

EPS1(E-6)

T - T

0 1000 2000 3000

Figure IV-12 : Essai triaxial de chargement déchargement © = 90°; Pc =0 MPa

S—

Une deuxiéme solution serait de soustraire au comportement en chargement la
déformation due a la matrice rocheuse. a partir des seuls essais statiques, cette procédure n’a pu
étre menée car le module d’Young hypoélastique E, déterminé & partir de ces essais, tient
compte du comportement des joints. Par contre, le module E, déterminé a partir des essais
acoustiques (Cuxac 1991) tient compte essentiellement du comportement de la roche saine.

Nous supposerons donc, afin d’obtenir la matrice constitutive élastique du joint que:

¢ L. IV-45

lace
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ou E; est le module d’Young statique et E,.. est le module d’Young dynamique mesuré
perpendiculairement aux plans de schistosité.

Le module d;Young acoustique valant 58 870 MPa (cf chapitre I), nous obtenons:

ke g 0.1236
2 =7 5 + =2
4 061 [1 Pa ]

Le module E, de la roche intacte n’étant plus le module déterminé a partir des essais
statiques, nous ne pouvons plus utiliser pour coefficients de Poisson vy, celui déterminé par ces
essais. Une solution serait d’utiliser pour ce coefficient celui déterminé, par les essais acoustiques
soit vz = 0.11. Cependant, dans ce cas, le comportement élastique donné par ce modéle pour
'orientation 90° serait différent de celui issu du modéle d’endommagement utilisé pour
I’ orientation 90°.

Nous utiliserons alors pour v la valeur issue de I’expression suivante:

= Yo E,

Vi E = IV-46

1 stat
soit: vi2 = 0.2531(1+05/Pa) ™’

ou les indices stat et acc signifient respectivement que les modules élastiques sont déterminés a
partir des essais statiques et dynamiques

d
¢- Détermination de T
u

La détermination de ce terme peut étre réalisée a partir de tout essai clinotrope de
chargement-déchargement. Ces essais, contrairement aux essais précédents, montrent |’existence
de déformations permanentes non négligeables (cf chapitre I).

Posons:
11 + d Iv-47
G G,, 2k;
I’équation IV-41 devient:
1 d 1 20 cos* @
= + — Isin* — 2 in? 9 + d IV-48
de, {51 ke ]sm 6 + G E, ]sm 6 cos“@ E, } 0,

Dans cette équation, G’ est égale au pseudo module de cisaillement G mesuré sur tous les
essais statiques clinotropes (cf.chapitre I § I1I-3-3). '
A partir de valeur moyenne G’ = 3500 MPa donnée par le tableau I-10, ces valeurs etant

: d , .
trés dispersées, nous proposons de prendre pour o une valeur constante a savolr:
1t

Chapitre 4 : Modélisation du mécanisme de glissement 420



e
1t

d

4 _3-2MODELISATION DE L’ECOULEMENT PLASTIQUE DES JOINTS

Comme nous ’avons fait remarquer précédemment, nous ne connaissons pas le
comportement du joint et ne I’approchons qu’a partir des courbes contraintes-déformations qui
nous renseignent sur le comportement global de la masse rocheuse jointée. La modélisation de
I’écoulement plastique a partir des équations IV-7 a IV-12 n’a donc pu étre réalisée faute de
connaitre le comportement d’un plan de schistosité.

Afin de modéliser I’écoulement plastique des joints responsables du comportement non-
linéaires, nous nous sommes alors inspirés de la théorie des modéles multi-laminés développés par
Pande (1993).

= 2300 MPa

Dans ce modéle, connaissant le comportement élastique du milieu équivalent, on suppose
que le milieu est traversé par un certain nombre de familles de joints. Ces joints sont supposés
soumis aux mémes contraintes que le matériau sain, ce qui est le cas pour le schiste d’ Angers.

La théorie des modéles multi-laminés consiste alors a considérer chaque famille de joints
comme des unités indépendantes et a additionner leurs effets sur le tenseur des déformations a
celui de I’unité roche intacte.

Nous avons donc:

de = de® + de® + Y (der + deP) IV-49
k

Ce qui peut encore s’écrire:

de = dg°* + de™ + Y delf = A°do + de® + ), def IV-50
k k

ou de® et deP sont respectivement les incréments de déformations permanentes de la roche
intacte et du joint k, de®* et de;” étant les incréments de déformations élastiques.

Dans le cas de notre matériau, il y a une unique famille de joints. De plus, nous
supposerons que le comportement de la roche intacte est élastique. En effet, les essais triaxiaux
effectués pour les orientations 0° et 90° (orientations ou il n’y a pas de cisaillement) ne montrent
pas de comportement plastique prononcé avant rupture (cf. chapitre IIT)

De ce fait, I’équation se résume a:

de = d&° + de® = A*do + de” Iv-51
Afin de calculer les incréments de déformations plastiques de® nous utiliserons les

concepts fondamentaux de la théorie de la plasticité. Les incréments de déformations plastique
valent alors:

ig . af
de? = )\&- si f(o, a)=0 et £d0>0 V.52
0 sinon

Chapitre 4 : Modglisation du mécanisme de glissement 421



ou A est le multiplicateur plastique et est donné par la condition de consistance qui s’écrit.

of f —
df = —do + é--dor = ﬁdcf +AH=0 IV-53
- do da do
avec f = XL 9o 38
e da 0’ 3o

L’incrément de contrainte est quant a lui déterminé par la relation constitutive qui s’écrit
dans le cas général de la fagon suivante:

ou C est la matrice des fléxibilités élastiques (inverse de la matrice des compliances élastiques A).

A partir de IV-53 et IV-54 on détermine le multiplicateur plastique qui vaut:

(;E[C]da
A= g

—~

af ag
== -8
do [c] do
4. 3-2-1 Détermination de la fonction de charge et du potentiel plastique

a- Fonction de charge

Généralement, les différents auteurs proposent, en mécanique des joints, des fonctions de
charge issues du critére de résistance en cisaillement du joint tel que celui de Barton (Pande 1985,
Cuisat et al 1990):

Dans le cas du schiste, pour les orientations considérées ici, nous avons montré que la
résistance de notre matériau dépendait essentiellement de la résistance au cisaillement des plans de
schistosité. Afin de rendre compte de cette résistance, on a montré qu’un critére de rupture de

type Mohr-Coulomb était le plus adapté (cf. chapitre II). Ce critére est défini dans le plan (G, , 7)
par:

F=1-(c+0Catan ) Iv-55

ou C et tan ¢ sont respectivement la cohésion et I’angle de frottement et sont supposés dépendre
de I’orientation 6.

Nous considérons la surface de rupture, définie par la fonction F, comme étant la borne
supérieure de la fonction de charge (fig. IV-13).
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surface de rupture

. surface de
N charge
7 Ao ne,é{ ique R
* on
Figure IV-13 : Surface de charge - Surface de rupture
Quverture des surfaces de charges
Nous proposons alors, pour la surface de charge, ’expression suivante:
f=1-(c+0C,tan ) R IV-56

ou Rq, est la fonction d’écrouissage.

Une expression similaire a été utilisée par Bencheikh (1991) pour modéliser I’écoulement
plastique existant le long d’une interface sol-structure.

b- Régle d’écrouissage

L’application du modeéle que nous voulons développer pour notre matériau se faisant dans
le cadre de chemins quasi monotones, nous utiliserons une loi d’écrouissage isotrope.

Sur la base de données expérimentales, de nombreux auteurs proposent en mécanique des
joints, d’utiliser comme parameétre d’écrouissage, le travail plastique (Plesha 1985, 1987), ou la
norme des déplacements plastiques (Desai et Fishman 1991).

Pande (1993) et Bencheikh (1991) sur la base d’expériences, proposent quant a eux
d’utiliser, comme paramétre d’écrouissage, la déformation plastique de cisaillement (déformation
dans la direction de la contrainte de cisaillement 7). Nous choisirons de méme comme parameétre
d’écrouissage la déformation plastique de cisaillement : €?,

Apres le choix de la variable d’écrouissage, il reste a définir une loi d’évolution de Ra.
Pour les ge:omatéx'iaux, deux lois sont couramment utilisées, a savoir:

— les lois de type hyperbolique

- leslois de type exponentielle

Dans notre cas, nous avons opté pour le premier type et, nous écrirons donc :

Pt
R, = -8%—-—81 IvV-57
€ * B
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ou P et & sont deux paramétres du modele.
L’évolution de Ry, caractérisant I’ouverture et la translation de la surface de charge (fig

IV-13), varie ainsi de R, (parametre fixant I’étendue du domaine élastique initial) a 1 a la rupture
avec: :

R, = =< IV-58

c- Potentiel plastique

L’incrément de déformation plastique, défini par la régle d’écoulement plastique, est
proportionnel au gradient du potentiel plastique g et ne dépend que du scalaire A:

g
P = —_—
de 305

La régle d’écoulement est dite associée si le potentiel plastique et la surface de charge
coincident (f= g).

Si ’on fait ’hypothése de normalité, on constate d’aprés I’expression de f que le
comportement n’est que dilatant puisque:

de?, = - AtgdR_ <0

Or, le comportement initial des joints est généralement contractant. De ce fait, en
mécanique des joints, on considére un potentiel plastique g différent de la fonction de charge f.

Une expression courante en mécanique des joints pour le potentiel plastique est la
suivante:

g(0) =1 cosa + G, sinQ

ou o est ’angle que fait en moyenne les épontes par rapport a la direction du joint (fig [V-14), et
est assimilable-& I’angle de dilatance défini par Patton (1966).

s+ n te

\\\\K\\\\ M o dirwionge
surface du joint - ¢ N glisssement

IANNNNNNNN
(a) ®)

Figure IV-14 : Idéalisation de la surface d’un joint
(a) : joint peu rugueux: (b) : idéalisation de la rugosité
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Le potentnel plast:que est donc dans ce cas égal 4 la contrainte de cisaillement appliquée
sur les épontes du joint. Deux types de modéles existent, ceux qui ne prennent pas en compte la
dégradation, sous,!’effet de la contrainte normale, des aspérités et ceux qui en tiennent compte.
Quoiqu'’il en soit, I’angle initial des aspérités Qo peut étre li¢ au coefficient JRC (Barton et Bandis
1990). Or, comme nous I’avons déja souligné, la rugosité des plans de schistosité est tres faible, et
nous avons consideré de fait I’expression suivante pour le potentiel plastique:

g=1 IV-60
De ce fait, dans le repére local lié au joint
{def} =de?, =
Une telle expression du potentiel plastique n’induit donc pas de déformation normale

plastique ce qui est en accord avec les observations expérimentales réalisées. En effet, lors des
essais triaxiaux de révolution de chargement-déchargement, menés sur des échantillons ou les

plans de schistosité étaient perpendiculaires a la contrainte principale majeure (6 = 90°), on n’a
pas observé de déformation plastique significative avant la rupture (fig. IV-12).

4. 3-2-2 Détermination des parameétres plastiques & et

Afin de déterminer les deux paramétres de la régle d’écoulement plastique, il nous faut,
dans un premier temps, déterminer I’ouverture initiale de la surface de charge. Nous rappelons
que la partie linéaire initiale de la courbe correspond a la superposition des comportements
élastique de roche intacte et des joints.

Aprés avoir tracé sur chaque essai la courbe des déformations élastiques nous pouvons
alors déterminer le point (G, - 03) pour lequel nous observons une rupture de pente (fig. IV-15).
A ce point correspond I’étendue initiale du domaine élastique.

4+ 01-0;s résultat expérimental
pente élastique de 1a d unXl;sai

roche joint&e B

- \—— rupture de pente

€1

Figure IV-15 : Principe de mesure de la rupture de pente

Les valeurs du déviateur des contraintes principales au point de rupture de pente, pour
chaque essai ou elles ont pu étre mesurées, sont données dans le tableau IV-3.

A partir des valeurs du déviateur, de la connaissance de la contrainte o: et de
I’orientation ®, nous pouvons alors calculer, d’aprés les équations II-3, la contrainte normale au
plan de schistosité o, ainsi que la contrainte tangentielle a ce plan t. Connaissant aussi les valeurs
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des parametres ¢ et tan® du critére de rupture (cf chapitre II), valeur récapitulée dans le
tableau IV-3, nous pouvons, a partir de 1’équation IV-56, calculer le parametre R, de I’équation
IV-58, ce parametre déterminant la limite du domaine d’élasticité initial. Nous rappelons que la
fonction de cRarge doit toujours étre négative, si le tenseur des contraintes (o;) appartient au
domaine d’élasticité, ou nulle, si (o) est sur la frontiére du domaine.

Les valeurs de R, obtenues sont récapitulées dans le tableau suivant (tab. [V-3)

tan® = -0.0037@ + 0.456
C=0.00440%-0.4150G+13.644

O° o:Mpa | 6,-03 Ry
10 30 75 0.56
10 40 72 0.46
15 5 42 092
30 30 24 0.59
45 40 30 0.74
60 20 19 0.62
60 30 30 0.73

Tableau IV-3 ; Valeur de R..

Au vu du faible nombre et de la dispersion de ces résultats nous avons donc choisi pour Ry
une valeur constante égale a la moyenne de ces valeurs, soit Ro = 0.66 et ainsi d’aprés IV-58:

€0 =0.66 B

Une procédure identique sur ces mémes courbes peut étre utilisée en tout point ou il y a
écoulement plastique, on détermine alors de la méme fagon le parameétre R, Connaissant les
contraintes appliquées nous pouvons en chaque point calculer la déformation élastique de la roche
jointée et soustraire cette derniére a la déformation totale ce qui nous permet d’obtenir la valeur
des déformations plastiques. Or seule la déformation plastique &?, est non nulle d’apres IV-60.
La valeur de Ry et la valeur de &! étant connues, nous pouvons alors calculer, a partir de

I’expression de €, donnée ci dessus et de celle de Ry, (équation IV-57), la valeur de B derniere
inconnue de notre modéle. Nous avons obtenu:

B = 0.0008
433 DU MODELE

Nous avons testé notre modéle sur tous les essais clinotropes que nous avions a notre
disposition (Annexe 4). Ces tests n’ont été menés que sur les courbes contraintes-déformation
axiale, du fait que les autres jauges collées sur les échantillon donnent le plus souvent des signaux
incohérents (cf. chapitre I)

Globalement et quoique la détermination des parameétres soit entachée d’une forte
dispersion, la simulation du comportement linéaire initial, rend compte de fagon satisfaisante, du
comportement de notre matériau.
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La modélisation de I’écoulement plastique peut par contre étre soumise a caution. En
effet peu de simulations rendent parfaitement compte du comportement de notre matériau. Il faut
cependant mettre a la décharge du modéle le peu de données expenmentales exploitables pour
modéliser I’écoulement plastique observé. En effet cette détermination ne s’est faite que sur sept
essais, certains essais présentant un comportement parfaitement plastique (fig. IV-16a) ou ne
présentant pas de comportement non linéaire avant rupture (fig.IV-16b).

30

L - = q:
. 3
. 204%
B 7
10 4
EPSI(E 6) . EPSl(E 6)
I o . : :
0 500 1000 1 SOO 2000 0 1000 2000 3000
(@) (b)

Figure IV-16 : courbe contraintes-déformations axiale d’essais clinotrope
(a) : essai 10/10/1 (® = 10°; 5, =10 MP3)
(b) : essai 60/20/1 (® = 60°; 5, =20 MPa)

De plus la modélisation de I’écoulement plastique dépend fortement de celle du
comportement linéaire initial qui peut ne pas bien simuler le comportement initial de notre

matériau (fig. IV-17).

— [ ] bl
& . "
s . 15/30/1
-
x?
n

EPSI(E 6)

— r
0 3000 6000 9000 12000

Figure IV-17 : courbe contraintes- déformation axiale et simulation
de I'essai 15/30/1 (© = 15°; 03 =30 MPa)
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Sinon, pour les essais dont la simulation du comportement initial est parfaite et qui
présentent bien un comportement non linéaire avant la rupture, les résultats du modéle sont trés
satisfaisant (fig. IV-18). De ce fait, nous considérons ce modéle comme étant capable de
modéliser le comportement du schiste, et ce malgré la dispersion des résultats obtenus. Une autre
campagne dfessais statiques devra étre menée pour réellement valider ce modele ou tout au
moins lul permettre d’avoir une base de données plus conséquente pour la détermination de ces
parametres.

- S0
& { 30/30/1 .
S 40- .
2
~ 304
N

20 -

10 -

EPS1(E-6)
0 - T y
0 2000 4000 6000

Figure IV-18 : Simulation de I'essai 30/30/1 (® = 30°; o; =30 MPa)

4.4 CONCLUSION

Afin de modéliser le mécanisme de glissement observé lors des essais de caractérisation
du comportement du schiste d’Angers, nous avons voulu utiliser un modéle issu de la mécanique
des joints qui procéde en une homogénéisation du milieu. Une seconde approche par la
mécanique des milieux endommagés orientés (Aubry et Modaressi 1990, De Borst 1986) a
parallélement été tenté (Duveau et Henry 1995). Dans le cas du schiste, nous pouvons montrer
que ces deux modeles sont identiques.

Le medéle développé est un modeéle élastoplastique et quoiqu’il simule de fagon
satisfaisante le comportement linéaire initial, la modélisation de I’écoulement plastique reste
sujette a caution. A la décharge du modeéle, il faut cependant remarquer la dispersion des résultats
expérimentaux entachant le modéle d’une faible base de données pour la détermination des
parametres. D’autres essais seront de ce fait nécessaires si on veut véritablement valider le
modele sur les essais triaxiaux. Cependant, les quelques tres bons résultats obtenus nous font
penser que ce modéle est capable de bien décrire le comportement en glissement de ce matériau,
1l sera de ce fait utilis€ pour étudier la stabilité des ouvrages souterrains.
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CHAPITRE V

VALIDATION SUR CHEMINS
NON HOMOGENES

APPLICATION A LA STABILITE
DES OUVRAGES SOUTERRAINS
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5.1 PRELIMINAIRES

Tant dans le domaine pétrolier que dans le génie civil et minier, le probléme de la stabilité
des ouvrages souterrains est d’une importance cruciale en regard des coiits de I’ ouvrage. Par
exemple, daifs les galeries de stockage, le renforcement doit étre minimal pour des raisons de colt
et suffisant pour respecter toutes les conditions de sécurité. De méme, le développement d’un
champ pétrolier demande de nombreux trous de forage, chaque puits pouvant traverser des
horizons de formations anisotropes. Les problémes de forage sont alors fréquents et coiiteux. En
effet, I'anisotropie du matériau traversé peut provoquer la déviation du puits de forage Cette
déviation spontanée est variable et imprévisible. Elle est a I’origine de certaines pertes de puits
pétroliers (Maury (1993)). Le probléme de la stabilité des ouvrages fait donc I’objet de
nombreuses modélisations qui, jusqu’a trés récemment, peuvent étre classées en deux types:

o les modéles de type élastique et critére de rupture,
o les modéles de type élastoplastique.

Considérons tout d’abord le cas de galeries isolées creusées dans des formations isotropes.
La comparaison des résultats obtenus pour des distributions de contraintes supposées élastiques
ou elastoplasthues aux observations in situ suggerent un double paradoxe:

Le premier, dans le cas d’une distribution élastoplastique, est que generalement aucune
déformation plastique n’est observée sur les écailles. De plus cette théorie veut d’une part que la
rupture démarre a la paroi et d’autre part, que le mécanisme principal soit le cisaillement.

Le second paradoxe est relatif a une distribution élastique. Dans ce cas, la concentration
maximale des contraintes se situe au point A de la figure V-1. Dans la pratique, si la rupture
progresse bien sous chargement anisotrope suivant la direction de la contrainte majeure, elle ne
s’initie pas au point A. En effet, la rupture est visible en paroi aux points C symeétriques par
rapport a la direction de la contrainte mineure. Ces observations entrainent les conclusions
suivantes:

- la concentration maximale des contraintes s’effectue bien suivant la direction de la
contrainte mineure mais s’initie a I’intérieur des parois (au point B de la figure V-1),

- une telle concentration donne lieu: soit & une rupture en cisaillement, soit a une rupture
en extention. Comme pour les essais triaxiaux, le type de rupture (cisaillement ou extention)
dépend du comportement du matériau.

Afin de tenir compte de ces paradoxes, de nouvelles hypothéses ont été formulées dont la
plus répandue est la prise en compte d’une distribution hypoélastique (Santarelli (1987)). Une
telle distribution permet en effet de prévoir la concentration de contrainte maximale a I’intérieur
du parement, Je mode de rupture dépendant du comportement de la roche.
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Figures V-1 : Contraintes et ruptures présumées en paroi (d’aprés Maury (1987))

Dans une formation anisotrope comme le schiste, la distribution des contraintes autour
d’un ouvrage est complexe pour plusieurs raisons dont les deux principales sont :

- L’orientation du champ de contrainte in situ peut étre différent de I’orientation
des axes de structure du massif. En d’autres termes, le repére principal des contraintes et le repére
principal des déformations ne coincident pas sauf si le repére principal des contraintes est
confondu avec le repeére structural.

- La distribution des contraintes autour de I’ouvrage dépend des propriétés
élastiques du matériau, ce qui n’est pas le cas pour les milieux isotropes. Par exemple, pour une
roche isotrope transverse, si nous considérons un module de cisaillement dans le plan isotrope de
faible valeur, la solution analytique de Lekhnitskii montre des fortes concentrations de contraintes
dans les zones ou la paroi du trou est tangente aux strates (Panet (1993)). La rupture se produit
généralement par flambement dans ces zones (fig. V-2)

Figure V-2 : Rupture de paroi d'un trou dans un bloc de ‘shale’ (30x30x40 cm’).
Rotation du repere structural de 45° par rapport a 1'axe du trou (d apres Bandis et al 1989).
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S. 2 RESULTATS EXPERIMENTAUX D’ESSAIS SUR BLOCS
REALISES SUR LA PRESSE TRIAXIALE VRAIE DE L'UNIVERSITE DE LILLE

5. 2-1 LA PRESSE TRIAXIALE (Boumahdi (1990))

-~

La presse triaxiale vraie de I’'Université de Lille (fig. V-3) se compose d’un “Biaxial” dans
le plan horizontal permettant d’appliquer, sur le bloc cubique testé, les deux contraintes
principales et d’une deuxiéme partie qui permet d’appliquer dans I’axe vertical la troisieme
contrainte principale. La contrainte dans chaque axe est appliquée par I’intermédiare de quatre
vérins, le bloc est poussé pendant que la face opposée est fixe. Les principales caractéristiques
techniques de I’installation sont données par la figure V-3.

Afin de s’affranchir des problémes liés au frétage, des ‘carreaux de chocolats’ sont collés
sur chacune des faces permettant d’appliquer ponctuellement les forces soumises par les vérins,
puis sont ajoutées une plaque de cuivre et une plaque de téflon. Enfin, des cales métalliques sont
placées entre le systéme d’antifrettage et les piéces d’appui de la presse afin d’augmenter la
course des vérins et d’éviter I’interpénétration des piéces d’appui.

FLAT JACK PLATES
VERIN PLAT

SPECIMEN
ECHANTILLON

Principales caractéristiques

- Taille maxi de I'échantillon : 50 x 50 x 50 cm’

- Charges appliquéees : 1750 tonnes par vérin. soit 70 Mpa
pour ia taille maxi du bloc.

- Asservissement en contraintes, déformations, mixte

- Possibilité de forage sous contraintes

Figure V-3 ;: Schéma de fonctionnement du triaxial vrai
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3. 2-2 DEFINITIONS DES TESTS - INSTRUMENTATIONS

Reprenons les notations du repére de structure (S;, S;, Ss) a savoir S, direction
perpendiculaire  la schistosité, S et S; dans le plan d’isotropie du matériau (plan de schistosité).
Dans les applications courantes, la galerie est dirigée suivant S; ou S; (= S;). Dans ces deux
configurations les calculs restent plans.

Il parait clair que si la galerie est positionnée suivant I’axe Sy, la schistosité ne joue aucun
role majeur excepté peut étre au front de taille. Dans le cadre de la validation, deux essais ont été
effectués suivant I’axe S; (fig. V-4).

schistosité I S,

S

Figure V-4 : Position de la galerie par rapport a la schistosité pour les différents essais

Les chemins de chargement de ces essais sont résumés par le tableau V-1.

Selon S; | Selon S, | Selon S;

Test 1 oy Sy Oy

Test2 | 060, Gy Gy

Tableau V-1 : Définition des chemins de sollicitations extérieures pour les deux essais.

Ces configurations d’essai ont été choisies pour mettre en lumiére |’anisotropie de
structure sur la stabilité. Plus particuliérement, le test 2 a été conduit pour étudier ’influence de la
contrainte perpendiculaire aux plans de schistosité.

Les blocs testés sont des cubes de 40cm d’aréte, rectifiés. Le diametre du forage est de
50mm pour tenir compte de 1’extensométre mis au point au Laboratoire (photo V-1). Le forage
est réalisé débouchant sur les deux faces du cube. Les convergences ont été enregistrées a |’aide
de cet extensomeétre a capteur de déplacement LVDT mesurant les variations de longueur de 8
diametres, situés dans des plans différents, inclinés de 22,5° (fig. V-5).
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Photo V-1 : Détail de la sonde de mesure des convergences.

80 240 80

Figure V-5 : Disposition schématique de la sonde de mesure de convergence
a I'intérieur d'un bloc (d’aprés Henry et al 1993.
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5.2-3 RESULTATS DES ESSAIS

5 2-3-1 Résultat du test 1

La figure V-6 représente I’évolution des convergences du forage suivant 3 directions,
repérées par la figure V-5, en fonction de la contrainte verticale o, (suivant S,). Sur ces courbes
nous n’observons pas d’accélération nette des convergences. En effet, le taux d’accroissement de
ces derniéres semble constant. Le point de rupture est donc, sur ces courbes, difficile a repérer. Il
est cependant a noter que le déplacement vertical en volte (suivant L,) présente de fortes
variations qui pourraient étre dues a une rupture locale quasi immeédiate. Quoiqu’il en soit, que ce
soit pour cette orientation ou pour les deux autres les convergences sont, et restent tres faibles
tout au long de I’essai.
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Figure V-6 : Convergences du trou de forage en fonction de la contrainte o,; testl.

La figure V-7 schématise le trou de forage et les lignes de ruptures observées sur une des
faces du bloc (le faible contraste rendant les photos illisibles). On peut remarquer que les lignes de
ruptures se propagent essentiellement dans les plans de schistosité (des résultats similaires ont été
observés par Misbahi (1994) lors de I’étude de la propagation d’une fissure dans ce milieu). Si ces
lignes tangentent le pied du forage (point 2) elles ne débouchent pas au toit méme de ’ouvrage
(point1). Enfin, on peut remarquer que les lignes de ruptures sont trés serrées dans la direction de
45° par rapport a la contrainte verticale, les déformations dans cette direction restant tres faibles.
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rupture
, Ov
hi ., § | f—
schistosité |
Figure V-7 : Rupture autour du forage causé par
. un état de contraintes externes isotrope de 80MPa.

5. 2-3-2 Résultat du test 2

La figure V-8 représente I’évolution des convergences du forage pour ce test.
Comme pour le test 1, les convergences sont trés faibles. Nous n’observons pas ici non plus
d’accélération nette des convergences, le taux d’accroissement de ces derniéres étant quasi
constant & ’exception du déplacement horizontal (suivant (L;). En effet, cette derniere mesure
présente une forte accélération pour une contrainte ¢, de ’ordre de 55 Mpa pouvant traduire
I’apparition d’une rupture par ouverture des plans de schistosité (orthogonalement a la direction
Ls). Pour les autres orientations les ruptures observées n’ont pu étre décelées par le biais de la
mesure des convergences.
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Figure V-8 : Convergences du trou de forage en fonction de la contrainte o; test2.

La figure V-9 schématise le trou de forage et les lignes de ruptures observées sur une des
faces du bloc aprés découpe. Comme précédemment, les ruptures sermblent se propager
essentiellement dans les plans de schistosité. Dans ce test, les lignes de ruptures sont plus
espacées et débouchent au toit de I’ouvrage. Enfin on remarquera qu’un plan tangent au pied du
forage est particuliérement affecté. Les ruptures font évoluer la forme circulaire du forage vers

une forme carrée alors que les déformations expérimentales restent malgré tout tres faibles..
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Figure V-9 : Rupture autour du forage causé par un état de contraintes externes
o, = 80 MPa (suivant S, ) et o, = 0.6c, = 48 Mpa (suivant S;).
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5.3 VALIDATION DU MODELE SUR CHEMINS NON HOMOGENES

Pour connaitre la réponse du modeéle sur des chemins non homogenes, il est nécessaire
d’introduire celui-ci dans un code de calcul par éléments finis, puis de valider les résultats obtenus
par ce code. Le schiste étant un matéraiu anisotrope, il serait préférable, dans le cas général,
d’utiliser un code de calcul tridimensionnel. Cependant, la nature des tests réalisés sur les blocs
nous permet de traiter le probléme de fagon plane. Le modéle a donc été introduit dans un code
bidimensionne] développé au sein du laboratoire: PLASROCK.

La confrontation pour validation entre les simulations numériques obtenues par le code de
calcul et I’expérimentation sur les blocs portera sur :

- les mesures de convergences autour du forage pour un état de contraintes appliquées,
- ’identification et la comparaison qualitative des zones de rupture.

5. 3-1 INTRODUCTION DU MODELE UTILISE S TE
DANS LE CODE DE CALCUL ELEMENTS FINIS PLASROCK

5. 3-1-1 Problemes relatifs a |’implantation

Avant I’intégration du modéle dans le code éléments finis PLASROCK, il a fallu résoudre
deux problemes.

1€ probléme: il concerne la non-convergence due a la présence de deux points de
discontinuité issus du fait que le comportement est supposé régi par deux modeles distincts
suivant ’orientation (fig. V-10). En effet, si lors des itérations le programme peut utiliser tantdt le
modéle d’endommagement tantot le modéle de glissement (lorsqu’il se trouve pres de Paréte), il
est alors probable qu’il n’y ait pas convergence.

La solution adoptée est la suivante: a chaque incrément, lors de la premiére itération, il est
affecté (en fonction de I’orientation) & chaque point de Gauss, un modeéle (endommagement ou
glissement) valable tout au long de I’incrément en cours. C’est & dire qu’on négligera les
variations angulaires des contraintes principales a I’intérieur d’un incrément.

domaine de validité
du modele
d’endommagement

» critére de rupture

—

points de discontinuité

Figure V-10 : Schématisation des deux points de discontinuité.
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2¢me probléme: il consiste a étendre le modéle d'endommagement aux orientations
proches de @ = 0° et de ® = 90°. Pour ce faire, on a considéré que I'endommagement, sous
I’action du déviateur des contraintes principales, ne se fait pas dans le repére des contraintes
principales mais dans le repére de structure. La matrice rhéologique M exprimée dans le repere de
structure est alors identique a celle des différents cas du chapitre III.

5. 3-1-2 Implantation du modéle

Nous ne reviendrons pas sur la méthode des éléments finis qui est maintenant devenue un
outil commun pour les mécaniciens. Les techniques de discrétisation, la définition des différents
types d’éléments, les techniques d’assemblage et de résolution ont d’ailleurs été I’objet de
nombreux traités d’éléments finis (Desai et Abel 1972, Zienkiewicz 1977, Owen et Hinton 1980,
Dhatt et Touzot 1984).

Le code PLASROCK est congu pour traiter des problémes de déformations planes et a
symétrie de révolution. Le modéle élaboré pour le schiste a été implanté dans ce code.

Afin d’avoir des sorties graphiques, des liaisons entre ce code, le pré-processeur Max et le
post-processeur Peggy du code éléments finis CESAR (élaboré au Laboratoire Central des Ponts
et Chaussées) ont été effectuées. Il n’était pas possible d’utiliser directement le loglcxel CESAR
car celui-ci, ne posséde pas de structure d’intégration des modéles incrémentaux.

Pour le modéle utilisé, 1a matrice de rigidité [K] est fonction du tenseur de comportement
Din (en la notation de Voigt [D]=(D;)) reliant les déformations aux contraintes. Or cette matrice
de comportement, que ’on soit en élasticité non linéaire, en endommagement ou encore en
plasticité, évolue avec le champ des contraintes.

Le calcul de la matrice [D] se fait de la maniére suivante. Quelque soit le cas considéré, la
matrice rhéologique [M] est exprimée dans le repére de structure par hypothése. De ce fait,
puisque le code éléments finis effectue les calculs dans un repére global (XY), il est nécessaire
(avant de calculer D) de procéder a un changement de repeére tel que défini sur la figure ci-
dessous (fig.V-11). Une fois le changement de repére effectué, il suffit d’inverser la matrice
obtenue pour avoir [D].

Sz S,

©

> X
Figure V-11 ;: Définition de la rotation de repére.

La structure générale du programme est donnée par I’organigrammme suivant (fig V-12):
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Figure V-12 : Organigramme d'introduction du modéle.
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3. 3-2 MODELISATION DES ES BL

Nous rappelons que les tests ont eu lieu sur des blocs cubiques de 40cm d’arete, le
diamétre du trou de forage étant de SOmm. Les essais ayant été réalisés sur des échantillons fores
parallelemert & la schistosité, des symétries verticales et horizontales existent. Nous avons donc
considéré les conditions aux limites représentées sur la figure V-13.

ﬁfi OLL L

plan de schistosité

Figure V-13 : Représentation schématique des conditions aux limites

Nous avons utilisé, pbur le maillage, le mailleur bidimensionnel MAX2D de CESAR. Le
maillage associé a ces conditions aux limites est donné par la figure V-14. Ce maillage a été
élaboré a partir d’éléments quadratiques a 8 noeuds.

7777

Figure V-14 : Maillage réalisé pour 1'étude du comportement des blocs.
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5.3-3 RESULTAT DE LA MODELISATION
Comparons maintenant les résultats numériques obtenus aux résultats expérimentaux.
Auparavant, il est a noter que le test 1 n’a pu étre simulé jusqu’a la fin de I’essai a cause d’une
divergence numénque.

5.3-3-1 Etat de microfissuration et de rupture de la roche

Sous I’environnement Peggy, nous avons représenté la trace de I’endommagement et la
rupture. Afin de figurer sur une méme sortie graphique les zones rompues et les zones
endommaggées, nous avons considéré qu’a la rupture, le paramétre d’endommagement est égal a
1. Cette considération est arbitraire. En effet, un endommagement égal a 1 correspond a la ruine
totale du matériau. Avant cet état, on observe généralement une phase d’instabilité (due a la
localisation de I’endommagement), qui correspond a la rupture de I’échantillon.

Pour le cas ou le point de Gauss considéré est régi par un comportement endommageable,
on peut se faire une idée de I’évolution du matériau en regardant la variation du terme M;,; de la
matrice rhéologique M (cf. chap III § 3. 2-3-2) par rapport a sa valeur initiale. Le parameétre
d’endommagement considéré est alors égal 3 1 - M31/Ms1initiai-

Pour le cas ou le point de Gauss considéré est régi par un comportement en glissement,
seule la rupture est représentée. Elle est atteinte losqu’aux points de Gauss le critére de rupture
est atteint, et comme nous l’avons indiqué ci-dessus, le parametre d’endommagement est alors
égalal.

On constate tout d’abord (figure V-15 & V-18) que les premiéres ruptures observées sont
dans la direction 45° et qu’elles sont observables dés le début du chargement (a 'incrément2). On
constate aussi que la diminution de la contrainte horizontale entraine une augmentation de la
microfissuration sur le coté de 1a cavité. Comme on pouvait s’y attendre, on remarque que la
microfissuration sur le coté de la cavité, par ouverture des plans de schistosité, est toujours plus
importante que celle en voiite.

De plus, on constate pour la simulation du test 2, qu’en fin d’essai tout le plan de
schistosité tangent verticalement a la cavité est rompu et ce sur une hauteur de 2 fois le rayon de
la cavité. Enfin, pour ce méme test, on peut remarquer que la simulation numeérique tend a faire
évoluer la forme initialement circulaire de la cavité vers une forme carrée. Ces constatations
numériques rejoignent par ailleurs les constatations expérimentales qui ont été faites sur les blocs.
Une tendance similaire peut étre aussi remarquée pour la simulation du test 1. La simulation
numérique des ruptures semble donc bien étre en accord avec |’expérience.

(remarque: des points sont affectés d’une valeur de rupture supérieure a un, ce probléme est di a
I’extrapolation des valeurs de rupture déterminées au points de Gauss, aux noeuds de I’élément)
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Figure V-15 : Test 1 : état de la microfissuration et des ruptures
al'incrément 2 o, =o, =12 MPa.
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Figure V-16 : Test 1 : état de la microfissuration et des ruptures
al'incrément 7 o, = o, =42 MPa..
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Figure V-17 : Test 2 : état de Ia microfissuration et des ruptures
al'incrément 2 o, = I6MPa; o, =9,6 MPa.
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Figure V-18 : Test 2 : état de la microfissuration et des ruptures
al'incrément 10 o, = 80MPa; o, =48 MPa.
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5.3-3-2 Comparaisons des convergences avec les résultats expérimentaux

. Nous allons maintenant comparer les convergences obtenues par les simulations
numériques et celles obtenues lors des deux tests effectués sur blocs pour juger de la qualité de la
modélisation®

Les figures V-19 et V-20 représentent les comparaison pour trois orientations différentes

respectivement pour le test | et le test 2.

On remarque une bonne approximation des déplacements observés par les simulations
numeériques. Le modéle introduit tel quel semble donc bien simuler le comportement du schiste en

cavité.
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Figure V-20 : Convergences : comparaison simulation expérience
pour les orienattion 1, 2 et 3 (test2)

5. 3-3-3 Comparaisons entre le modéle et une étude élastique du comportement du
matériau

Nous avons voulu savoir s’il existe une différence significative entre la modélisation
proposée et une modélisation élastique linéaire et hypoélastique du comportement de notre
matériau sous ce type de sollicitation.

Les parametres élastiques utilisés sont les suivants (tab V-2) (cf chapitre I § 1. 3):

Parameétres Elasticité linéaire Hypoélasticité
0.0437
E, 58 870 MPa 32565 [1 + ;—3]
a
E; 119 000 119 000
Vi2 0,14 0,14
Vzl 0,34 0,34
Va3 0,16 0,16
Gi 14 500 14 500

Tableau V-2 : Parameétres élastiques utilisés pour les modéles élastiques.

Les figures V-21 et V-22 présentent pour trois directions la différence entre la réponse du
modeéle établi et les réponses élastiques. On peut remarquer que les convergences obtenues par
notre modele sont nettement plus proches de la réalité que celles obtenues par une simulation
élastique. En outre, ces modéles élastiques, contraitement 4 notre modéle, ne peuvent absolument
pas mettre en évidence les zones trés particuliéres d’endommagement.
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Figure V-21 : Comparaison des convergences obtenues par le modéle
et celles obtenues respectivement pour les hypothéses élastique linéaire et hypoélastique
pour les orientations 1. 2 et 3 (testl).
avec : Li mm = convergences expérimentales
Li simulé = convergences numériques du modele établi
Li elas = convergences numériques pour 1’élasticité linéaire
Li hypo = convergences numériques pour 1 hypoélasticité.
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Figure V-22 : Comparaison des convergences obtenues par le modele
et celles obtenues respectivement pour les hypothéses élastique linéaire et hypoélastique
pour les orientations 1. 2 et 3 (test2)
avec : Li mm = convergences expérimentales
Li simulé = convergences numériques du modele établi
Li elas = convergences numériques pour 1’élasticité linéaire
Li hypo = convergences numériques pour 1" hypoélasticité.
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5. 4 CONCLUSION

Afin de valider le modéle établi deux essais triaxiaux vrais ont été menés sur des blocs
cubiques a schistosité verticale, forés parallélement a celle-ci. Une intégration du modele établi
dans un cod€*de calcul par éléments finis nous a permis de simuler le comportement du schiste
sous de telles conditions. Le probléme n’a pu malheureusement étre traité qu’en déformations
planes.

Une comparaison a alors été réalisée, entre les convergences déterminées par le code
numérique et celles mesurées lors des essais. Cette simulation a donné de bons résultats, différents
de ceux d’une réponse élastique ou hypoélastique.Cependant, ces bonnes approximations ne
peuvent a elles seules constituer la validation de notre modéle. En effet, dans de nombreux cas,
méme si le comportement d’un matériau est inélastique, les convergences mesurées ne présentent
pas de différences notables avec celles déterminées par une distribution élastique des contraintes
(convergences non linéaires faibles a inexistantes) (Niandou (1994), Henry et al (1993)). En
revanche, de telles distributions ne peuvent rendre compte des zones d’endommagement. Or, lors
de I’étude d’un ouvrage pour en diminuer le coiit, il est nécessaire de connaitre la forme et
I’amplitude de ces zones.

A ce titre les simulations effectuées ont permis de localiser les zones de rupture et
d’endommagement. Une comparaison avec les essais effectués en laboratoire en a montré la
cohérence. ’
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CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Lors des essais de caractérisation du schiste d’Angers il a été mis en évidence deux
mécanismes de comportement conduisant a la rupture de ce matériau. En effet pour les
orientations (entre le plan de schistosité et la contrainte principale majeure) proche de 0° ou de
90°, il a pu étre remarqué une rupture en matrice alors que pour les autres orientations la rupture
a lieu le long des plans de schistosité. Les deux mécanismes examinés sont alors :

a: un mécanisme de microfissuration induisant une anisotropie liée au
tenseur de contrainte et une dilatance

b: un mécanisme de glissement

Quoique ces deux mécanismes doivent, pour la plupart des orientations, intervenir
simultanément et interagir, nous les avons supposés indépendants. Cette hypothése était
essentiellement fondée sur les deux observations suivantes:

o Les ruptures pour les ornentations autres que celles proches de 0° et 90°
interviennent pour de faibles valeurs des déviateurs, la génération des
microfissures ne pouvant s’effectuer (si elle existe) qu’en fin d’essai.

o Le coefficient d’anisotropie est important quelle que soit la pression de
confinement. Les plans de schistosité ont donc un réle trés important sauf
pour l’orientation 0° et pour les orientations proches de 90° ou le
cisaillement le long de ce plan est faible ou inexistant.

Fort de cette hypothése, nous avons alors congu un critére de rupture et une modélisation
des mécanismes d’endommagement et de glissement.

Afin de modéliser le comportement a rupture il a été tenté dans un premier temps
d’appliquer a notre matériau les principaux modéles disponibles dans la bibliographie. Cependant
leur incapacité a décrire la rupture du schiste d’Angers nous a poussé a développer un critére
spécifique pour ce matériau. Pour simuler la rupture en glissement, deux critéres issus de la
mecanique des joints ont été élaborés. Le premier est directement issu du critére de Barton, le
second une extension du modéle S.P.W. (Single Plane of Weakness) de Jaeger. Les paramétres du
critéere de Barton étant sujets a discussion, nous avons choisi d’utiliser le second critere pour
modéliser la rupture en glissement. A ce critére, nous en avons associé un second pour décrire le
comportement en matrice. Dans le cas d’une anisotropie de type plateau, ce dernier critére sera
celui de Coulomb (rupture en cisaillement), dans le cas d’une anisotropie de type ‘U’ le critére a
utiliser sera le critére de Lade anisotrope que nous avons développé.

Afin de décrire le mécanisme d’endommagement par microfissuration axiale, nous avons
décidé d’étendre le modéle IMMIC (développé au sein du laboratoire pour les matériaux
initialement isotropes) au cas de notre matériau. Nous avons pour cela remarqué que pour
I’orientation 90° I’endommagement est lié uniquement au tenseur des contraintes alors que pour
I’orientation 0° la structure joue un role essentiel, les plans de schistosité étant les plans de
microfissurations. A I’aide de ce modele nous obtenons une bonne concordance globale pour
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I’ensemble des essais et ce quelle que soit ’orientation ® = 0° ou © = 90°. Toutefois, un certain
nombre de parametres n’ont pu étre que partiellement déterminés faute d’essais représentatifs et
ce, surtout pour I’orientation 0°. De plus ce modéle a un domaine d’application limité puisqu’il ne
peut décrire les rotations d’axes principaux. Elaboré pour les orientations ® = 0° et ® = 90° ou
les axes printipaux de contraintes et de structure sont confondus, il a été étendu au cas des
orientations proches de ® = 0° et ® = 90°. Pour ce faire, nous avons supposé que
I’endommagement s’effectuait dans le repére de structure (en supposant les repéres de structure et
de contraintes principales toujours confondus) et en réalisant a posteriori la rotation des axes.

Afin de modéliser le mécanisme de glissement observé lors des essais de caractérisation du
comportement du schiste d’Angers, nous avons développé un modéle issu de la mécanique des
joints. Ce modéle procéde a une homogénéisation du milieu et utilise le formalisme des milieux
multilaminés tel que défin1 par Pande. Le modéle élastoplastique simule de fagon satisfaisante le
comportement linéaire initial. Toutefois la modélisation de I’écoulement plastique des joints reste
sujette a caution. A sa décharge, il faut cependant remarquer la dispersion des résultats
expérimentaux entachant la précision de la détermination des parameétres. D’autres essais seront
de ce fait nécessaires si on veut véritablement valider le modéle sur les chemins de sollicitations
triaxiaux.

Enfin, ces deux modéles ont été intégrés dans un code de calcul par éléments finis en vue
d’une validation par simulation du comportement de la roche autour d’une cavité. L’activation
d’un de ces deux modéles est fonction de ’orientation et est défini a partir du critére de rupture.
Une comparaison avec des essais effectués sur blocs au laboratoire a montré la cohérence de
notre approche.

Perspectives :

Afin de connaitre le critére de rupture le mieux adapté a notre matériau (de type ‘U’ ou de
type ‘plateau’), il serait nécessaire dans un premier temps d’effectuer des essais complémentaires
pour des orientations proches de 90° et de 0°.

Comme nous I’avons fait remarquer précédemment, tous les paramétres du modéle
d’endommagement n’ont pu étre déterminés faute d’essais représentatifs surtout pour
I’orientation 0°. Afin d’obtenir de meilleures régressions sur ces parametres il serait utile
d’effectuer des essais triaxiaux de cycle de charge latérale supplémentaires pour les deux
orientations. .

Le modéle utilisé pour le mécanisme de glissement ne prend pas en compte le
comportement dans la direction normale des plans de schistosité de fagon indépendante du
complexe matrice/joint. Afin d’améliorer cette modélisation il serait utile de caractériser le
comportement d’un plan de schistosité. De plus la difficulté de mise en oeuvre des essais
clinotropes font que les résultats de ceux-ci sont trés dispersés. D’autres essais seraient a
envisager afin de mieux connaitre le comportement de notre matériau (élastoplasticité des joints
Ou non) pour ces orientations.

Enfin le modéle utilisé a été introduit dans un code éléments finis deux dimensions. Dgns
un tel code on ne peut figurer I'influence de la déviation d’une galerie, I’axe de cette derniere
étant toujours supposé confondu avec un axe de structure. Or ce probléme est de grande
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importance en geénie pétrolier. L'utilisation d’un code éléments finis tridimensionel nous
permettrait de nous affranchir de cette contrainte.
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ANNEXE I

COMPARAISON ENTRE LES DIFFERENTS
CRITERES DE RUPTURE
ET LES RESULTATS EXPERIMENTAUX

POUR CHAQUE PRESSION DE CONFINEMENT
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ANNEXE I-b : CRITERE DE WALSH ET BRACE
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ANNEXE I-4 : RE DE PARISEA

o 160 -

S

. Zios SIG3=0MPa ’
: g o«
S 1206 i

‘ T e ep fo

100 ¢ _—— Pariseau cas2/

0+ N - |
0 15 0 5 ) 7S 0
o 250 -
S SIG3=5MPa ¢
o
|
2 2w+ 4
[~ ‘ /K
e w /]
150 + | —— Pariseau cas2! /|
|
/'/ !}
100 -\ /]
|\ od // a
A |
: 3 / ;
0 + \ ® //
® . !
Iy
Oend |
0 - — — + —
0 15 k) & &0 75 =)
o 250 - ‘
g | SIG3=10MPa »
S ‘ [
. 20+ . [
[ | {
¢ Lo oo ! !
150 | —— Parisesy cas2| /
I o /
‘: \, . ’//
100 + /
N N //
T
‘ QOend°
0
0 15 ") s 0 7 )

Annexe [ : Comparaison entre les différents critéres de rupture et les résultats expérimentaux Al.10
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ANNEXE I-h : CRITERE DE TYPE ‘PLATEAU’
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ANNEXE II

COMPARAISON DE LA MODELISATION
DU MECANISME D’ENDOMMAGEMENT
AVEC LES DIFFERENTS ESSAIS TRIAXIAUX
0 = 90°
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ANNEXE II-a : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC
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ANNEXF Il-a : ARAISON DES REGRESSIONS AVE
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ANNEXE I1-b : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC

LES ESSAIS D’EXTENSION LATERALE
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ANNEXE Il.c : VALIDATION SUR LES ESSAIS

PROPORTIONNELS DE REVOLUTION
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ANNEXE III

COMPARAISON DE LA MODELISATION
DU MECANISME D’ENDOMMAGEMENT
AVEC LES DIFFERENTS ESSAIS TRIAXIAUX
0=0°

Annexe [I1 : Comparaison de la modélisation avec les différents essais triaxiaux : © = 0° A31



ANNEXF ITl-3 : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC
LES ESSAIS TRIAXIAUX
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ANNEXF ITl-a : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC
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ANNEXE ITI-3 : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC

LES ESSAIS TRIAXIAUX

300
0/30/1

S1- $3 (MPa)
'
B

EPS3p(E-6)

1 A L] M
-1200 -800 -400 0

0/40/1

EPS3p (E-6)
-1500 ' -10lOO -500 0

400
0/40/2

300+

S1-S3(MPa)

200 -

100

EPS3p(E-6)
0 T T T T d
-1500 -1000 -500 0

Annexe [II : Comparaison de 1a modélisation avec les différents essais triaxiaux : © = 0° A3 4



XEII-b:V ATION SUR LES ESSAI
PROPORTIONNELS DE REVOLUTION
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ANNEXEF ITi-b : VALIDATION SUR LES ESSAIS

PROPORTIONNELS DE REVOLUTION
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ANNEXE IV

COMPARAISON DE LA MODELISATION
DU MECANISME DE GLISSEMENT
AVEC LES ESSAIS TRIAXTAUX
© = 10°, 15°, 30°, 45° et 60°

Annexe [V : Comparaison de la modélisation avec les essais triaxiaux A4l



ANNEXE IV : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC

LES ESSAIS TRIAXIAUX DE REVOLUTION
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ANNEXE IV : ARAISON DES REGRESSI
LES ESSAIS TRIAXIAUX DE REVOLUTION
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ANNEXE IV :
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ON DES REGRESSIONS AVE
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ANNEXF IV : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC

LES ESSAIS TRIAXJAUX DE REVOLUTION
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ANNEXE IV : COMPARAISON DES RE SSIONS AVE
LES ESSAIS TRIAXIAUX DE REVOLUTION
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ANNEXE IV : COMPARAISON DES REGRESSIONS AVEC
LES ESSAIS TRIAXIAUX DE REVOLUTION
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