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 Introduction générale 
 
 

L’endommagement induit par microfissuration est considéré comme un des mécanismes 

essentiels des déformations anélastiques et de la rupture des roches fragiles. Les conséquences 

de l’endommagement sont nombreuses, affectant non seulement les propriétés mécaniques mais 

également les propriétés de transport, notamment la perméabilité. Les données expérimentales 

au laboratoire et des observations in situ ont montré que la perméabilité des roches peut 

augmenter de plusieurs ordres de grandeur suite la microfissuration. Le couplage entre 

l’endommagement et la perméabilité des roches suscite un intérêt grandissant pour des 

applications liées à différents problèmes industriels. On peut citer la fissuration des roches 

autour des galeries de stockage de déchets radioactifs et de séquestration des gaz acides, pouvant 

augmenter considérablement leur perméabilité et constituant, de ce fait, un risque sérieux pour 

l’étanchéité et la sûreté de ces ouvrages. On peut également citer la fissuration des roches 

réservoirs pétrolières suite à l’extraction du pétrole et l’augmentation de la contrainte effective 

de la roche.  

 

Un grand nombre de travaux ont été menés sur la caractérisation expérimentale et la 

modélisation numérique de l’endommagement des roches. Cependant, la plupart de ces travaux 

ont concerné essentiellement le comportement mécanique des roches sans pression interstitielle. 

Le couplage entre l’endommagement et le comportement hydromécanique des roches saturées 

ou partiellement saturées est encore peu abordé, notamment le couplage entre 

l’endommagement et la variation de la perméabilité. Les travaux existants étudient 

essentiellement l’estimation de la perméabilité des roches fracturées sans prendre en compte le 

couplage avec le comportement mécanique. Certains travaux étudient des corrélations 

empiriques entre la perméabilité et les contraintes, sans prendre en compte le mécanisme 

physique lié à l’évolution microstructurale des matériaux. 

 

Le présent travail a pour objectif le développement, dans le cadre d’une approche 

micromécanique, d’une modélisation hydromécanique couplée de l’endommagement anisotrope 

induit, du comportement poromécanique des roches saturées ainsi que la variation de la 

perméabilité. 

 

Le contexte général du travail exposé dans cette thèse ayant été présenté, le présent 
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mémoire sera composé de trois chapitres suivants: 

  

Dans le premier chapitre, nous présenterons une synthèse des définitions de la perméabilité, 

de certaines méthodes de mesure de perméabilité, et son évolution en fonction de certains 

paramètres. Ensuite, nous rappelons quelques modèles de couplage perméabilité – 

endommagement, et donnons la démarche de modélisation adoptée pour notre travail. 

 

Le deuxième chapitre a pour objectif de proposer un modèle d’endommagement anisotrope 

avec une approche micromécanique.  La formulation du modèle et la procédure d’identification 

des paramètres seront présentés. La comparaison entre les simulations numériques et 

expérimentales sera également illustrée. 
 

Le troisième chapitre est composé de deux parties. Dans la première partie, une extension 

du modèle d’endommagement anisotrope à la modélisation du comportement poromécanique 

des roches saturées sera proposée. Les réponses poromécaniques des matériaux en conditions 

drainées et non drainées seront étudiées. Dans la deuxième partie, nous allons présenter la 

méthode de détermination du tenseur de la perméabilité en fonction de l’état de microfissuration, 

qui est elle-même déterminée par le modèle d’endommagement anisotrope. La variation de la 

perméabilité au cours de chargement sera étudiée et comparée avec des données expérimentales. 
 

Enfin, nous allons donner une conclusion générale et quelques perspectives à cette étude. 
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Chapitre 1 : Etude de la perméabilité des matériaux poreux 
 
1.1  Introduction 

 

La production d’électricité origine nucléaire est à la majeure partie des déchets radioactifs, 

mais elle n’est pas la seule origine des déchets, 15% du volume total provenant des activités de 

recherche, de la médecine et de l’industrie. A cela s’ajoutent les déchets liés aux activités 

militaires. 

 

De part la spécificité de l’industrie nucléaire, une réglementation très stricte, impose aux 

producteurs et aux acteurs de la gestion des déchets d’origine nucléaire, de se préoccuper de la 

sûreté des installations de stockage provisoire et définitif. 

 

Les déchets de haute activité résultent du retraitement des combustibles usés, et les déchets 

alpha proviennent principalement des boues de retraitement et des gaines de combustibles. Ces 

déchets ne représentent que 10% environ du volume total des déchets, mais ils concentrent 90% 

de la radioactivité. De plus, certains d’entre eux resteront radioactifs pendant plusieurs centaines 

de milliers d’années. 

 

Les déchets de haute activité sont les moins volumineux, mais ils représentent l’essentiel de 

la radioactivité engendrée par la production de l’électricité par les centrales nucléaire. Ils 

contiennent une proportion importante de radioéléments de courtes et de longues périodes se 

chiffrant en millions d’années. 

 

L’objectif fondamental de la gestion des déchets radioactifs est de protéger les générations 

actuelles et futures contre les risques provoquées par les radioéléments. 

 

La stratégie actuelle en matière de gestion des déchets radioactifs revient à concentrer les 

produits dangereux, et à les confiner à l’abri des activités humaines par diverses barrières de 

protection. La qualité de ce confinement dépend de la capacité de ces barrières à retenir les 

radionucléides. Une séquence type de la gestion des déchets est faite des étapes suivantes.   

 

La solution admise de longue date est d’isoler les déchets de haute activité dans les couches 
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géologiques profondes. Le concept multi-barrières adopté consiste à interposer entre la 

biosphère et les déchets radioactifs une section d’ouvrages de confinement. La dernière barrière 

est constituée de la formation géologique. 

 

Toutes les formations géologiques ne sont pas appropriées pour devenir des roches hôtes de 

déchets nucléaires de haute activité. Les formations retenues répondent à un certain nombre de 

critères précis, favorables à la sûreté ou à la une faisabilité technique. Un de ces critères est la 

faible perméabilité du milieu géologique : la montée des radionucléides à la surface est en partie 

liée au mouvement des eaux souterraines. 

 

Une spécificité du stockage de déchets radioactifs à hauts activité réside dans les processus 

couplés (mécaniques, hydrauliques, thermiques, …) mis en jeu. Tous ces phénomènes sont 

fortement couplés, en grande partie, du fait de la présence de l’eau dans la roche. On ne peut 

négliger aucun effet susceptible de compromettre la sûreté à long terme du stockage. C’est le cas 

par exemple de l’endommagement. Ce phénomène ne se traduit pas nécessairement par une 

incidence majeure sur la tenue mécanique des ouvrages. Toutefois, comme ce phénomène est lié 

à la fissuration du matériau, il peut induire une modification de la perméabilité de la roche et 

plus généralement de ses propriétés de confinement des déchets radioactifs. Ces aspects sont très 

importants pour la conception des ouvrages souterrains. Il faut donc pouvoir identifier dans 

quelles conditions cet endommagement apparaît, quelle est son extension autour des ouvrages et 

quelle est son incidence sur la perméabilité de la roche et son évolution en fonction de temps.   

 

L’eau est le facteur principal de contamination de l’environnement. Il s’agit, par ce concept 

de barrières interposées, de réduire la probabilité de mise en contact avec la biosphère des 

déchets par l’intermédiaire de fluides. Dans une logique de concept de sécurité redondante, 

chacune des barrières fait l’objet d’une étude propre indépendamment du rôle des autres 

barrières. 

 

L’effet de la fissuration des roches sur leur perméabilité suscite un intérêt croissant en 

raison de ses conséquences sur la sûreté des stockages des déchets radioactifs, ainsi que ses 

applications à certains problèmes liés à l’exploitation pétrolière. 

 

1.2 Notion de perméabilité 
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La perméabilité caractérise l'aptitude d'un milieu poreux à se laisser traverser par un fluide 

sous l'effet d'un gradient de pression. Dans ce qui suit, nous traiterons uniquement le  cas des 

écoulements monophasiques, c'est-à-dire que les milieux poreux considérés sont saturés par une 

seule phase fluide. La perméabilité est indépendante des propriétés du fluide saturant 

contrairement à la conductivité hydraulique. En effet, la conductivité hydraulique traduit une 

vitesse de percolation qui dépend de la nature du fluide. La perméabilité, qui a  l'unité d'une 

surface, est quant à elle une propriété intrinsèque des matériaux. La perméabilité  peut être 

ainsi analysée en fonction de la microstructure des milieux poreux et ce sont  essentiellement 

les caractéristiques morphologiques de l'espace poreux (tortuosité, connectivité, surface 

spécifique, taille des pores, …) qui sont les facteurs influant sur sa valeur [Dana 1999, Dullien 

1992].   

 

1.2.1 L’expérience de Darcy 

 

Bien que le processus d’écoulement de fluides dans les milieux poreux ait intéressé les 

physiciens depuis fort longtemps, la notion de perméabilité doit son origine à Henri Darcy qui 

en 1856 définit pour la première fois cette grandeur dans un article intitulé « Les fontaines 

publiques de la ville de Dijon ». Dans une expérience restée célèbre, Darcy mesurait le débit de 

fluide recueilli après percolation d’eau à travers une colonne de sable (cf. Figure 1-1). 

 

En faisant varier les paramètres de l’expérience, il déduisit la loi phénoménologique 

suivante : 

 

L
hAkQ m

∆
−=                                                          (1-1) 

 

Q  : le débit volumique hydraulique. 

h∆  : la perte de charge de l’eau entre le sommet et la base du massif sableux. 

mk  : une constante dépendant du milieu poreux, baptisée coefficient de perméabilité par les 

hydrogéologues. 

A  et L  respectivement la section et l’épaisseur du massif sableux. 

 

Cette relation s’appuie sur les hypothèses suivantes [Dullien 1992] : 
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①les forces d’écoulement sont dues à la viscosité (les forces d’inertie sont négligées), 

②le milieu poreux est totalement saturé par une seule phase fluide, 

③les écoulements du fluide sont supposés laminaires (régime permanent), 

④le fluide n’a pas d’interaction physico-chimique avec le matériau. 

 

Soit la vitesse fictive de fluide à la sortie du massif : 
A
QV =  , elle est appelée vitesse de 

filtration. De plus si on note 
L
hp ∆

=∇  : la perte de charge par unité de longueur du milieu 

poreux traversé, dénommée encore gradient hydraulique, on obtient l’expression la plus simple 

de la loi de Darcy mV K p   . 

 

 
Figure 1-1 :  Schéma de l’expérience de Darcy réalisée en 1856 

 

La constante de perméabilité mK  dépend des porosités des milieux poreux et de celles du 

fluide. Pour cette étude, on utilise la notion de perméabilité intrinsèque k  indépendante des 

caractéristiques des fluides et telle que 
µ
kKm =  avec µ  la viscosité dynamique du fluide. La 

perméabilité k  est une propriété intrinsèque du milieu poreux dont la dimension est homogène 

à une surface. 

 

1.2.2 Phénomènes de glissement - Effet Klinkenberg  
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 Lorsque le fluide de percolation est un gaz, on ne peut plus considérer que l'écoulement 

est régi uniquement par la viscosité. En effet, le glissement des molécules de gaz aux parois des 

pores provoque une modification du profil des vitesses. La vitesse aux parois des pores n'est 

plus nulle et il en résulte que l'écoulement du gaz comprend à la fois un écoulement de 

glissement et un écoulement visqueux. Ces phénomènes de glissement étant dus aux chocs entre 

les parois des pores et les molécules de gaz, ils sont d'autant plus accentués que le libre parcours 

moyen des molécules est grand. On voit donc qu'il y a un rapport entre la taille (ou le diamètre) 

des pores et l'intensité des phénomènes de glissement.  

 

En effet, plus les pores sont de petites tailles et plus les molécules de gaz ont tendance à 

subir des chocs aux parois des pores. Ces perturbations font donc intervenir la microstructure 

des matériaux et le libre parcours moyen des molécules de gaz. Ce dernier paramètre, qui peut 

être maîtrisé et ajusté, fournit le moyen d'atténuer les phénomènes de glissement. Il dépend de la 

pression de gaz : quand la pression augmente, le libre parcours moyen des molécules diminue. 

Afin d'atténuer les phénomènes de glissement, il faut donc que la pression du gaz en percolation 

soit élevée. Dans l'absolu, on peut même dire que si la pression du gaz tendait vers l'infini alors 

l'écoulement par glissement serait totalement éliminé et il ne subsisterait que l'écoulement 

visqueux.  

  

Le fait que l'écoulement des gaz combine l'écoulement par glissement et l'écoulement 

visqueux implique une modification de la terminologie employée pour nommer la perméabilité 

au gaz. On appellera perméabilité apparente la perméabilité d'un matériau pour lequel le fluide 

de percolation est un gaz. Ce terme est utilisé afin de la différencier de la notion de perméabilité 

intrinsèque qui est indépendante de la nature du fluide percolant. En 1941, Klinkenberg a 

développé une théorie qui consiste à formuler une relation linéaire entre la perméabilité 

apparente et la perméabilité intrinsèque [Klinkenberg 1941] :  

 









+=

m
a p

kk β1                                                         (1-2) 

 

ak  est la perméabilité apparente, β  le coefficient de Klinkenberg et mp  la pression 

moyenne du gaz.  

Cette relation fait intervenir la pression moyenne du gaz et le coefficient de Klinkenberg. 
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Ce dernier est une caractéristique intrinsèque qui traduit l'influence de la morphologie de 

l'espace poreux sur l'intensité des phénomènes de glissement. La théorie de Klinkenberg 

considère que la perméabilité apparente évolue de manière linéaire en fonction de l'inverse de la 

pression moyenne de gaz. 

   

La perméabilité intrinsèque peut alors être déterminée. Elle correspond à la valeur de la 

perméabilité apparente lorsque l'inverse de la pression moyenne de gaz tend vers 0, c'est-à-dire 

lorsque la pression tend vers l'infini. Le coefficient de Klinkenberg peut alors être calculé à 

partir de la pente de la droite. Le coefficient de Klinkenberg, dépendant de la morphologie de 

l'espace poreux, peut être formulé de la manière suivante [Klinkenberg 1941] :  

 

r
pc mλ

β
4

=                                                            (1-3) 

 

où c  est une constante proche de 1,  λ  le libre parcours moyen des molécules de gaz et r   

le rayon moyen des pores.  

  

mpλ  est toujours constant pour une température donnée, le coefficient de Klinkenberg 

dépend uniquement de la taille moyenne des pores : β  augmente lorsque r  diminue.  

 

Dans la littérature, le terme «effet Klinkenberg » est généralement utilisé pour désigner les 

phénomènes de glissement des molécules aux parois des pores. 

  

1.2.3. Etude bibliographique sur les mesures expérimentales de la perméabilité 

 

La connaissance de la perméabilité des roches aussi bien à l’échelle du laboratoire qu’à 

l’échelle du terrain de recherche est une donnée importante. De nombreuses études 

expérimentales et théoriques ont été consacrées à ce sujet. Un article de synthèse [Brace, 1980] 

permet de se faire une idée de l’énorme variabilité du paramètre perméabilité dans les roches. 

 

Dans cet article, Brace présente une compilation de données de perméabilité mesurées 

aussi bien en laboratoire qu’in situ. En laboratoire, par exemple, l’intervalle de variation de la 

perméabilité se situe environ entre 223 10 m−  et 210 10 m− . Près de 13 ordres de grandeurs 
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séparent les roches les plus perméables (les sables et les grès peu consolidés) des roches les 

moins perméables (les roches métamorphiques ou cristallines non fracturées), ce qui est énorme. 

 

Il souligne que lorsqu’un échantillon testé en laboratoire est représentatif de la formation 

d’où il a été extrait, l’accord entre les perméabilités mesurées à différentes échelles est 

acceptable (les perméabilités varient dans un rapport de 1 à 10). Ce n’est pas le cas en général 

pour les roches cristallines comme par exemple les granites, affectées des systèmes de fractures 

ouvertes. La représentativité des mesures sur des échantillons de petites dimensions en 

laboratoire n’est par conséquente pas assurée pour la perméabilité. Il est par exemple constaté 

que pour certaines roches cristallines, la perméabilité à l’échelle de la formation rocheuse est 

1000 fois supérieure à celle mesurée en laboratoire. 

 

1.3 Méthodes de mesure 

 

Dans cette partie, nous donnerons les définitions de base des grandeurs auxquelles nous 

ferons référence dans la suite de ce travail. Puis nous donnerons des exemples des différentes 

études expérimentales faites par d’autres auteurs concernant les méthodes de mesure de la 

perméabilité. 

 

La perméabilité est une caractéristique physique qui représente la facilité qu’a un matériau 

à permettre le transfert de fluide au travers d’un réseau connecté. La Loi de Darcy permet de 

relier un débit à un gradient de pression appliqué au fluide grâce à un paramètre caractéristique 

du milieu traversé  

 

Il y a une grande variabilité dans la perméabilité des roches ; pour les roches dites 

imperméables, telles que le sel gemme, l’argile ou le granite (à l’échelle matricielle), la 

perméabilité est de l’ordre de 2110−  2m , tandis que pour les roches réputées perméables, on 

peut trouver une perméabilité supérieure à 1410− 2m . Selon le régime d’écoulement du fluide, on 

peut distinguer deux catégories de méthodes de mesure de perméabilité. 

 

1.3.1 Méthode en régime permanent 

 

Lorsque la perméabilité est relativement facilement mesurable, par exemple supérieure à 
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1910− 2m , la mesure en régime permanent est généralement utilisée car elle s’avère la plus 

simple à interpréter. Cette méthode consiste à imposer une pression de fluide (eau ou gaz) 

constante sur l’une des deux extrémités de l’éprouvette et à le récupérer de l’autre. Cette 

pression est maintenue constante à travers un réservoir de grand volume contenant du fluide en 

pression. La quantité (masse ou volume) du fluide sortant de l’éprouvette est mesurée. 

 

La pression d’injection est mesurée à l’aide d’un capteur de pression et la différence de la 

pression entre les extrémités de l’éprouvette à l’aide d’un capteur différentiel. Or les capteurs 

différentiels disponibles n’ont pas une résolution suffisante pour permettre de mesurer une très 

faible différence de pression, par exemple inférieure à 310 MPa : c’est pourquoi on préfère 

utiliser un tube en U rempli à moitié d’eau pour mesurer la différence de pression.  

 

Chaque branche de tube en U est reliée à l’extrémité correspondante du schéma. 

 

1.3.1.1 Mesure à l’eau 

 

Lorsqu’on utilise de l’eau pour mesurer la perméabilité, et en admettant que la 

compressibilité de l’eau est négligeable, la perméabilité est calculée par la relation suivante : 

 

ρ
µ

⋅⋅∆
⋅⋅

=
AP

LQk                                                          (1-4) 

avec : 

Q : débit traversant l’éprouvette, [ skg / ] 

ρ : masse volumique de l’eau, [ 3/ mkg ] 

µ : viscosité dynamique de l’eau, [ sPa ⋅ ], (à T = 20°C, µ = 310005,1 −× sPa ⋅ ) 

L : hauteur de l’éprouvette, [ m ] 

A  : section de l’éprouvette, [ 2m ] 

P∆ : différence de pression entre les deux extrémités de l’éprouvette, [ Pa ]. 

 

1.3.1.2 Mesure au gaz 

 

La mesure au gaz de la perméabilité est beaucoup plus sensible et différente de celle à l’eau, 

le gaz étant très compressible. 
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En supposant que la loi de Darcy soit valable localement et en appliquant l’équation de 

conservation de la masse dans le cas du régime permanent et unidimensionnel, on peut déduire, 

après calcul, que la perméabilité s’écrit sous la forme : 

 

VQ
APP

LPK
⋅−

⋅⋅
=

)(
2

2
1

2
2

0 µ    [ 2m ]                                            (1-5) 

avec :   

0P : pression atmosphérique (de référence), [ Pa ] 

1P   et 2P  : pressions imposées respectivement aux extrémités de l’éprouvette, [ Pa ] 

L : longueur de l’éprouvette, [ m ] 

A : section de l’éprouvette, [ 2m ] 

µ : viscosité dynamique du gaz, [ sPa ⋅ ] 

VQ : flux volumique, [ sm /3 ] 

 

1.3.2 Méthode en régime transitoire 

 

Dans le cas où la perméabilité est très petite, inférieure à 1910− 2m , les mesures en régime 

permanent ne seront plus faciles à réaliser, étant donné que le temps nécessaire pour atteindre le 

régime permanent devient trop long. Une méthode en régime transitoire dite «essai pulse» est 

généralement utilisée. L’appellation correspond à la traduction du terme anglais « pulse test ». 

Cette méthode consiste à imposer sur l’une ou les deux extrémités de l’éprouvette une pression 

provenant d’une masse de gaz ou d’eau contenue dans un réservoir. Au fur et à mesure de la 

pénétration de la masse fluide dans l’éprouvette, la pression dans le réservoir décroît. En 

connaissant les caractéristiques du fluide et la compressibilité du réservoir, la courbe de la 

pression dans le réservoir en fonction du temps permet de caractériser la perméabilité de 

l’éprouvette, moyennant certaines hypothèses sur l’écoulement. 

 

L'évaluation de la faible perméabilité de certaines formations, pose quelques difficultés 

avec les méthodes classiques d'injection- relaxation, en effet, il existe plusieurs limitations à ce 

type d'essai, telles que : 

 

• La nécessité de faire d'autant plus de mesures que la perméabilité est faible;  

• L’obligation d'utiliser des appareils de mesure de pression et de débit plus précis et un 
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enregistrement automatique (durée de l'essai nettement augmentée). D’où un coût de l'opération 

plus élevé. 

 

C'est pour cette raison qu'une nouvelle méthode, appelée « pulse test » a été introduite par 

Bredehoeft et al. en 1980. 

 

La méthode du «pulse test» est essentiellement une dérivation du test d'injection 

conventionnel, la différence majeure étant l'absence de débit pendant la phase d'impulsion 

(fermeture quasi-instantanée du puits après ouverture) : 

 

Le même dispositif que pour le slug-test est mis en place avec simple ou double 

obturateur. En chambre isolée, on établit une pression d'eau de 10 bars puis on ouvre la liaison 

avec la chambre pendant 10 à 15 secondes (en faisant attention de bien maintenir la pression 

constante pendant l'injection), on isole à nouveau la chambre puis on mesure la chute de 

pression. Il est indispensable d'utiliser un enregistrement automatique des mesures pendant les 

différentes phases, aussi bien en tête qu'au niveau de la chambre car il faut pouvoir mesurer la 

pression effective d'injection (et sa constance) et il faut pouvoir noter la pression dans les 

premières secondes qui suivent la fermeture des vannes et l'isolement de la chambre. 

 

Les essais en régime transitoire (pulse-test et slug-tests) peuvent être mis en œuvre sans 

difficultés majeures. Il faut toutefois :  

 

• que le matériel soit bien adapté aux exigences de faible perméabilité;  

• que le personnel qui réalise les essais soit compétent;  

• que les logiciels d'exploitation soient bien adaptés;  

• Tenir compte de l'augmentation du volume des chambres de mesure;  

• Tenir compte également de l'augmentation des devis d'essais lorsque l'on mesure des 

vqleurs très faibles perméabilités (temps, matériels et personnels mis en œuvre).  

 

On illustre, sur la figure 1-2, la connexion des différents éléments de mesure. Le volume du 

réservoir dans lequel on mesure la décroissance de la pression dans le temps est constitué des 

éléments de tuyauterie hydraulique désignés sur la figure 1-2 par les portions FC, CB, GA et le 

volume des pores du talon poreux ou du diffuseur poreux. Pendant l’essai pulse, l’évolution de 

la pression dans le réservoir est mesurée par le capteur de pression H et par l’injecteur de 
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volume/pression (i.e. GDS) dont la précision est importante (quelques dizaines de 3mm ) 

 

Le rôle de l’accumulateur est d’imposer une pression constante. Les robinets B et C étant 

fermés et en réglant le détendeur D, le fluide dans l’accumulateur est soumis à une pression. 

Ensuite les robinets A et B sont ouverts, on vérifie si la pression affichée par l’injecteur 

correspond bien à la pression d’injection désirée et on ferme le robinet E. Enfin, le robinet C est 

ouvert rapidement, ainsi une pression sur la surface d’injection de l’éprouvette est imposée. 

Aussitôt après, on ferme le robinet B. Cette configuration est gardée pendant environ 300 

secondes. De cette façon, une décroissance de la pression en fonction du temps est enregistrée 

au niveau de l’injecteur, et c’est cette décroissance qui donne, après analyse, la valeur de la 

perméabilité. ECBA et  ,  ,  ,  sont les robinets du circuit. D  est un détendeur. H  est un 

capteur de pression. 

 
Figure 1-2 : Schéma de principe du dispositif de mesure de perméabilité  par  « pulse test 

» 

 

1.4 Perméabilités des roches 

 

La perméabilité est un critère important dans plusieurs domaines de recherche ; elle 

intéresse les mécaniciens des sols, les hydrogéologiques, les géochimistes… Ainsi, on peut 

rencontrer la notion de perméabilité relative ou intrinsèque, conductivité hydraulique ou 

coefficient de perméabilité et également plusieurs formules de calcul avec les différentes unités 
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correspondantes. 

 

Dans ce mémoire, c’est la notion de perméabilité intrinsèque qui est utilisée. La 

perméabilité se rapporte au milieu poreux indépendamment des caractéristiques du fluide. Elle 

n’est définie qu’à l’échelle macroscopique, sa formule est déduite de la loi de Darcy et sa 

dimension est celle d’une surface [L²], (De Marsily 1994). 

 

Plusieurs expériences ont été réalisées par les chercheurs, sur différents types des roches 

pour définir et mesurer la perméabilité, elle dépend de plusieurs paramètres. 

 

Les méthodes de détermination des propriétés hydrauliques à grande échelle des milieux 

fissurés ainsi que des massifs fracturés peuvent se diviser en deux familles de méthodes directes, 

et indirectes. Les méthodes directes simulent l’écoulement dans un réseau de fissures 

engendrées suivant certaines lois statistiques, et essaient d‘établir des relations entre le gradient 

de pression et le flux moyen dans ce réseau (Long et al. 1982, Shwartz et Smith, 1988, Cacas et 

al. 1990), et d’en déduire sa perméabilité. Les méthodes indirectes (Bear, 1972, Oda, 1986) 

tentent de déterminer, par d’autres procédures prenant en compte des données statistiques des 

fissures, les propriétés des milieux poreux équivalents. Une analyse des travaux utilisant les 

méthodes directes révèle une certaine difficulté de définition des valeurs moyennes de flux et de 

gradient de pression dans un réseau de fissures, et par conséquent, du tenseur de conductivité 

moyen dans un réseau de fractures. Long et al. (1982), reconnaissent en fait la difficulté 

d’accéder au flux moyen dans un réseau de fractures, du fait que le flux local est contrôlé par la 

direction des fractures. Ils proposent, pour pallier cette difficulté, une méthode passant par le 

calcul de la perméabilité dans la direction du gradient.  

 

1.4.1 Relation entre la perméabilité et la porosité 

 

L’évolution de la perméabilité est très sensible à la porosité. En effet, la perméabilité 

dépend du nombre, de la géométrie, de la taille et surtout de l’interconnectivité des vides laissés 

entre les grains. La perméabilité diminue avec la porosité. 

La formule empirique la plus connue pour relier perméabilité et porosité est celle de 

Koseny-Carman. 
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k                                                        (1-6) 

où A ( 2m ) est la section exposée au fluide et φ est la porosité totale connectée. 

 

1.4.2 Relation entre la perméabilité et l’indice des vides 

 

Nombre de mesures de perméabilité ont été effectuées avec différents gradients de pression 

de fluide et pour différentes valeurs d’indice des vides. On peut citer en particulier Grunberger 

(1995), qui a réalisé des essais similaires sur argile. Puis plusieurs chercheurs ont confirmé ces 

résultats pour chaque degré de compaction qui correspond à une valeur d’indice des vides. 

 

Deux études expérimentales ont été menées par Nagaraj et al. (1994), dans le but de 

déterminer la valeur de la perméabilité et son évolution en fonction de l’indice des vides. 

Différents sols à base d’argile sont utilisés. Les échantillons sont soumis à des charges – 

décharges de pression de consolidation de 200 KPa , 400 KPa , et 800 KPa . A chaque 

pression, après la réalisation de l’équilibre, des tests de perméabilité axiale sont réalisés. 

 

En effet, la valeur de la perméabilité est influencée par la modification de l’indice des vides. 

La pression de consolidation influence la magnitude de la perméabilité. La perméabilité décroît 

avec la décroissance de l’indice des vides. 

 

1.4.3 Influence de la contrainte sur la perméabilité 

 

On peut distinguer deux types d’évolution pour la perméabilité sous sollicitations 

mécaniques : la variation de la perméabilité sous l’effet de la compaction, et la variation sous 

l’effet d’endommagement. Ces deux variations correspondent à deux états de consolidation du 

matériau différents. Il peut conduire à une augmentation de 2 à 4 ordres de grandeur de la 

perméabilité pour les matériaux présentant un endommagement diffus. 

 

L’effet de la contrainte moyenne sur la perméabilité a été étudié pour plusieurs 

géomatériaux. Les mesures effectuées révèlent une diminution de la perméabilité lorsque la 

pression de confinement augmente. Brace et al. [1968] ont fait l’étude sur le granite de Westerly. 

Ils ont observé une très grande décroissance de la perméabilité avec la pression de confinement. 
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Deux effets principaux permettent d’expliquer cette décroissance fortement non linéaire : d’une 

part la fermeture progressive des fissures qui restreint le volume des pores accessibles au fluide, 

d’autre part la modification de la géométrie du réseau tridimensionnel de fissures qui affecte la 

connectivité et perturbe les trajets d’écoulement du fluide dans la roche. L’ampleur de la 

variation de la perméabilité avec la pression externe appliquée à la roche dépend principalement 

des propriétés structurales et géométriques des réseaux poreux. Mais pour des porosités initiales 

très faibles, l’effet de la pression de confinement est également très faible. 

 

Il est très intéressant d’étudier à présent l’influence d’une contrainte déviatorique sur les 

propriétés hydrauliques des roches. Pour cette étude, des essais triaxaux ont été réalisés. La 

perméabilité est mesurée pour différents états de contrainte. Lorsque l’échantillon est soumis à 

une contrainte déviatorique supérieure au seuil de dilatance irréversible correspondant à 

l’initiation des microfissures, la perméabilité augmente de manière significative, voire de 

plusieurs ordres de grandeur  [Heiland et al. 2001 ; Zhu et al. 1997a, 1997b ; Lai, 1971 ; Le 

Guen, 1991; Peach, 1991 ; Stormont et Deamen, 1992 ; Souley et al. 2001]. 

 

De nombreuses études ont été réalisées pour estimer la perméabilité de matériaux 

initialement microfissurés. Les données expérimentales concernant l’évolution de la 

perméabilité en fonction de l’endommagement induit sont plutôt rares. 
 

A titre d’exemple, la variation de la perméabilité dans un sel gemme lors de la compression 

triaxiale a été étudiée par Schulze et al. (2001). Sur la Figure 1-3, on montre la variation de la 

perméabilité en fonction de la déformation axiale. On peut constater que la perméabilité 

mesurée croît de 4 ordres de grandeur par rapport à la perméabilité initiale, en même temps que 

l’augmentation de la porosité accessible au gaz. Par ailleurs, il est intéressant d’observer que la 

forte augmentation de la perméabilité a lieu lors d’une première phase de déformation jusqu’à 

4%. La perméabilité devient relativement stationnaire au-delà de cette valeur de déformation. 

Des résultats similaires, obtenus par Peach et al. (1996) sur un autre sel gemme, sont montré sur 

la Figure 1-4. 
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Figure 1-3 : Variation de la perméabilité lors d’un essai de compression triaxiale sur un sel 

gemme, Schulze et al. (2001) 

 

 

 
 

Figure 1-4 : Variation de la perméabilité lors d’un essai de compression triaxiale avec une 

pression de confinement de 5MPa, sur un sel gemme par Peach et al. (1996) 

 

Souley et al. (2001) ont montré des résultats concernant l’évolution de la perméabilité en 

fonction de la contrainte déviatorique pour des roches fragiles, deux granites. Des mesures in 



 24

situ ont également été effectuées pour étudier l'évolution de perméabilité à l'intérieur d'une zone 

perturbée par l’excavation autour d’une cavité souterraine, dans le Laboratoire de Recherche 

souterrain (URL) au Canada. Des essais de type « pulse test » ont effectués en utilisant le 

dispositif « SEPPI » (experimental system of permeability mesurements by in situ Pulse test).  

 

La perméabilité initiale du granite est de l’ordre de 19 210 m−  pour le granite de Senones, 

et de 21 210 m−  pour le granite du Lac du Bonnet. Les évolutions de la perméabilité en fonction 

de la contrainte déviatorique sont présentées sur la Figure 1-5. on peut constater deux phases de 

variation de la perméabilité. La perméabilité diminue lors de la première phase en raison de la 

fermeture des microfissures initiale des roches. Ensuite celle-ci augmente sensiblement en 

fonction du déviateur de contrainte, par l’ouverture et la propagation des microfissures induites. 

La perméabilité varie de 1910− 2m  à 17103 −× 2m  pour le granite de Senones, et pour le granite 

du Lac du Bonnet, la perméabilité augment de 2110− 2m  à 1810− 2m . Ceci représente donc une 

augmentation de 2 à 3 ordres de grandeur. 
 

 

Figure 1-5 : Variation de la perméabilité en fonction du déviateur de contrainte lors des essais 

de compression triaxiale – pression de confinement de 5MPa pour le granite de Senones et 

pression de confinement de 10MPa pour le granite du Lac du Bonnet 

 

Par ailleurs, Oda et al. (2002) ont montré que la perméabilité du granite d'Inda à l'état de 

rupture est environ deux à trois ordres de grandeur plus importants que celle du granite sain à la 

même pression de confinement dans un essai de compression triaxiale. La perméabilité 
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maximum est dans la direction axiale (effort de compression principale), cependant l'anisotropie 

de la perméabilité entre les directions axiale et radiale est petite même si les microfissures sont 

clairement orientées. 

 

1.4.4 Influence de la température sur la perméabilité 

 

La mesure de la perméabilité sous température nécessite la prise en compte de l’évolution 

des propriétés physiques du fluide de percolation en fonction de la température. 

 

L’évolution de la perméabilité des roches avec la température peut suivre trois tendances : 

- la perméabilité peut diminuer, 

- la perméabilité peut tout d’abord diminuer puis augmenter, 

- la perméabilité peut augmenter. 
 

Une diminution de la perméabilité lors de l’augmentation de la température est 

couramment observée sur les roches poreuses comme les grès [Greenberg et al. 1968 ; 

Weibrandt et al. 1975] ou sur les roches qui ont une granularité très fine [Shmonov et al. 1994 ; 

Fischer et al. 1992]. Ces roches favorisent les phénomènes de dilatation libre des grains dans les 

vides tout en ne provoquant pas de fissuration thermique 

 

La densification thermique qui cause une réduction de la perméabilité peut être une 

première étape de l’évolution de la perméabilité des roches soumises à une élévation de 

température. Elle est alors suivie d’une seconde phase correspondant à la fissuration du 

matériau, ce qui engendre une augmentation de la perméabilité. Shmonov et al. [Shmomov et al. 

1994] observent ce type de comportement sur un marbre à grains grossiers. Le  matériau 

devient pratiquement imperméable à 300°C puis la création de fissures provoque  une brusque 

augmentation de la perméabilité. 

 

Sur la Figure 1-6, sont montrés les évolutions de la perméabilité d’un granite préfissuré 

thermiquement, obtenues par Darot et al.(1992). On peut observer une phase initiale de 

fermeture irréversible des fissures exercée durant les cycles thermiques effectués à 120°C. 

Ensuite, les phénomènes de fissuration thermique sont prépondérants et guident l’évolution de la 

perméabilité. 



 26

 
Figure 1-6 : Variation de la perméabilité d’un granite préfissuré thermiquement (Darot et al. 

1992) 

 

D’une façon comparable, Voegele et al. [Voegele et al. 1985] ont montré que la 

perméabilité du granite de Westerly diminue dans un premier temps consécutivement  à la 

fermeture des fissures, causée par la dilatation des minéraux, puis augmente du fait de la 

formation de fissures induite thermiquement. Ils montrent également que la perméabilité  

résiduelle est supérieure à la perméabilité initiale lors du refroidissement, ce qui est la 

conséquence de la formation irréversible de fissures. Les résultats obtenus sont illustrés sur la 

Figure 1-7 : 
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Figure 1-7 : Variation de la perméabilité du granite de Westerly sous température et après 

refroidissement (Voegele et al. 1985) 

 

Dans le cas de certaines roches, il se peut que seuls les phénomènes de fissuration 

thermique interviennent [Le Guen 1991 ; Shmonov et al. 1994]. Dans ce cas, la perméabilité 

subit une augmentation continue en fonction de la température. Cependant, il est généralement 

observé une augmentation continue de la perméabilité des roches avec la préfissuration 

thermique [Jones et al. 1997 ; David et al. 1999 ; Homand et al. 1984]. 

 

Khemissa [1998] a mené des études qui avaient pour but la détermination de la 

perméabilité de l’argile sous l’effet de contraintes et de la température. Sa méthode est basée sur 

la mesure en fonction du temps de la quantité d’eau qui traverse l’éprouvette. 

 

Suzuki et al. [1995] ont mené des essais qui ont pour but la détermination de la 

perméabilité de granite imbibant dans une eau chaude à 90 ° pendant 0, 180, 1030, 2000 jours. 

Une variation considérable de la perméabilité  de 1810−  à 1510−  2m est observée.   

 

1.5 Couplage entre l’endommagement et la perméabilité 

 

1.5.1 Phénomène physique et sa modélisation 
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Physiquement, la sollicitation mécanique conduit à une fissure du matériau qui a pour 

conséquence, d’une part la modification des propriétés (endommagement) et, d’autre part, la 

modification de la perméabilité (figure 1-8 ci-dessous). L’état de fissuration du matériau peut 

être représenté par une (ou plusieurs) famille(s) de fissures reparties dans le matériau, dont on 

peut donner une description géométrique (longueurs, orientation, etc.). 

 

 
Figure 1-8 : Processus physique ( Pouya et al. 2002) 

 

 
a. perméabilité, fonction de l’endommagement 

 

 
b. Perméabilité, fonction de directe du chargement mécanique 

 

Figure 1-9 : deux voies possibles de modélisation de l’évolution de la perméabilité sous 

chargement mécanique (Pouya et al. 2002)  
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Si on peut décrire comment l’état de fissuration du matériau évolue avec l’histoire des 

sollicitations mécaniques, on pourrait alors modéliser l’évolution de la perméabilité de manière 

indépendante, et on peut établir parallèlement avec celle de l’endommagement. Il y a deux voies 

possibles de modélisation de l’évolution de la perméabilité sous sollicitation mécanique (cf. 

figure 1-9).   

 

La première voie paraît plus simple pour différentes raisons. D’abord, la description de 

l’évolution de l’endommagement en fonction du chargement mécanique a fait l’objet de 

nombreuses investigations dont celles présentées au chapitre précédent, et on peut, pour cette 

partie de la modélisation, se baser sur des modèles existants. Ces modèles peuvent être issus 

d’études théoriques ou expérimentales. Par ailleurs, si ce modèle exprime l’endommagement à 

l’aide d’un tenseur d’ordre 2, la suite de la modélisation qui consiste à relier la variable 

d’endommagement à la perméabilité, sera grandement facilitée, du fait qu’il s’agira de relier 

deux tenseurs du même ordre.  

 

Mais cette voie de modélisation implique une hypothèse pouvant s’exprimer de manière 

plus précise sous la forme suivante : 

 

H1) deux états de fissurations correspondant à une même valeur du tenseur D  

correspondent également à une même valeur du tenseur k . 

 

Elle peut paraître forte, et est implicite dans tous les modèles existants dans la littérature 

que nous présenterons plus loin, semble incontournable. Elle est de tenir compte du rôle 

différent qui joue l’ouverture des fissures parmi les variables décrivant l’état de fissuration. En 

effet, la variation réversible de l’ouverture de fissures ne change pas l’état de l’endommagement 

du matériau, mais change la perméabilité. Une méthode pour tenir compte de cet effet est de 

relier la perméabilité non pas au tenseur d’endommagement D, mais à la déformation 

d’endommagement. Cette variable englobe en effet aussi bien les longueurs et orientations des 

fissures, que les épaisseurs. Il faut remarquer que l’hypothèse ne peut être valable que si les 

fissures se superposent à un réseau de porosité initiale, c’est-à-dire, si le matériau est poreux. Si 

le matériau est initialement imperméable, tant que les fissures créées par l’endommagement ne 

forment pas un réseau connecté, la perméabilité ne change pas (elle reste nulle). Mais en 

présence d’une matrice poreuse, toutes les fissures créées par l’endommagement se superposent 

au réseau de pores connectés et affectent la perméabilité. 
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Pour la deuxième voie, elle paraît plus logique et physique. La modélisation consiste à 

relier la perméabilité aux variables d’endommagement, c’est-à-dire de supposer que toute 

l’information sur l’état de fissuration pouvant influencer la perméabilité est comprise dans cette 

variable d’endommagement. On détermine l’évolution  de chacune des caractéristiques 

géométriques des fissures (longueurs, épaisseurs, orientation, etc.) avec le chargement 

mécanique. Mais cette voie présente de nombreuses difficultés dont celle de déterminer 

l’évolution de chacune des caractéristiques des fissures (longueurs, épaisseurs, orientation, etc.) 

avec le chargement mécanique. Dans l’état actuel, des connaissances sur ce sujet, on dispose des 

modèles donnant des indications sur l’orientation des fissures en fonction de la direction et de la 

nature de chargement. On dispose des modèles donnant des indications sur l’orientation des 

fissures en fonction de la direction et de la nature (compression, traction etc.) du chargement 

(Lubarda, 1993, Bazant, 1991, Pensée 2002, Lu et Shao 2002). 

 

1.5.2 Modèles de couplage entre l’endommagement et la perméabilité 

 

La variation de la perméabilité induite par l’endommagement, qui est l’objet essentiel de 

notre investigation, a fait l’objet d’un certain nombre d’études sur des géomatériaux. 

 

● Formulation de Bourdarot (1991) 

 

 La formulation proposée par cet auteur consiste à évaluer le tenseur de perméabilité en 

fonction d’un paramètre scalaire d’endommagement. Cette évolution permet de tenir compte du 

fait qu’un matériau fissuré a une plus grande perméabilité qu’un matériau sain. En se plaçant 

dans la base propre du tenseur de perméabilité, la forme retenue pour la variation de ce tenseur 

est la suivante: 
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k
                                                      (1-7) 

Dans laquelle: 

0ijk =Perméabilité du matériau sain, 00 =ijk , si ji ≠ , 

ijUk =Perméabilité ultime correspondant au matériau complètement désagrégé. 

L’endommagement est donc supposé isotrope dans ce modèle. 
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● Formulation de M. Souley (2001) 

 

Cette formulation en assimilant les microfissures à des plans circulaires (penny shaped), a 

présenté un autre modèle qui s’exprime sous la forme suivante: 
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La variable d’endommagement est définie : 
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où r  est le rayon moyen de microfissure et 0r le rayon moyen initial, ratl  est la proportion 

entre la longueur de microfissures au seuil de flux de percolation. 

 

● Formulation de Fauchet (1991) 

 

Il présente une équation d’évolution de la perméabilité en fonction de la déformation 

plastique sous la forme suivante: 

 

)()( 10
plpl KKK εε +=                                                (1-11) 

 

0K  Le tenseur de perméabilité du matériau sain ( 0=plε ). 

1K  La variation de perméabilité due à la fissuration.  

 

L’effet de la dégradation s’exprime donc dans ce modèle à travers plε , l’anisotropie de 

l’endommagement due à la fissuration peut être prise en compte. 

 

La fonction )(1
plK ε est déterminée dans ce modèle en considérant une famille de fissures 

planes, parallèles et uniformément réparties. Dans cette configuration, la seule composante de la 
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déformation ayant un effet sur la perméabilité est la composante normale au plan des fissures. 

Par ailleurs, dans ce cas, le débit total traversant l’échantillon est le somme des débits traversant 

chacune des fissures, ce qui simplifie le calcul de la conductivité hydraulique. 

 

● Formulation de Bary (1996)  

 

Il a formulé une hypothèse complémentaire consistant à ne faire dépendre la perméabilité 

que de la densité d’orientation de micro-fissures. Dans son approche, l’endommagement 

volumique assimilable à une augmentation de la porosité non connectée ne contribue pas à 

l’écoulement de fluide, et donc ne modifie pas la perméabilité. 

 

La forme du tenseur de perméabilité dans le repère principal d’endommagement est 

proposée sous la forme suivante: 

 

2 3 2 3
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k F F R R

+ +

+ +

+ +

 
 =  
  

                (1-12) 

 

Dans cette expression, k est une fonction scalaire, −F et +F  sont des tenseurs d’ordre 

deux respectivement pour les contraintes de compression et de traction sur les fissures, et 

iR représente des variables de fermeture des fissures. Les fonctions −F  et +F , ainsi que les  

iR  dépendent de la variable d’endommagement tensorielle D, de elε  , ainsi que des 

contraintes de compression −σ  et de traction +σ  sur les fissures. 

 

● Modèle de Lee et al. (1995)  

 

Ils proposent un modèle hydromécanique par une approche continue en se basant sur  le 

modèle de Barton-Bandis. Le tenseur de perméabilité est estimé par le tenseur de fissure, qui est 

seulement relatif à la géométrie (épaisseur, taille, orientation). L’épaisseur de fissure est définie 

en fonction de JRC (le coefficient de la rugosité de joint) et de JCS (la résistance compressive de 

joint), et la contrainte géostatique.  Pour estimer le tenseur de perméabilité aussi bien que la 

relation entre la perméabilité et la profondeur à l’interface de roches naturelles, le traitement de 

l'orientation de fracture et la distribution des données de longueur emploient l'analyse de groupe 
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et la projection stéréographique ensemble. 

 

● Formulation de Oda (1985) 

 

Il a proposé le tenseur de perméabilité (un tenseur d’ordre 2) en traitant comme des 

matières poreuses anisotropes homogènes pour les roches fracturées. Ceci a été obtenu en 

introduisant un tenseur symétrique (tenseur de fissure) qui ne dépend que de la géométrie des 

fissures associées (ouverture, grandeur, orientation). Le tenseur des fissures est obtenu par le 

traitement statistique géométrique des données de l’orientation des fissures présentées par 

projection stéréographique, accompagné du relevé détaillé des traces de fissures visibles sur les 

roches exposées. Ce tenseur de perméabilité a été étendu par Oda et al. (2002) pour modéliser le 

couplage entre l’endommagement et la perméabilité. La variation de perméabilité est formulée 

en terme d’augmentation de l’endommagement, et l’endommagement induit par la variation des 

fissures. L’augmentation de l’endommagement pour les essais triaxiaux sur une roche appelé 

granite Inada a été analysée en terme du tenseur de fissure, et la perméabilité a été formulée en 

la variation de l’endommagement. Tous les paramètres sont déterminés par l’analyse 

pétrographique conventionnelle. La technique du pulse test a été retenue pour l’essai de 

perméabilité. 

 

Le tenseur de perméabilité est obtenu grâce à une méthode de la statistique géométrique, 

l’expression est la suivante : 
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η  est un scalaire de l’endommagement qui est relatif à la porosité induite par les fissures par 

rapport la densité de fissure 32 rπρ . ijN  est un tenseur symétrique d’ordre 2 qui est relatif à 

la densité, au rayon, à la direction de l’ouverture des fissure. λ  , 2l  et 4l  sont des 

paramètres relatifs aux fissures. 

 

L’accord entre la prédiction de perméabilité et l’observation des essais de laboratoire est 

très bon, la perméabilité varie de 2010−  à 216  10 m− . 
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1.5.3 Méthode adoptée pour le couplage 

 

Le modèle d’Oda et celui de Souley paraissent très intéressants du fait qu’ils considèrent 

l’existence d’une perméabilité initiale et d’une variation de la perméabilité, qui est fonction de la 

variable d’endommagement (ou des paramètres des fissures). Cependant, les calculs de base de 

ces modèles sont fondés sur l’hypothèse de fissures de forme-disques. Par ailleurs, l’hypothèse 

de superposition des variations de la perméabilité dues aux fissures paraît une simplification très 

radicale vue la non linéarité des relations entre les composantes du tenseur de perméabilité et 

celles de la variation des fissures, mais ce modèle a été découplé de l’évolution de la propriété 

du matériau.  

 

En se basant sur ces études antérieures, nous allons proposer un modèle de comportement 

pour le couplage entre l’endommagement anisotrope et la variation de la perméabilité. La 

formulation du modèle sera basée sur des considérations micromécaniques des microfissures. La 

distribution de microfissures sera donnée par un critère de propagation en fonction des 

contraintes appliquées. La variation de la perméabilité sera liée à l’ouverture normale de 

microfissures. La perméabilité due à la microfissuration est déterminée par une procédure de 

moyenne volumique.  
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Chapitre 2. Modèles d’endommagement anisotrope 

 
2.1 Introduction  

 

L’objectif de la présente étude est la modélisation du comportement mécanique et 

hydromécanique des roches poreuses en condition saturée. Dans ce chapitre, nous allons d’abord 

aborder la modélisation du comportement mécanique, qui sera étendue ensuite à la modélisation 

hydromécanique dans le chapitre 2. 

 

De nombreuses études expérimentales ont été menées sur des roches fragiles (nous ne 

donnons pas ici une liste de références exhaustive des travaux) ; une synthèse assez complète sur 

des comportements mécaniques des roches et des massifs rocheux est donnée dans Hudson 

(1993). Les données expérimentales ont montré que l’endommagement par nucléation et 

propagation de microfissures est un mécanisme essentiel du comportement anélastique et de la 

rupture des roches fragiles. Différents modes de propagation de fissures peuvent être observés 

selon la microstructure des matériaux et le chemin de sollicitations. Parmi ces modes de 

propagation, le mode le plus souvent observé est celui de glissement à partir d’un défaut incliné 

pré-existant accompagné d’un branchement lors de propagation (appelé sliding wing crack). On 

peut citer quelques travaux de référence, par exemple, Wawersik et Brace 1971, Nemat-Nasser 

and Horii 1982, Wong 1982, Horii and Nemat-Nasser 1983, 1985, 1986, 1993, Sammis et Ashby 

1986, Steif 1984, Fredrich et Wong 1986, Fredrich et al. 1989. Parmi les conséquences de 

l’endommagement par microfissuration sur les comportements macroscopiques, on cite 

notamment la dégradation des propriétés élastiques, l’anisotropie induite, la dilatance volumique, 

les déformations anélastiques et les déformations différées, les effets unilatéraux et la variation 

de la perméabilité intrinsèque. Pour un nombre de problèmes d’ingénieurs, il est indispensable 

de prendre en compte ces différents phénomènes dans la modélisation des comportements des 

roches fragiles. 

 

Pour mener cette modélisation complexe, un premier volet consiste à l’estimation des 

propriétés élastiques des matériaux endommagés. Une démarche naturelle est de proposer une 

modélisation micromécanique. Des contributions des microfissures individuelles à la 

déformabilité macroscopique et des interactions entre microfissures sont d’abord analysées ; et 

les propriétés effectives du matériau fissuré sont ensuite déterminées par une procédure de 
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moyenne. Les deux schémas les plus souvent utilisés sont la méthode dite auto-cohérente et le 

schéma différentiel (Budiansky and O’Connell 1976, Hashin 1988). Une approche alternative 

est de déduire les propriétés effectives du matériau fissuré à partir d’une expression générale de 

l’enthalpie libre fonction des contraintes appliquées et de distribution de densité de 

microfissures (Sayers and Kachanov 1991, Kachanov 1992, Kachanov 1993). En se basant sur 

ces méthodes, les approches micromécaniques peuvent être développées pour décrire le 

comportement mécanique macroscopique et l’évolution de l’endommagement des matériau 

fragiles ; citons par exemples les travaux de Nemat-Nasser and Obata (1988), Fanella and 

Krajcinovic (1988), Prat and Bazant (1997), Ju and Lee (1990), Lee and Ju (1990), Ju and Tseng 

(1992), Ju and Chen (1994), Renaud (1998), Basista et Gross (1998), Gambarotta et 

Lagomarsino (1993), Andrieux et Coll (1986), Pensée (2002). Des modèles micromécaniques 

basés sur une démarche plus systématique en utilisant la théorie d’Eshelby (1957) ont également 

été proposés (Pensée 2002, Dormieux et al. 2002). Un point clé de ces modèles est de 

déterminer le critère de nucléation et de propagation de microfissures à l’échelle microscopique 

(Volume Elémentaire Représentatif). L’avantage majeur de l’approche micromécanique est la 

possibilité de prendre en compte de façon assez fine les mécanismes physiques mis en jeu dans 

la nucléation et la propagation de microfissure. L’implémentation numérique peut parfois être 

assez lourde. Cependant, le progrès très rapide des moyens de calcul permet maintenant 

d’affranchir cette difficulté. 

 

En parallèle avec des modèles micromécaniques, des modèles phénoménologiques ont 

également largement développé. De nombreux modèles ont été proposés pour différents 

matériaux, on cite ici quelques modèles représentatifs (Dragon et Mroz, 1979, Chow and Wang 

1987a, 1987b, Ju 1989, Halm and Dragon 1996, 1998, Hayakawa and Kurakami 1997, 

Murakami and Kamiya 1997, Swoboda and Yang 1999). Dans ces modèles, l’endommagement 

du matériau est représenté par des variables internes scalaires ou tensorielles. Un potentiel 

thermodynamique est postulé avec des considérations phénoménologiques ou mathématiques. 

L’évolution de l’endommagement est déterminée par un potentiel de dissipation. L’avantage 

principal de cette approche est la relative simplicité mathématique et la facilité 

d’implémentation numérique. Ces modèles macroscopiques fournissent ainsi un outil de calcul 

effectif pour l’analyse de l’endommagement des structures. Cependant, certains concepts utilisés, 

par exemple celui de contraintes effectives (Lemaitre 1992) ; ne sont pas clairement justifiés au 

point de vue physique. On rencontre également quelques difficultés à décrire certains 

phénomènes, par exemple des effets unilatéraux, avec les modèles phénoménologiques 
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(Chaboche 1992). 

 

Dans notre étude, nous allons étudier le comportement mécanique et hydromécanique des 

roches fragiles avec la variation de la perméabilité. Comme cette dernière est directement liée à 

l’ouverture de microfissures, nous proposons de privilégier une approche micromécanique. 

Ainsi dans la première partie de ce chapitre, nous présentons la formulation d’un modèle 

d’endommagement anisotrope en utilisant une approche micromécanique directe. Ensuite, afin 

d’établir un lien entre les deux approches et notamment de montrer l’apport de la 

micromécanique au développement des modèles macroscopiques, nous présenterons dans la 

deuxième partie une approche macroscopique basée sur des considérations micromécaniques. 

Les deux approches seront appliquées aux comportements mécaniques de deux roches fragiles, 

le granite du Lac du Bonnet et le grès des Vosges. 

 

2.2 Modèle d’endommagement anisotrope par l’approche micromécanique directe 
 

Dans cette partie, nous allons présenter un modèle d’endommagement anisotrope basé sur 

une approche directe de la micromécanique. Le domaine de validité du modèle couvre 

essentiellement le comportement mécanique des roches fragiles sous sollicitations en 

compression. Nous allons notamment prendre en compte l’ouverture de microfissures, qui est le 

facteur essentiel pour la variation de la perméabilité due à la microfissuration. 

 

2.2.1 Représentation de la microstructure 

 

On considère le volume élémentaire représentatif (VER), désigné par Ω , d’un milieu 

solide constitué d’une matrice isotrope de tenseur d’élasticitéC , comportant de nombreuses 

microfissures (cf. Figure 2-1). On suppose que la taille caractéristique de ces microfissures est 

petite par rapport à celle du VER, ceci correspond par exemple au cas de matériaux ayant une 

faible porosité de microfissures dans leur état initial. Les propriétés élastiques de la matrice 

solide isotrope sont définies par les coefficients de Lamé sl  et sm (ou le module d’Young sE  

et le coefficient de Poisson sn ). 
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Figure 2-1 : Volume élémentaire représentatif du milieu microfissuré 

 

Le domaine occupé par une famille de microfissures, i.e. un ensemble de microfissures 

ayant toutes le même vecteur normal unitaire nr , est noté  .  et   respectivement 

désignent la face supérieure et celle inférieure de la microfissure, avec sa normale +nr  et −nr . 

Sur  , des conditions de type contact unilatéral sont adoptées. En désignant par b
r

 

(b u u
   

r r r ) le vecteur du saut du déplacement ur  en un point x  de  , ces conditions 

s’écrivent (Leguillon et al., 1982): 

 

0, 0, 0n nn n nnb bs s  % %                                           (2-1) 

 

nb  et nns%  désignent respectivement la composante normale du saut de déplacement et la 

contrainte normale locale s’appliquant sur les lèvres des microfissures. Ces conditions, qui 

traduisent le comportement unilatéral des microfissures, s’interprètent de la façon suivant:   

①si les microfissures sont ouvertes ( 0nb > ), les lèvres sont libres d’efforts ( 0nns % ). 

②si les microfissures sont fermées ( 0nb  ), une contrainte normale de compression 

s’applique sur les lèvres.  

La condition 0nb ≥ exprime que les lèvres ne peuvent pas s’interpénétrer. 

 

2.2.2 Enthalpie libre du matériau microfissuré 

 

On adopte une hypothèse que les microfissures n’interagissent pas entre elles. Sur l’étude 

d’un VER ( Ω ) soumis au contour Ω∂  à des conditions de type contraintes uniformes, i.e. 
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.T vσ=
r r  avec s  homogène et vr  le vecteur normal unitaire à Ω∂ , et contenant une 

microfissure   représentant une famille, plongée dans un milieu infini élastique (voir Figure 

2-1). En se basant sur les travaux de Kachanov (1993), Andrieux et al. (1986) et de Pensée 

(2002), la déformation totale macroscopique du matériau endommagé est composée de la 

déformation de la matrice solide et de celle due à la présence de la discontinuité de déplacement 

en traversant des microfissures ; soit : 

 

0 1: ( )
2

N b n n b dSe s


    
 

r rr rS                                 (2-2) 

 

Le tenseur d’ordre 4 0S  désigne le tenseur de souplesse élastique de la matrice solide ou 

du matériau sain. N  représente le nombre de microfissures de la famille dont la normale est 

définie par le vecteur nr . On suppose que les microfissures ont la forme d’un disque circulaire 

(Penny shaped cracks). Le vecteur normal nr est alors constant le long de la fissure et le vecteur 

b
r

est considéré comme le saut de déplacement moyen en traversant la microfissure. L’enthalpie 

libre du matériau endommagé peut être exprimée sous la forme suivante : 

 

0 21 1: : ( . ).
2 2c

Nw r n bs s p s 


rrS                                 (2-3) 

 

La variable r  est le rayon moyen des microfissures. Selon les travaux de Kachanov 

(1993), le vecteur du saut de déplacement peut être décomposé en une composante normale et 

une composante tangentielle à la fissure. Chaque composante est reliée respectivement à la 

contrainte normale et à la contrainte de cisaillement appliquées à la microfissure, soient: 

 

 ( . . ) . ( . . )b n n n n n n nb s g s s  
r r r r r r r r                                  (2-4) 

 

Les deux coefficients sont définis par : 
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Selon le principe de non interpénétrabilité matériel, le saut de déplacement normal doit être 
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positif ou nul. Ceci nous impose les conditions de fermeture de microfissure suivante : 

 

( . . ) 0, fissure ouverte

( . . ) 0, fissure fermée

n n

n n

s

s

  

r r

r r                                             (2-6) 

 

En tenant compte de cette condition de fermeture dans (2-6), le vecteur de saut de 

déplacement peut alors s’écrire : 

 

 . . . ( . . )b n n n n n n nb s g s s    
r r r r r r r r                          (2-7) 

 

Dans cette relation, le symbole x désigne ( )/2x x x  . En utilisant (2-6) et (2-4), 

on obtient l’expression de l’enthalpie libre du matériau endommagé : 
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La variable w  est la densité de microfissure de la famille d’orientation nur  ; et le 

coefficient h  désigne la compliance élastique de la microfissure, respectivement définis par : 
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                               (2-9) 

 

La fonction de l’enthalpie libre peut également être exprimée sous la forme suivante : 

 

hom1
2cw s s : :S                                        (2-10) 

 

On introduit ainsi le tenseur d’ordre 4 de compliance élastique du matériau endommagé, 

qui dépend de la densité et de l’orientation de la famille de microfissures : 

 

 hom 0 ( ) ( ) ( )h n n n n c n n n nw d d          r r r r r r r rS S               (2-11) 
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Nous avons le coefficient 2c    pour les microfissures fermées et sc n  pour les 

microfissures ouvertes. 

 

La fonction de l’enthalpie libre précédente obtenue correspond à une famille de 

microfissure. Afin de décrire le comportement mécanique du matériau contenant une 

distribution arbitraire de microfissures. L’expression précédente doit être généralisée. Pour ce 

faire, nous adoptons l’hypothèse de non-interaction entre les microfissures. L’enthalpie globale 

du matériau endommagé est ainsi obtenue par addition des contributions de toutes les 

microfissures. Nous introduisons une fonction de densité de microfissures dépendant de 

l’orientation dans l’espace, soit ( )nw r . L’enthalpie libre macroscopique est obtenue par 

l’intégration de (2-8) sur l’orientation de l’espace définie sur la surface d’une demi sphère, notée 

par 2S . Cette surface peut être décomposée en deux parties complémentaires (Pensée et al. 

2002) ; Une partie correspondant aux orientations de microfissures ouvertes notée par 2S  , et 

une autre partie correspondant aux orientations de microfissures fermées notée par 2S   ; avec 
2 2 2S S S    et 2 2S S    . Ainsi, on obtient l’enthalpie libre du matériau 

endommagé : 
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Dans le cas général, l’intégration précédente ne peut pas être déterminée analytiquement du 

fait que la fonction de densité de microfissures n’est pas précisée sous forme analytique. Par 

conséquent, une approche discrète est adoptée. L’enthalpie libre est évaluée par une méthode 

d’intégration numérique. Nous utilisons ici la méthode proposée par Bazant et Oh (1986) portant 

sur l’intégration numérique des fonctions suivant les orientations d’espace. En utilisant cette 

méthode, l’enthalpie libre du matériau endommagé est donnée par : 
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Le nombre P  est le nombre total d’orientations discrètes choisies et 1P correspond au 

nombre d’orientations des microfissures ouvertes. En dérivant l’enthalpie libre, le tenseur de 

compliance élastique du matériau endommagé est obtenu sous la forme discrète : 
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2.2.3 Loi de comportement du matériau endommagé 

 

Dans les relations précédentes, nous avons vu que le comportement mécanique du matériau 

endommagé est affecté par les discontinuités de déplacement en traversant les microfissures. 

Quand la microfissure est fermée, la discontinuité de déplacement normal à la microfissure 

s’annule et le comportement mécanique du matériau est affecté seulement par le glissement le 

long des lèvres des microfissures. La propagation de microfissures est directement liée au 

glissement qui devient la force motrice de l’endommagement. Pour les géomatériaux comme 

des roches, il est assez évident que les surfaces des microfissures ne sont pas parfaitement lisses 

et contiennent une certaine rugosité. En raison de la présence de cette rugosité, le glissement 

tangentiel peut provoquer une ouverture normale de microfissure, d’un caractère irréversible 

après un déchargement de contraintes. Cette ouverture résiduelle serait le facteur essentiel de la 

dilatance volumique macroscopique et de la variation de la perméabilité du matériau poreux. 

Afin de prendre en compte de cette ouverture liée au glissement tangentiel, donc à la 

propagation de microfissure, on introduit une variable ( )e n
r  qui représente l’ouverture cumulée 

dans l’orientationnr . En s’inspirant des réponses mécaniques des joints rocheux soumis au 

glissement tangentiel, il est supposé que l’ouverture incrémentale est proportionnelle à la 

propagation de microfissure, soit ( ) ( ) ( )de n r dr ncr r , avec le coefficient dit de dilatance ( )rc , 

qui peut être fonction de la longueur de microfissures. En tenant compte de la déformation 

anélastique liée à l’ouverture résiduelle des microfissures, la loi de comportement 

macroscopique du matériau endommagé s’écrit alors : 

 
hom :re e s  S                                                     (2-15) 
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Le tenseur de déformation anélastique liée à l’endommagement est déterminé par la relation 

suivante :  
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Soit sous la forme discrète en utilisant la méthode d’intégration numérique, nous avons : 
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Dans cette relation, ( )H x est la fonction de Heavisides. 

 

2.2.4 Critère de propagation de microfissures et évolution de l’endommagement 

 

Dans notre approche micromécanique, l’endommagement du matériau est caractérisé par la 

densité de microfissures suivant chaque orientationnr . Dans un cadre thermodynamique, en 

supposant une dissipation non visqueuse, l’évolution de l’endommagement est déterminée par 

un critère d’endommagement, qui est une fonction à valeur scalaire de la force 

thermodynamique associée à la variable d’endommagement, soit : 

 

( , ) 0d df Y w                                                  (2-18) 

 

La force thermodynamique associée à l’endommagement est dérivée du potentiel 

thermodynamique : 
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Le second principe de la thermodynamique est vérifié par la non négativité de la dissipation 

intrinsèque dans chaque direction, soit : 
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. 0dY w &                                               (2-20) 

 

Selon l’expression de la force thermodynamique donnée par (2-19), on constate que dans le 

cas de microfissures ouvertes, l’évolution de l’endommagement est essentiellement contrôlée 

par la contrainte normale ; ce qui pourrait correspondre à la propagation de microfissure en 

mode I. En revanche, quand les microfissures sont fermées, la propagation de microfissures est 

contrôlée par la contrainte de cisaillement, qui conduit à une propagation en mode II. Cependant, 

cette propagation n’est pas influencée par la contrainte normale. Si un tel résultat est convenable 

pour des matériaux dont le comportement mécanique est quasi indépendant de la contrainte 

hydrostatique (donc de la contrainte normale aux microfissures), celui-là ne permet pas de 

décrire le mécanisme de propagation de microfissures dans les géomatériaux comme des roches. 

En effet, il est largement connu que le comportement mécanique de ces matériaux cohésifs à 

frottement interne dépend fortement de la contrainte moyenne. Par exemple, en compression 

triaxiale, le comportement des roches est fortement lié à la pression de confinement. Quand la 

pression de confinement est faible, on constate généralement un comportement très fragile avec 

un endommagement induit important dû à la propagation de microfissures. Sous une pression de 

confinement élevée, le comportement devient progressivement ductile ; l’endommagement 

induit par microfissuration peut devenir secondaire par rapport à la déformation plastique. 

 

D’une manière générale pour les matériaux rocheux, le seuil d’endommagement augmente 

avec la pression de confinement ; et la contrainte deviatorique est la force motrice responsable 

de la propagation de microfissures. Dans la présente étude, l’objectif principal est de décrire le 

comportement mécanique des roches fragiles sous contraintes de compression triaxiale; 

c'est-à-dire que les microfissures seront majoritairement fermées. En tenant compte des 

observations précédentes, la propagation de microfissures dans une orientation donnée sera 

contrôlée à la fois par la contrainte normale et la contrainte de cisaillement. Le mode de 

propagation sera alors celui de mode mixte (I et II). Cependant, afin de simplifier l’écriture, la 

microfissure réelle en propagation mixte sera remplacée par une microfissure fictive soumise à 

une contrainte de traction équivalente et se propageant en mode I (voir Figure 2-2). Cette 

contrainte de traction équivalente, notée par ts , est une fonction non linéaire de la contrainte 

normale et celle de cisaillement. Par ailleurs, une approche pragmatique est adoptée ; l’évolution 

de l’endommagement sera directement liée à la propagation de microfissure. Cela revient à 

déterminer la longueur moyenne (ou plutôt le rayon moyen des disques de microfissures) dans 
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chaque orientation ( )r n
r , au lieur de déterminer la variable densité de microfissure ( )nw r . 

 

 
Figure 2-2 : Schématisation de la microfissure fictive soumise à une contrainte de traction 

équivalente 

 

En s’inspirant du critère de propagation en mécanique linéaire de la rupture, 

soit 0t Icr Kp s   , avec IcK étant le facteur d’intensité de contrainte critique ; on propose 

le critère de propagation suivant : 
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. .n n ns s r r  , ( ) ( )n n nt s d    r r r r                                   (2-22) 

 

Les variables nσ  et tr sont respectivement la contrainte normale et le vecteur de la 

contrainte tangentielle appliquées sur les lèvres de la microfissure considérée. Le coefficient cf  

désigne la résistance en compression simple. m  est un paramètre du modèle qui permet de 

mieux prendre en compte la dépendance non linéaire du comportement mécanique des roches et 

de la contrainte de confinement. Le paramètre rc  est équivalent au facteur d’intensité de 

contrainte critique, et représente ainsi la ténacité du matériau par rapport à la propagation de 

microfissures. La fonction à valeur scalaire ( )f r  est introduite dans le critère de propagation ; 

celle-ci joue un rôle similaire à celui d’une fonction d’écrouissage en plasticité. En effet, 

l’introduction de cette fonction permet de décrire le passage d’une propagation stable en régime 

d’écrouissage à une propagation instable à l’état de rupture ou en régime radoucissant. En 

régime d’écrouissage (ou en propagation stable), une propagation incrémentale de microfissure 
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induite une relaxation de la concentration de contrainte autour de la fissure et la propagation est 

donc arrêtée sans variation de contrainte appliquée. En s’approchant de l’état de rupture, la 

coalescence de microfissures devient important et il y aura des interactions entre les 

microfissures, la propagation devient progressivement instable conduisant la rupture 

macroscopique du matériau. L’expression de cette fonction d’écrouissage peut être déterminée à 

partir des données expérimentales ou à partir des résultats numériques sur la propagation de 

microfissures au sein d’un VER. Cependant, cette fonction doit vérifier quelques propriétés 

fondamentales selon les analyses précédemment faites. Quand la densité de microfissure est 

faible (en régime d’écrouissage), elle doit être une fonction décroissante marquant ainsi la 

relaxation de contraintes. Par contre, quand la densité (ou le rayon) de microfissure dépasse une 

certaine limite, la fonction ( )f r  devient alors croissante ou atteinte une valeur asymptotique, 

permettant de décrire une propagation instable de microfissures. Dans notre étude, en se basant 

sur des données expérimentales, nous avons proposé la forme simple suivante pour l’expression 

de ( )f r  : 

 

( ) ( )   ,   

( )        ,   

c
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rf r r r
r
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h
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                                              (2-23) 

 

Dans cette relation, le paramètre cr  représente la valeur critique du rayon de microfissure 

pour le seuil de coalescence de microfissures conduisant à la rupture macroscopique du matériau. 

Le paramètreη donne la valeur asymptotique de ( )f r  à la coalescence de microfissures. 

 

2.2.5 Intégration numérique du modèle 

 

Dans l’approche micromécanique directe proposée, nous avons adopté une méthode 

d’intégration numérique afin de prendre en compte les contributions de microfissures dans les 

différentes orientations. Il existe différentes méthodes d’intégration numérique dans la littérature. 

Nous avons choisi celle proposée par Bazant et Oh (1986). En effet, ils ont proposé une méthode 

numérique efficace permettant d’intégrer une fonction quelconque suivant les orientations de 

l’espace définies sur la surface d’une demi-sphère. Différentes combinaisons en terme de points 

d’intégration ont été proposées. Quelques exemples sous forme graphique sont illustrés dans la 

Figure 2-3. D’après quelques études préliminaires, nous avons adopté la combinaison de 21 
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points (ou orientations) ; soit 21P  dans les équations (2-14) et (2-17) pour le calcul du 

tenseur de compliance élastique et du tenseur des déformations anélastiques. Les composantes 

des 21 vecteurs d’orientationnr sont précisées dans cette référence. 

 

Dans la présente étude, les simulations numériques que nous allons présenter par la suite se 

limitent aux essais homogènes en laboratoire. Par ailleurs, nous limitons également la présente 

étude à la modélisation du comportement mécanique des roches fragiles jusqu’à la rupture 

macroscopique par coalescence de microfissures. Le comportement post-rupture et l’analyse de 

localisation de déformation ne sont pas abordés ici, et feront l’objet des études en perspectives. 

Par conséquent, nous présentons ici seulement la méthode d’intégration directe du modèle de 

comportement proposé pour des chemins en contraintes contrôlées. 

 

 
 

Figure 2-3 : Répartition des points d’intégration pour les schémas à (a) 21 points, (b) 33 

points, (c) 37 points et (d) 61 points 

 

En partant d’un état initial correspondant à un état non endommagé du matériau, les 

chargements sont appliqués par petits incréments jusqu’à ce que le critère de rupture soit atteint. 

A la fin de l’incrément( )a , connaissant les contraintes appliquées ( )
ij
as  et les variables internes 
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(rayon moyen des microfissures dans chaque orientation) ( )( 1,21)kr ka   ; le problème consiste 

à déterminer, à partir de l’incrément des contraintes appliquées ( 1)
ij
as  , les valeurs des 

déformations ( 1)
ij
ae  et des variables internes ( 1)( 1,21)kr ka  à la fin de l’incrément( 1)a   ; 

soit : 
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                                     (2-24) 

 

Nous supposons dans un premier temps que le nouvel état mécanique est situé à l’intérieur 

du convexe de réversibilité pour chacun des points de Gauss, i.e. que l’évolution entre les pas 

( )a et ( 1)a   est purement élastique. On vérifie alors si l’état mécanique ( ( 1) ( ), kr
a as  ) 

satisfait la condition suivante suivant chaque orientation ( 1,21k  ):  
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Si tel est le cas, il n’y a pas de propagation de microfissure dans l’orientation kn
r et nous 

avons : 
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Dans le cas contraire, les microfissures se propagent dans cette orientation, et on détermine 

la nouvelle valeur du rayon de microfissure, ( 1)
kr
a , par la condition de cohérence suivante: 
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Et on en déduit l’incrément d’ouverture de microfissure si celle-ci se trouve en état fermé : 
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Après avoir déterminé les valeurs actuelles du rayon moyen de microfissures suivant 

l’ensemble des orientations, on peut calculer le tenseur de compliance élastique du matériau 

endommagé : 
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Le tenseur de déformations anélastique peut être déterminé par la relation suivante : 
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Enfin, le tenseur de déformations totales est donné par la loi de comportement, soit : 

 
( 1) ( 1) ( 1)hom( 1) : ra a aae s e   S                               (2-31) 

 

2.2.6 Identification des paramètres du modèle 

 

Dans ce paragraphe, nous allons aborder la détermination des paramètres du modèle. Le 

modèle proposé contient en total 10 paramètres ; à savoir 2 paramètres élastiques du matériau 

non endommagé( , )s sE n , 5 paramètres introduits pour le critère de propagation de microfissures 

( 0, , , ,r cC r r mh ), la densité (le nombre) de microfissure volumique ( /N  ), le coefficient de 

dilatance (c ) et la résistance en compression uniaxiale ( cf ). 
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Figure 2-4 : Illustration du chemin de contrainte lors d’un essai de compression triaxiale 

conventionnelle 

 

En mécanique des roches, les essais de base généralement pratiqués en laboratoire sont des 

essais de compression triaxiale avec différentes valeurs de la pression de confinement, sur des 

échantillons cylindriques. Il s’agit alors d’un chemin homogène axisymétrique (Voir Figure 2-4). 

En désignant l’axe du cylindre comme 1e
r , les états de contraintes et de déformations dans le 

cylindre sont exprimés par les tenseurs suivants : 

 

1 1 1 3 3 3( ) 2 ( )e e e es s s   r r r r , 1 1 1 3 3 3( ) 2 ( )e e e ee e e   r r r r            (2-32) 

 

Sur la Figure 2-5, on montre un exemple de réponse en courbes de contraintes- 

déformations obtenues lors d’un essai de compression triaxiale avec un cycle de déchargement 

de la contrainte deviatorique. D’une manière générale, on obtient une phase de réponse élastique 

quasi linéaire, suivie de réponses non linéaires et anélastiques dues à des déformations 

plastiques et l’évolution de l’endommagement induit. Comme l’endommagement induit par 

microfissuration affecte les propriétés élastiques du matériau, les raideurs élastiques lors d’un 

cycle de déchargement pendant la phase anélastique sont souvent affaiblies par rapport aux 

valeurs initiales. D’un point de vue macroscopique, la rupture du matériau se manifeste par la 

présence d’un pic de contrainte déviatorique suivi d’un comportement radoucissant. La rupture 

macroscopique et le comportement post-pic sont généralement accompagnés de la localisation 

de déformations et de la coalescence de microfissures. Il faut noter que pour la plupart des 

roches, l’identification de la phase élastique n’est toujours pas aisée, en raison de la présence de 

défauts initiaux. Cet aspect ne sera pas considéré dans la suite de la présente étude. 
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Figure 2-5 : Schématisation du comportement mécanique d’une roche lors d’un essai de 

compression triaxiale 

 

Le paramètre représentant la densité (nombre) volumique de microfissure ( /N  ) 

intervient dans la détermination des propriétés élastiques du matériau endommagé homS et 

également dans l’estimation des déformations anélastiques re . Le coefficient de dilatance 

c contrôle la déformation volumique macroscopique. Ainsi, à partir de données expérimentales 

obtenues sur la variation du module élastique lors des cycles de déchargement et de la 

déformation volumique, il sera possible d’estimer les valeurs des deux paramètres ( /N  ,c ). 

 

Détermination des paramètres élastiques : 

 

Dans l’approche micromécanique adoptée ici, il faut identifier les propriétés élastiques de 

la matrice solide ; soit pour le cas isotrope le module de Young sE  et le coefficient de 

Poisson su . Cependant, pour la présente étude, notre objectif est d’étudier le comportement 

mécanique des roches en tenant compte de l’endommagement induit par la propagation de 

microfissures. En négligeant l’effet des microdéfauts initiaux, on suppose l’existence d’un état 

de référence appelé matériau sain ou non endommagé. Dans ce cas, on confond les propriétés 

élastiques de la matrice solide ( sE , su ) avec celles du matériau sain ; soit le module et le 

coefficient de Poisson initiaux ( 0E , 0u ).  On s’intéresse par la suite à la dégradation des 

propriétés élastiques par rapport à cet état de référence. Selon la schématisation faite sur la 

Figure 2-4, les valeurs des propriétés élastiques initiales peuvent être déterminées dans la phase 
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élastique des courbes de contraintes – déformations, soit : 
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                                     (2-33) 

 

Il est à noter que pour certaines roches, les paramètres élastiques initiaux dépendent 

généralement de la pression de confinement. Par exemple, le module initial augmente avec la 

pression de confinement à cause du serrage des microfissures initiales. Cet aspect n’est pas pris 

en compte ici et des valeurs moyennes issues des différents essais seront utilisées. 

 

Paramètres du critère de propagation 

 

L’obtention des paramètres ( 0, , , , ,r c cC r r m fh ) du critère de propagation de microfissures 

peut se faire à partir du seuil d’endommagement et de la contrainte au pic d’un essai de 

compression triaxiale sous confinements différents. Nous allons préciser ici la procédure 

d’identification. 

 

La résistance en compression simple cf  est introduite dans le critère de propagation 

comme un paramètre de dimensionnement afin de prendre en compte la dépendance non linéaire 

de comportement des roches de la pression de confinement. La valeur de cf  est directement 

obtenue de la contrainte au pic d’un essai de compression simple. 

 

Le rayon moyen initial de microfissures, 0r , est généralement choisi à priori à partir d’une 

caractérisation de la microstructure du matériau. Pour la plupart des roches, il est admis que la 

valeur de 0r  est proche de la taille moyenne des grains. 

 

La contrainte au pic est conventionnellement identifiée comme contrainte à la rupture. Pour 

les roches fragiles, nous supposons que la rupture macroscopique du matériau est la 

conséquence d’une coalescence des microfissures. Et à la rupture, le rayon moyen des 

microfissures dans la direction la plus sollicitée atteint la valeur critique de coalescence, soit cr . 

La valeur du paramètre cr  est donc liée aux contraintes à la rupture du matériau. En identifiant 

la direction la plus sollicitée par la méthode d’intégration numérique utilisée notée par rn
r  et en 

reportant cr r  dans le critère de propagation, on tient l’expression du critère de rupture 
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macroscopique du matériau : 
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                       (2-34) 

 
( )r
ns et ( )rtr sont respectivement la contrainte normale et le vecteur de contrainte 

tangentielle dans la direction rn
r  à la rupture (au pic). Parallèlement, le seuil 

d’endommagement est identifié comme le point de perte de linéarité de la courbe de 

déformation axiale ou radiale. A ce seuil, le rayon de microfissures est égale à la valeur initiale, 

soit 0r r . En utilisant cette condition dans le critère de propagation, on obtient le fonction de 

charge donnant le seuil d’endommagement : 
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                        (2-35) 

 
( )s
ns et ( )str  correspondent respectivement à la contrainte normale et au vecteur de la 

contrainte tangentielle dans la direction rn
r  au seuil de l’endommagement. En appliquant les 

critères (2-34) et (2-35) respectivement aux valeurs expérimentales des contraintes à la rupture 

et au seuil d’endommagement, il est possible de déterminer les valeurs des quatre paramètres 

( , , , )r cC r mh par le principe de meilleure approximation. Sur la Figure 2-6, on montre les courbes 

de rupture et du seuil d’endommagement pour le grès des Vosges en utilisant les données 

expérimentales obtenues par Khazraei (1995).  
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Figure 2-6 : Illustration des surfaces de rupture et du seuil d’endommagement dans le plan 

triaxial pour le grès des Vosges 

 

Dans le Tableau 2-1 sont rassemblées les valeurs représentatives des paramètres obtenues 

pour le grès des Vosges; et dans le Tableau 2-2 celles pour le granite du Lac du Bonnet. 

 

Tableau 2-1 : Valeurs représentatives des paramètres pour le grès des Vosges 

0E  20300MPa 
Paramètres élastiques 

0v  0,26 

/N   4500000/ 3m  Paramètre des 

déformations anélastiques c  0,0009 

cf  26MPa  

m  0,0 

rC  1,28MPa m  

h  0,1 

 cr  39 10−× m 

Paramètres du critère de 

propagation de microfissures 

0 r  33 10−× m 
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2.2.7 Simulations des essais 

Après la détermination des paramètres, le modèle proposé est utilisé pour décrire le 

comportement mécanique des deux roches représentatives avant l’extension de celui-ci à la 

description du comportement poromécanique des matériaux saturés. Les comparaisons entre les 

simulations numériques et les données expérimentales sont présentées par la suite. 

 

2.2.7.1 Modélisation du comportement d’un granite  

 

Nous proposons ici de vérifier les performances du modèle par une confrontation de ses 

prédictions avec quelques résultats expérimentaux concernant le granite du Lac du Bonnet. Ce 

matériau a été largement étudié dans le cadre des études de faisabilité du stockage des déchets 

radioactifs dans le laboratoire de recherche souterrain (URL) au Canada (Martin et Chandler 

1994, Shao et al. 1999, Souley et al. 2001). La comparaison entre les données expérimentales et 

les simulations à l’aide du modèle est réalisée pour des cas de sollicitations correspondant à des 

essais de compression triaxiale monotone avec différentes pressions de confinement. Sur la 

Figure 2-7, nous montrons d’abord la courbe de rupture théorique et les contraintes à la rupture 

expérimentales pour de différents confinements. On constate que la surface de rupture ne varie 

pas linéairement avec la pression de confinement et que le critère de rupture proposé décrit bien 

le comportement à la rupture du matériau étudié. 

 

Des essais de compression triaxiale sont ensuite simulés à l’aide du modèle. Dans les 

Figures 2-8 et 2-9, on a montré les comparaisons entre les simulations numériques et les 

données expérimentales pour deux pressions de confinement (une très faible soit 2MPacP  , 

une autre assez élevée 40MPacP  ). D’une manière générale, nous avons obtenu une bonne 

concordance pour les deux pressions de confinement. Il faut souligner que les simulations ont 

été menées seulement jusqu’à la rupture et que le comportement post-pic n’a pas été abordé. Cet 

aspect sera étudié dans les perspectives en considérant le phénomène de localisation des 

déformations. Par ailleurs, comme les essais de compression triaxiale ont été utilisés dans la 

détermination des paramètres, les simulations présentées ici ne représentent une phase de 

vérification directe de la cohérence de la formulation et de la détermination des paramètres. 

Enfin, les essais utilisés ici servent de données de base pour l’étude de la variation de la 

perméabilité qui sera abordée dans le chapitre suivant. 
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Figure 2-7 : Comparaisons entre la courbe de rupture théorique et les valeurs 

expérimentales de la contrainte à la rupture pour le granite du Lac du Bonnet 

 

Tableau 2-2 : Valeurs représentatives des paramètres pour le granite du Lac du Bonnet 

 

0E  68000 MPa  
Paramètres élastiques 

0u  0.21 

cf  179MPa  

m  0,475 
h  0,001  

rC  0,75MPa m   

0r  3103 −× m 

Paramètres du critère de 

propagation de microfissures 

cr  3108 −× m 

/N  3800000/ 3m  Paramètre de 

déformations anélastiques c  3109 −×  
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Figure 2-8 : Simulation (courbe continue) d’un essai de compression triaxiale monotone de 

confinement 2MPacP   pour le granite du Lac du Bonnet 

 

0

100

200

300

400

500

600

-5000 0 5000 10000

Expérience
Simulation

q(MPa)

Pc=40MPa

ε33(Ε−6) ε11(Ε−6)

 
 

Figure 2-9 : Simulation (courbe continue) d’un essai de compression triaxiale monotone de 

confinement 40MPacP   pour le granite du Lac du Bonnet 

 

Comme ce qui a été indiquée dans la formulation du modèle, la distribution orientée de 

microfissures induit une anisotropie du comportement mécanique du matériau. Cette anisotropie 

induite se traduit d’abord dans le tenseur de compliance élastique du matériau endommagé. A 

l’aide du modèle, les variations relatives de quelques composantes du tenseur de compliance 
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élastique en fonction de la déformation axiale ont été évaluées sont présentées sur la Figure 2-10, 

dans le cas d’une compression triaxiale avec la pression de confinement de 20MPacP  . On 

voit que l’anisotropie induite est clairement décrite par le modèle ; la diminution de la raideur 

élastique dans la direction latérale est plus forte que celle dans la direction axiale. 
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Figure 2-10 : Variations relatives des souplesses élastiques (valeurs actuelles par rapport 

aux valeurs initiales) en fonction de la déformation axiale lors d’un essai de compression 

triaxiale avec la pression de confinement de 20MPacP   pour le granite du Lac du Bonnet 

 

2.2.7.2 Modélisation du comportement d’un grès 

 

Le matériau étudié ici un grès dit des Vosges. Cette roche est assez représentative d’un 

milieu poreux en raison de la microstructure assez simple et de la composition minéralogique. 

Ce matériau a été étudié par différents chercheurs (par exemple, Sibai 1990, Khazraei 1995 ; 

Karami 1998; Lu et Shao 2002). Des essais de compression triaxiale sous différentes conditions 

(drainée, non drainée, montée en pression interstitielle) ont été effectués. Dans ce paragraphe, 

seules les simulations des essais drainés (sans pression interstitielle) sont abordées afin de 

décrire le comportement mécanique de base. L’étude du comportement poromécanique de ce 

matériau sera abordée dans le chapitre suivant.  

 

Sur les Figures 2-11 et 2-12, nous avons montré les comparaisons entre les simulations 
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numériques et les données expérimentales pour deux essais de compression triaxiale avec les 

pressions de confinement de 5MPacP   et 20MPacP  . Comme pour le granite, nous 

obtenons également une bonne concordance entre les simulations et l’expérience.  
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Figure 2-11 : Comparaisons entre simulations (courbes continues) et données 

expérimentales lors d’un essai de compression triaxiale monotone avec un confinement 

5MPacP  pour le grès des Vosges 

 

 

 

 



 60

0

20

40

60

80

100

120

140

-5 0 5 10

q (MPa)

Expérience
Simulation

Pc=20 Mpa

ε11(Ε−3)ε33(Ε−3)

 
Figure 2-12 : Comparaisons entre simulations (courbes continues) et données 

expérimentales lors d’un essai de compression triaxiale monotone avec un confinement 

20MPacP  pour le grès des Vosges 
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2.3 Approximation par un tenseur d’endommagement d’ordre 2 
 

Dans le paragraphe précédent, nous avons proposé un modèle d’endommagement 

anisotrope avec une approche directe de la micromécanique. L’état de l’endommagement du 

matériau est représenté par un nombre de familles de microfissures suivant les différentes 

orientations de l’espace. Les propriétés élastiques macroscopiques du matériau endommagé ont 

été obtenues par l’addition des contributions par chaque famille de microfissures, elles ne 

dépendent que des propriétés élastiques de la matrice solide et de la densité de microfissures 

dans chaque orientation. Il n’y a donc pas de paramètres à identifier à partir des données 

expérimentales. C’est l’avantage d’une approche micromécanique. Cependant, pour certains 

matériaux et dans certains cas de sollicitations, on peut aboutir à des écarts importants entre les 

données expérimentales et les prédictions théoriques vis-à-vis par exemple de l’anisotropie 

induite. Il convient d’améliorer les résultats de la modélisation. Deux voies complémentaires 

sont possibles ; l’une consiste à raffiner l’approche micromécanique afin de prendre en compte 

d’autres phénomènes tels que l’interaction entre microfissures. L’autre possibilité, plus simple à 

mettre en œuvre, est de développer une approche phénoménologique en se basant sur des 

informations fournies par la micromécanique. Par exemple, on détermine la forme générale du 

potentiel thermodynamique à l’aide des analyses micromécaniques, mais en introduisant des 

paramètres du modèle, qui vont être identifiés à partir des données expérimentales. Cette 

deuxième méthode est utilisée dans la présente étude. Dans ce paragraphe, nous allons donc 

présenter un modèle d’endommagement phénoménologique basé sur des analyses 

micromécanique. 

 

2.3.1 Variable d’endommagement  

 

Dans l’approche phénoménologique de la modélisation de l’endommagement, une des 

étapes clés est le choix des variables internes décrivant l’état de l’endommagement. Pour 

l’endommagement isotrope, une variable scalaire est suffisante. En revanche, pour représenter 

un endommagement anisotrope, une variable tensorielle devient nécessaire. Dans la littérature, 

la plupart des modèles utilisent des tenseurs d’ordre 2 ou d’ordre 4 (par exemple, Chow and 

Wang 1987a, 1987b ; Chaboche 1992 ; Halm et Dragon 1998 ; Hayakawa et Murakami 1997 ; 

Ju 1989 ; Lemaitre 1992 ; Murakami et Kamiya 1997 ; Swoboda 1999a, 1999b). En raison de 

simplicité, nous avons retenu un tenseur d’endommagement d’ordre 2 dans la présente étude, 



 62

noté par D .  

 

Etant donné que les variables d’endommagement doivent représenter la distribution de 

microfissures dans le matériau, et en s’appuyant sur les travaux de Lubarda et Kracjinovic 

(1993), le tenseur d’endommagement est défini en fonction de la densité de microfissures telle 

que: 

 

2

1 ( )( )
4 S

D n n n dSw
p

  r r r                                              (2-36) 

 

Comme indiqué précédemment, la plupart des géomatériaux contient des microfissures 

initiales selon leur histoire de formation et leur processus de fabrication. Cependant, une 

quantification précise de ces défauts initiaux est souvent difficile. Dans cette étude, une 

simplification est faite. On suppose une distribution isotrope de microfissures à l’état initial avec 

un rayon moyen de 0r , identique dans toutes les directions. Comme l’objectif ici est d’étudier 

l’effet de l’endommagement induit sur le comportement mécanique et poromécanique, les 

composantes du tenseur d’endommagement sont définies en fonction de variation relative de 

longueur (propagation par rapport à l’état initial) de microfissures dans différentes orientations, 

soit : 
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La variable N  désigne le nombre de microfissures par l’unité de volume dans la famille 

considérée. Il représente également la probabilité de distribution de microfissures dans l’espace. 

Une distribution isotrope de microfissures étant supposée, on considère alors que la valeur de 

N  est constante donc indépendante de l’orientation. Selon la définition donnée par (2-36), on 

constante que l’évolution des composantes du tenseur d’endommagement sera directement liée à 

la propagation de microfissures. En utilisant la même méthode d’intégration numérique, les 

composantes du tenseur d’endommagement sont calculées par la relation suivante : 
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2.3.2 Détermination de l’enthalpie libre macroscopique  

 

La fonction de l’enthalpie libre du matériau endommagé a été déterminée par l’approche 

micromécanique et donnée par (2-12) en fonction de la fonction de densité de microfissures. 

Pour une approche phénoménologique, il convient maintenant de l’exprimer en fonction du 

tenseur d’endommagement d’ordre 2, D . Pour ce faire, on se base directement sur les travaux 

antérieurs par Lubarda et Krajcinovic (1993) et par Yang et al. (2001). Il est supposé qu’il existe 

un tenseur d’ordre 2, noté d , tel que la densité de microfissure peut être exprimée par 

( ) : ( )n d n nw  r r r . En reportant cette expression dans la définition (2-36) et en faisant 

l’intégration suivant l’orientation de l’espace sur la demi-sphère, on obtient la relation entre le 

tenseur d  et D  : 

 

15 1( )
2 5

d D trD d    
                                      (2-39) 

 

Par conséquent, la densité de microfissure peut être approchée par le tenseur 

d’endommagement macroscopique, soit : 
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r r r                                     (2-40) 

 

En utilisant cette relation dans la fonction de l’enthalpie libre (2-12), celle-ci peut être 

exprimée en fonction du tenseur d’endommagement D . 
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  (2-41) 

Dans le cas général, l’expression précédente ne peut pas être intégrée analytiquement du 

fait que la partie 2S  correspondant aux orientations de microfissure ouvertes est variable 

pendant le chargement. Afin de simplifier le calcul, on considère ici deux cas particulier. Dans le 

premier cas, toutes les microfissures sont ouvertes, alors 2 2S S  . Et dans le deuxième cas, 
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toutes les microfissures sont fermées, on a alors 2S    . Pour ces deux cas, il est possible 

d’intégrer analytiquement (2-41) et on obtient : 

 

0 2
1 2 3 4

1 : : ( ) ( . . ) ( . ) ( . )
2cW a trD tr a tr D a tr tr D a trDtrs s s s s s s s s    S    (2-42) 

 

Les quatre coefficients issus de l’approche micromécanique sont donnés par : 
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ca h                    (2-43) 

 

Dans ces relations, nous avons 0c n   pour les fissures ouvertes et 2c    pour les 

fissures fermées.  

 

Il est important de souligner que les relations (2-42) donnes les valeurs des coefficients ic  

à partir des analyses micromécanique ; celles-ci ne dépendent que des propriétés élastiques de la 

matrice solide et de l’état de microfissures. Dans l’approche phénoménologique développée ici, 

les quatre coefficients deviennent quatre paramètres du potentiel thermodynamique et vont être 

déterminés à partir des données expérimentales. 

 

2.3.3 Loi de comportement macroscopique 

 

La loi de comportement macroscopique du matériau endommagé est déduite du potentiel 

thermodynamique. On rappelle tout d’abord les hypothèses de base sur le comportement 

mécanique à étudier. Le matériau présente un comportement élastique linéaire isotrope dans son 

état initial en absence d’endommagement. L’endommagement induit est le seul mécanisme de 

dissipation mécanique et les déformations plastiques sont négligées. L’anisotropie du matériau 

est entièrement induite par des microfissures orientées sous les contraintes appliquées. Pour un 

état d’endommagement stationnaire, le matériau présente un comportement mécanique élastique. 

L’hypothèse de non- interaction entre les microfissures est également retenue et le potentiel 

thermodynamique est linéaire du tenseur d’endommagement D . En tenant compte de ces 

hypothèses, il est claire que la fonction de l’enthalpie libre donnée par (2-42) vérifie les 

conditions requises et donc peut être utilisée comme le potentiel thermodynamique. Par ailleurs, 

comme dans l’approche micromécanique, on tient compte également du tenseur des 
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déformations anélastiques re . Ainsi, en dérivant le potentiel thermodynamique (2-42), on 

obtient la loi de comportement du matériau endommagé : 
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                      (2-44) 

 

La loi de comportement peut être également exprimée sous la forme suivante : 
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Les composantes du tenseur de compliance élastique du matériau endommagé sont données 

par : 
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          (2-46) 

 

Dans le système de coordonnées associé aux directions principales du tenseur 

d’endommagement, la loi de comportement peut s’écrire sous la forme matricielle en utilisant 

les notations de Voigt, soit : 
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e s
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se

                                                                   



                 (2-47) 

 

Les différentes composantes de la matrice de compliance élastique peuvent être directement 
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exprimées en fonction des composantes du tenseur d’endommagement : 

 

11 1 2 3 1 4
0

1 2 (2 2 ) 2S a trD a a D a trD
E

     ,                        

22 1 2 3 2 4
0

1 2 (2 2 ) 2S a trD a a D a trD
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     ,                                
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1 1 ( ) 2
2
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0
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23 0

1 1 ( ) 2
2

a D D a trD
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n    ,                           

0
2 3 1 4

31 0

1 1 ( ) 2
2

a D D a trD
G E

n                             (2-48) 

 

Les variables ( 1, 3)iD i   sont les valeurs principales du tenseur d’endommagement. 

Ainsi on peut constater que dans le cas général, le comportement élastique du matériau 

endommagé devient de type orthotrope défini par les trois directions principales du tenseur 

d’endommagement. 

 

L’expression de la force thermodynamique associée au tenseur d’endommagement peut 

également être précisée:  

 

2
1 2 3 4( ) ( : ) ( ) ( : )

d
Y a tr a a tr a trs d s s s s s s d                          (2-49) 

 

Le second principe de la thermodynamique doit être vérifié par la positivité de la 

dissipation mécanique, soit : 0
d

Y D  . Par ailleurs, la plupart des données expérimentales 

sur les roches fragiles, en condition de compression triaxiale, ont montré une dégradation du 

module élastique et un accroissement du coefficient de Poisson quand les microfissures se 



 67

développent. Ces constatations expérimentales semblent préconiser les bornes physiques pour 

les valeurs des trois paramètres du modèle:  

 

1 0a  , 2 0a  , 4 0a  , 3 0a  , 2 3( ) 0a a                     (2-50) 

 

La dernière limitation n’est pas absolument nécessaire, mais elle est très utile. Si les 

microfissures se développent suivant la direction de la contrainte principale majeure, le module 

dans la direction normale au plan des fissures est plus faible que dans la direction parallèle au 

plan des fissures. Cette dernière condition permet de retrouver ce résultat. 

 

2.3.4 Evolution d’endommagement et détermination des déformations anélastiques 

 

Le tenseur d’endommagement a été défini en fonction de la densité de microfissures. 

L’évolution de l’endommagement est donc liée directement à la propagation de microfissures. 

Le même critère de propagation que celui proposé en approche micromécanique est utilisé (voir 

2-20). Après avoir déterminé le rayon moyen de microfissure dans chaque direction, les 

composantes du tenseur d’endommagement sont calculées avec la relation (2-38). Par ailleurs, 

les déformations anélastiques sont également liées à la distribution de microfissures, elles sont 

donc calculées par la relation 2-30. 

 

2.3.5 Identification des paramètres du modèle 

 

Dans l’approche macroscopique, les quatre paramètres ( 1, 4)ia i   sont introduits dans le 

potentiel thermodynamique pour tenir compte de la dégradation des propriétés élastiques du 

matériau endommagé. Ils peuvent être déterminés à partir des mesures de raideurs élastiques 

effectuées lors des cycles de déchargement pendant des essais de compression triaxiale. En 

utilisant les données expérimentales obtenues sur le grès des Vosges par Khazraei (1995), les 

valeurs représentatives des quatre paramètres sont obtenues et montrées dans le Tableau 2-3. 
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Tableau 2-3 : Valeurs représentatives des paramètres du potentiel thermodynamique pour le 

Grès des Vosges 

1a  0,0 

2a  3,04 610−× -1MPa  

3a  -2,18 610 -1MPa  
Paramètres 

4a  4,03 610−× -1MPa  

 

 

2.3.6 Simulations numériques 

 

Dans ce paragraphe, nous allons présenter les simulations numériques des essais 

mécaniques en utilisant l’approche macroscopique. La procédure générale d’intégration du 

modèle est similaire à celle de l’approche micromécanique ; la seule différence réside dans la 

détermination des composantes du tenseur de compliance élastiques. 

 

En utilisant les valeurs de référence des paramètres données dans le Tableau 2-3, des essais 

de compression triaxiale ont été simulés. Sur les Figures 2-13 et 2-14, les comparaisons entre les 

simulations à l’aide du modèle et les données expérimentales sont présentées pour un essai de 

compression triaxiale de la pression de confinement de 5MPacP  et de 20MPacP  . D’une 

manière générale, il y a une bonne concordance entre les simulations et l’expérience. Il n’y a 

très peu de différences entre les approches micromécanique et macroscopiques pour ces cas 

particuliers. 

Sur la Figure 2-15, les variations relatives des raideurs élastiques axiale et latérale en 

fonction de la déformation axiale sont montrées pour un essai de compression triaxiale avec une 

pression de confinement de 5MPacP  . Comme pour l’approche, micromécanique, on 

constate clairement l’anisotropie induite du matériau par la microfissuration orientée. 
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Figure 2-13 : Comparaison d’un essai de compression triaxiale avec un confinement de 

5MPacP   pour le grès des Vosges. 
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Figure 2-14 : Comparaison d’un essai de compression triaxiale avec un confinement de 

20MPacP   pour le grès des Vosges. 
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Figure 2-15 : Variations relatives des souplesses élastiques (valeurs actuelles par rapport 

aux valeurs initiales) en fonction de la déformation axiale lors d’un essai de compression 

triaxiale avec la pression de confinement de 5MPacP   pour un grès des Vosges 

 

2.3.7 Influences des paramètres 

 

Comme indiqué précédemment, dans une approche macroscopique par un tenseur 

d’endommagement d’ordre 2, les quatre paramètres ( 1, 4)ia i  sont à déterminer à partir des 

données expérimentales. Ceci présente donc une certaine souplesse par rapport à l’approche 

micromécanique où les valeurs des paramètres sont données analytiquement.  

 

Afin d’étudier les influences des ces paramètres sur la réponse mécanique du matériau, des 

séries de simulations numériques ont été menées en utilisant différentes valeurs de ces 

paramètres. Dans chaque série, on fait varier un paramètre en fixant les trois autres. 

 

La Figure 2-16 représente les courbes contraintes- déformations lors de la compression 

triaxiale avec un confinement de 20Pc MPa , pour trois valeurs de 1a  en fixant les autres 

coefficients ( 2a , 3a  et 4a ) à leurs valeurs de références. De la même manière, les influences 

des autres paramètres sont présentées respectivement sur les Figures 2-17 à 2-19.    

 

 



 71

 

Figure 2-16 : Réponses mécaniques du grès des Vosges lors d’une compression triaxiale 

( 20Pc MPa ) pour trois valeurs différentes de 1a  

 

 

Figure 2-17: Réponses mécaniques du grès des Vosges lors d’une compression triaxiale 

( 20Pc MPa ) pour trois valeurs différentes de 2a  
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Figure 2-18: Réponses mécaniques du grès des Vosges lors d’une compression triaxiale 

( 20Pc MPa ) pour trois valeurs différentes de 3a  

 

 

Figure 2-19: Réponses mécaniques du grès des Vosges lors d’une compression triaxiale 

( 20Pc MPa ) pour trois valeurs différentes de 4a  
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élastiques et les coefficients de Poisson de façon égale. Il a donc un effet isotrope sur le 

comportement mécanique. Par conséquent, on peut constater que l’augmentation de 1a  

amplifie la conséquence de l’endommagement sur les réponses non linaires du matériau. La 

détérioration des propriétés élastiques est plus importante pour une valeur élevée de 1a  mais de 

façon isotrope. 

 

 Le paramètre 4a  affecte les modules élastiques ( iiiiS ) et les modules de cisaillement ( ijijS ), 

de façon isotrope (multiplicateur de trD ). En compression triaxiale de révolution, les modules 

de cisaillement n’interviennent pas dans les réponses mécaniques. Par conséquent, le paramètre 

4a  influence seulement la déformation axiale (Voir Figure 2-19). Ceci-ci devient plus 

importante quand la valeur de 4a augmente car l’effet de l’endommagement devient plus 

important. 

 

Le paramètre 2a  affecte également les modules élastiques ( iiiiS ) et les modules de 

cisaillement ( ijijS ), mais de façon anisotrope (multiplicateur de iD ). En compression triaxiale de 

révolution, les modules de cisaillement n’interviennent pas dans les réponses mécaniques et que 

seul le module 1111S  est concerné. Par conséquent, le paramètre 2a  influence seulement la 

déformation axiale (voir Figure 2-17). Ceci-ci devient plus importante quand la valeur de 

2a augmente car on amplifie ainsi l’effet de l’endommagement sur la détérioration du module 

élastique. 

 

Enfin, le paramètre 3a affecte non seulement les modules élastiques mais aussi les 

coefficients de Poisson de façon anisotrope. En conséquence, sur la Figure 2-18, on constate que 

les déformations axiales et latérales sont influencées par ce paramètre de façon clairement 

anisotrope ; soit une diminution de la déformation axiale et une augmentation de la déformation 

latérale. C’est donc le paramètre qui joue un rôle déterminant dans l’anisotropie induite du 

matériau. 

 

Comme on vient de le préciser, le paramètre 1a induit un effet isotrope de 

l’endommagement. Par contre les trois autres paramètres ( 2a , 3a et 4a ) affectent l’anisotropie 

induite du comportement mécanique du matériau. Sur les Figures 2-20 à 2-22, on montre les 

variations relatives (valeurs actuelles divisées par valeurs initiales) des deux composantes 
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principales du tenseur de compliance élastique ( 1111S  et 3333S ) en fonction de la déformation 

axiale lors d’une compression triaxiale. Ces résultats confirment, d’une manière différente, les 

influences des paramètres sur les propriétés élastiques du matériau. La dégradation des 

propriétés élastiques s’amplifie avec l’augmentation des valeurs de 2a  et 4a . Cependant 

l’augmentation de 2a  semble à atténuer l’anisotropie induite (différence entre les deux 

composantes) tandis que celle de 4a  l’amplifie. Enfin, le paramètre 3a influence d’une 

manière très significative l’anisotropie induite du matériau. 

 

Figure 2-20: Variations relatives des deux composantes principales du tenseur de 

compliance élastique pour trois valeurs différentes de 2a  lord d’un essai de compression 

triaxiale ( 20Pc MPa ) 
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Figure 2-21: Variations relatives des deux composantes principales du tenseur de 

compliance élastique pour trois valeurs différentes de 3a lors d’un essai de compression 

triaxiale ( 20Pc MPa ) 
 

0

0,2

0,4

0,6

0,8

1

0 5 10 15 20

va
ria

tio
n 

re
la

tiv
e 

de
 so

up
le

ss
e

S1111
S3333
(2a4)S1111
(2a4)S3333
(5a4)S1111
(5a4)S3333

ε11(Ε−3)

 
Figure 2-22: Variations relatives des deux composantes principales du tenseur de 

compliance élastique pour trois valeurs différentes de 4a  lors d’un essai de compression 

triaxiale ( 20Pc MPa ) 
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2.4 Conclusions 
 

Dans ce chapitre, nous avons étudié le comportement mécanique de deux roches fragiles. 

Les résultats obtenus serviront de base pour la modélisation poromécanique et l’étude de la 

variation de la perméabilité, abordés dans le chapitre suivant. 

 

Une approche micromécanique directe a d’abord été proposée. Les propriétés élastiques 

effectives du matériau endommagé sont fonction de la distribution de microfissures suivant 

différentes orientations de l’espace. Les conditions de fermeture de microfissures sont prises en 

comptes. L’ouverture normale lors du glissement d’une fissure fermée, en raison de la rugosité 

des surfaces de microfissures a été également étudiée. L’évolution de l’endommagement est 

directement déterminée par la condition de propagation de microfissures dans chaque orientation. 

Une procédure de détermination des paramètres a été proposée. Le modèle a été appliqué à deux 

matériaux fragiles représentatifs, le granite du Lac du Bonnet et le grès des Vosges. Les 

comparaisons entre les simulations numériques et les données expérimentales ont montré que le 

modèle décrit correctement les principaux aspects du comportement mécaniques de ces 

matériaux. 

 

Une approche macroscopique a également été proposée. L’endommagement du matériau a 

été représenté par un tenseur d’ordre 2. En se basant sur des considérations micromécanique, le 

potentiel thermodynamique est postulé en fonction du tenseur d’endommagement, ce qui a 

permis de déduire la loi de comportement macroscopique du matériau endommagé. Les 

propriétés élastiques effectives dépendent de quatre paramètres qui doivent être identifiés à 

partir de données expérimentales. Une étude paramétrique a été effectuée. Nous avons montré 

que comme l’approche micromécanique, l’approche macroscopique décrit également 

correctement le comportement mécanique des matériaux étudiés, avec une plus grande 

flexibilité. 

 
L’approche micromécanique proposée sera étendue dans le chapitre suivant pour la 

description du comportement poromécanique des roches saturées et la variation de la 

perméabilité en fonction de l’endommagement induit. 
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Chapitre 3 : 

Modélisation du comportement poromécanique et de la variation de la 

perméabilité des roches saturées 
 

3.1 Introduction 

 

Dans le chapitre précédent, nous avons abordé la modélisation du comportement mécanique 

des roches fragiles. Dans ce chapitre, nous allons étendre les résultats précédents pour la 

modélisation du comportement poromécanique et de la variation de la perméabilité en 

conditions saturées. Ce chapitre sera composé de deux parties. Dans la première partie, le 

modèle d’endommagement anisotrope avec l’approche micromécanique, proposé dans le 

chapitre précédent, sera étendu pour inclure le couplage poromécanique du matériau 

endommagé dans le cadre de la théorie de Biot. La détermination des paramètres de couplage 

effectifs sera effectuée à l’aide des analyses micromécaniques. Les réponses poromécaniques 

d’une roche sous différentes chemins de sollicitations drainées et non drainées seront étudiées. 

Dans la seconde partie, nous allons étudier le couplage entre la variation de la perméabilité et 

l’endommagement par microfissuration. En utilisant le modèle d’endommagement 

micromécanique, la distribution de microfissures sera déterminée en fonction de la sollicitation. 

Le tenseur de la perméabilité sera ensuite déterminé en utilisant une procédure de moyenne sur 

le Volume Elémentaire Représentatif. Des comparaisons entre des simulations numériques et les 

données expérimentales seront présentées. 

 
3.2 Comportement poromécanique des milieux poreux endommagés 

 

La théorie poroélastique, établie par Biot (1941, 1954), a été largement employée pour 

décrire les comportements poromécaniques des milieux poreux saturés. Dans beaucoup de cas, 

les études sont limitées aux milieux poreux saturés isotropes. L’extension aux milieux 

poroélastiques anisotropes a également été proposée par Biot (1955), Thompson et Willis (1993), 

et d’autres chercheurs. Cependant, dans ces études, il s’agissait des milieux ayant une 

anisotropie initiale. 
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Pour nombre de géomatériaux tels que roches fragiles et béton, les expériences ont montré 

que ces milieux présentent une anisotropie induite par la propagation de microfissures orientées. 

Si de nombreux de travaux existent sur la modélisation de l’endommagement anisotrope induit 

de ces matériaux sans présence de fluide interstitiel, la modélisation de l’endommagement des 

géomatériaux saturés est encore très peu abordée. Cependant, l’endommagement induit doit 

affecter non seulement le comportement mécanique mais aussi le comportement poromécanique 

des matériaux.  

 

Nous donnons d’abord une présentation synthétique de la théorie de la poroélasticité 

linéaire anisotrope. En se basant sur cette théorie, nous étendrons le modèle de comportement 

proposé au Chapitre 2 au cas de matériau saturé. Des simulations numériques concernant le grès 

de Vosges pour différents chemins de sollicitation seront présentées. 

 

3.2.1 Rappels de la poroélasticité linéaire anisotrope  

 

On considère un milieu poreux élastique linéaire anisotrope saturé d’un seul fluide. L’état 

initial est libre des contraintes 0 0ijs   et de la pression initiales 0 0p  .  La théorie de la 

poroélasticité de Biot (1955) fournit les lois de comportement couplé suivantes: 

( )b
ij ijkl kl klS B pe s                                                    (3-1) 

0
( )ij ij f

mp M B e
r

                                                    (3-2) 

bS  est le tenseur de souplesse élastiques en condition drainée. ijB  sont les composantes 

du tenseur des coefficients de Biot. 
0
f

m
r

 est l’apport de masse fluide par unité de volume initial, 

0
fr  étant la masse volumique initiale du fluide. Le coefficient scalaire M  est le module de 

Biot. 

Dans le cas d’un milieu poreux orthotrope dans lequel les plans de symétries coïncident 

avec les directions principales du tenseur de Biot, les lois de comportement poroélastique 

deviennent:  
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                                   (3-4) 

Dans le cas des géomatériaux fragiles avec une anisotropie induite par microfissures 

orientées, les propriétés élastiques sont dégradées par l’endommagement induit. Le modèle 

mécanique développé dans le chapitre 2 permet de décrire cette dégradation, c’est à dire la 

variation des composantes du tenseur des souplesses élastiques en fonction des variables 

d’endommagement ( b
ijklS ). Afin d’étendre le modèle mécanique au comportement 

poromécanique, il convient de préciser les évolutions des coefficients de couplage en fonction 

de l’endommagement induit, à savoir les valeurs effectives des coefficients de Biot ijB  et du 

module de BiotM , en fonction de microfissuration. 

 

3.2.2 Potentiel thermodynamique en milieux poreux saturés et équations d’état  

 

Les hypothèses émises au chapitre 2, concernant le comportement élastique couplé à 

l’endommagement anisotrope induit, sont reprises dans la formulation du modèle 

poromécanique. Les hypothèses spécifiques aux milieux poreux saturés sont également utilisées. 

On suppose que le milieu poreux est saturé par un seul fluide, représenté par la pression 

interstitielle p . Les microfissures induites sont entièrement connectées à la porosité ouverte. 

Comme pour le modèle mécanique, nous utilisons l’approche par l’enthalpie libre Gibbs. 

 

De plus, comme l’endommagement induit affecte seulement les propriétés poromécaniques 

du squelette (au sens de Biot), il convient de séparer l’enthalpie libre du squelette et celle du 

fluide saturant. Pour cela, à la place de l’apport de masse fluide 
0
f

m
r

, nous utilisons la variation 

de la porosité Lagrangienne ( 0f f ) comme variable d’état. Les deux grandeurs sont reliées 

par la relation suivante:  
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0 0
0 0

( )
f

f f
m rf f f
r r

                                                   (3-5) 

 

La variable 0f  est la porosité initiale du matériau et le terme 0
ff r correspond à l’apport 

de masse du fluide lié à la compressibilité du fluide saturant. 

 

Selon les hypothèses retenues, les variables d’état sont le tenseur des contraintes, la 

pression interstitielle et la distribution de microfissures ( , ps , ( )nw r ). Dans le cadre général de 

la thermodynamique des milieux poreux saturés, il est supposé que l’enthalpie libre totale du 

système poreux peut être décomposée en deux parties: L’enthalpie libre du squelette (notée sG ) 

et l’enthalpie libre du fluide saturant (notée fG ). Par conséquent, on obtient:  

0
f

s fG G Gr                                                        (3-6) 

En ce qui concerne l’enthalpie libre massique du fluide fG , sa forme est ici brièvement 

rappelée (Coussy 1995). Elle relie simplement la masse volumique du fluide ( fr ) à la pression 

interstitielle ( p ) de la façon suivante:  

2
0 00

0 0

( ) 1
2f f f f

f

p p p pG G
kr r

                                           (3-7) 

L’équation d’état du fluide est obtenue par dérivation de potentiel:  

0
0

1 1 [1 ( )/ ]f
ff f

G
p p k

pr r


   


                                   (3-8) 

Le coefficient scalaire fk  est le module de compressibilité du fluide et 0
fG  l’enthalpie 

libre initiale du fluide. Cette relation peut être linéarisée dans le cas des petites variations de la 

masse fluide:  

0

1 1 f

f
fk p

r
r

      
                                                       (3-9) 

 

L’intérêt de la décomposition exprimée par (3-6) est que les caractéristiques du squelette 

sont clairement distinguées de celles du fluide saturant. Par conséquent, l’enthalpie libre du 



 81

squelette, décrivant les équations d’état du milieu poreux endommagé, est indépendante de la 

compressibilité du fluide. La forme générale du potentiel thermodynamique du squelette s’écrit 

alors:  

 

( , , ( ))s sG G p ns w r                                                (3-10) 

 

La positivité de la dissipation intrinsèque est exprimée par l’inégalité de Clausius–Duhem:  

 

.

1 : 0e e
sp Ge s f


    &                                     (3-11) 

 

En effectuant la différentiation du potentiel dans l’équation (3-11), on en déduit les 

équations d’état:  

 

0( )

e s

s

G

G
p

e
s

f f

      

                                                  (3-12) 

 

En plus des hypothèses émises pour la formulation du modèle mécanique au chapitre 2, on 

suppose que pour un état d’endommagement stationnaire, le milieu poreux présente un 

comportement poromécanique linéaire. L’enthalpie libre sera alors de forme quadratique en 

( ,ps ) et linéaire en densité de microfissures ( )nw r , soit : 

 

     

 

homhom

hom 2

1, , ( ) : ( ) : ( ) :
2

1                    ( )
2

bb
sG p n n H n p

n p

s w s w s w s

g w

      



r r r

r

S
          (3-13) 

 

Le tenseur symétrique d’ordre quatre ( hombS ) est le tenseur de souplesses élastiques 

effectives du matériau endommagé en condition drainée, dont les composantes dépendent de 
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l’état de microfissuration. Le tenseur d’ordre 2, 
homb

H


, définit les coefficients (forme duale) 

de Biot, et le scalaire, homg  le module dual de Biot, du matériau endommagé. Tous deux 

dépendent de la distribution de microfissures.  

 

Les équations constitutives décrivant le comportement poroélastique du matériau 

endommagé sont obtenues à partir du potentiel thermodynamique:  

 

   
homhom ( ) : ( )

br s bG n H n pe e w s w
s

   


r rS                    (3-14a) 

   
hom hom

0( ) ( ) : ( )
bsG H n n p

p
f f w s g w

   


r r                    (3-14b) 

 

En utilisant les résultats donnés par l’approche micromécanique du chapitre précédent. Les 

composantes du tenseur de souplesse élastique sont déterminées par les relations (2-14). Les 

relations entre les coefficients de couplage ( hombH  ) et ( homg ) peuvent être déterminées à 

partir des données expérimentales dans une approche phénoménologique (Shao 1998). 

Cependant, des études micromécaniques (Auriault and Sanchez-Palencia 1977 ; Château et 

Dormieux 1998 ; Lydzba and Shao 2000) ont permis d’établir les relations entre les coefficients 

de couplage et les propriétés élastiques des constituants. Notamment il est possible d’exprimer 

les coefficients de Biot et le module de Biot en fonction des propriétés élastiques du squelette et 

la matrice solide et de la porosité:  

 

hom

3
1
3

b
ijkl kl

ij ij
s

ij ij

s

C
B

K

B

K

d
d

d f
b

    

                                              (3-15) 

sK est le module de compressibilité volumique de la matrice solide en cas isotrope. 

hombC le tenseur de rigidité élastique drainé du squelette endommagé. Par ailleurs, les 

coefficients de couplage vérifient les bornes suivantes:  
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10

1 1
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s

ij ij

K

B

fb

f d

    

                                                  (3-16) 

 

En inversant les lois de comportements poroélastiques (3-14), on peut ainsi obtenir les 

relations suivantes : 

 

hom hom

homhom :

b b
ij ijkl kl

b

H S B

B Hg b

 



   
                                             (3-17) 

 

A partir des relations (3-15) et (3-17), en supposant que le module de compressibilité de la 

matrice solide reste constant et que les microfissures connectées dans le cas des roches fragiles 

avec l’endommagement induit, les propriétés élastiques du squelette sont affectées par initiation 

et propagation de microfissures. Les propriétés effectives sont décrites par le modèle mécanique 

du chapitre 2. Selon les relations ci-dessus, il est alors théoriquement possible de relier les 

coefficients de couplages effectifs en fonction de l’endommagement induit.  

 

3.2.3 Critère de propagation de microfissures  

 

Dans le chapitre 2, le critère de propagation de microfissures a été établi pour le matériau 

sec ou sans pression de fluide. Une extension est nécessaire pour prendre en compte l’influence 

de la pression interstitielle.  

 

Rappelons que le critère de propagation a été basé sur l’hypothèse d’une fissure fictive 

soumise à une contrainte de traction équivalente. L’extension du critère consiste alors à prendre 

en compte l’influence de la pression interstitielle dans la définition de cette force de traction 

équivalente. On utilise le concept des contraintes effectives. Beaucoup d’études théoriques et 

expérimentales ont porté sur la validité de ce concept dans les domaines élastiques et 

anélastiques (Rice 1977; De Boer et Ehlers 1990; Pietruszczak et Pande 1995; De Buhan et 
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Dormieux 1996 ; Lydzba et Shao 2000). Les études micromécaniques sur milieux périodiques et 

aléatoires ont montré la validité de la contrainte effective de Terzaghi pour le critère de rupture 

et la limite élastique initiale des milieux poreux saturés. Cependant, la validité du concept de 

contraintes effectives dans le cas général n’est pas encore entièrement prouvée. Pour le grès 

étudié, nous avons procédé à une simple vérification de cette validité pour le chemin de 

compression triaxiale. Sur la Figure 3-1, les contraintes effectives à la rupture issues des essais 

de compression triaxiale drainée et non drainée sont présentées (Karami 1998). On constate que 

ces contraintes sont quasiment confondues et peuvent être décrites par une seule courbe. En se 

basant sur ces constats, nous admettons la validité du concept de Terzaghi dans un cadre plus 

général afin de décrire la propagation de microfissures en milieux poreux saturés. Dans ce cas, 

la contrainte normale effective appliquée à la microfissure s’écrit alors: 

 

eff
n n ps s                                                         (3-18) 

‘ 

Le critère de propagation de microfissures est donc exprimé par: 

( , , ( )) ( ) ( ( )) 0
m

ceff
n reff

c n

fF p r n r n f r n C
f

s s t
s 

               

r r r r       (3-19) 

 

 

Figure 3-1 : Contraintes effectives à la rupture en condition drainée et non drainée lors des 

essais de compression triaxiale (Lu 2002) 
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3.2.4 Applications du modèle poromécanique aux divers chemins de sollicitations  

 

Dans ce paragraphe, nous allons appliquer le modèle d’endommagement pour milieux 

poreux saturé à l’étude du comportement poromécanique sous différents chemins de 

sollicitations. Il s’agit des chemins homogènes en laboratoire en conditions drainées et non 

drainée. Les comparaisons entre simulations numériques et données expérimentales seront 

présentées. Ceci constitue une première phase de validation du modèle. 

 

3.2.4.1 Compression triaxiale conventionnelle drainée  

 

Ces essais sont effectués sur des échantillons cylindriques sous conditions axisymétriques. 

Ces essais sont utilisés ici pour déterminer les paramètres du modèle (étant donnée que le grès 

utilisé pour les essais de couplage n’est pas exactement le même que celui pour les essais 

mécaniques présentés au Chapitre 2). On suppose qu’il existe trois directions principales de 

l’endommagement qui coïncident avec celles du tenseur de Biot. En compression triaxiale 

orthotrope de révolution, ces directions principales sont celles définies par le repère principal de 

sollicitations. Nous avons les relations suivantes: 

 

22 33

22 33

22 33 b =b   

s s
e e

  

                                                         (3-20) 

 

Les composantes des tenseurs de rigidités et de souplesses élastiques sont également 

réduites: 

 

2222 3333C C , 1122 1133C C , 2222 3333S S , 1122 1133S S                  (3-21) 

 

Selon le modèle proposé, les coefficients de Biot et le module de Biot sont exprimés en 

fonction des propriétés élastiques effectives du matériau endommagé. On peut donc déterminer 
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les relations suivantes : 

 

11 1111 2211 3311
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                                 (3-22) 

 

En utilisant les relations (3.15), on peut également déterminer les coefficients de couplage 

sous forme duale, introduits dans les lois de comportement poromécaniques:  

 

hom hom hom
11 1111 11 1122 22

hom hom hom hom
22 2211 11 2222 22 2233 33
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                          (3-23) 
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Les lois de comportement se réduisent aux relations suivantes:  
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                  (3-25) 

 

Les déformations anélastiques re  sont calculées de la même manière que le modèle 

mécanique présenté au chapitre 2.  

 

3.2.4.2 Compression triaxiale conventionnelle non drainée  
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Pour ces chemins de sollicitation, les relations précédentes restent valables. La condition 

non drainée est exprimée par le fait que l’apport de masse fluide est nul, à savoir: 

 

0
0f

m
r
                                                              (3-26) 

 

En utilisant les lois de comportement précédentes et la relation (3-5), on peut calculer la 

pression interstitielle engendrée au cours de chargement (Shao 1998), soit:  

 

11 11 22 22( 2 )p M b be e                                                  3-27) 

Avec: 

01 1
9

s

iijj s

s f

kM
C k

k k
f

              

                                   (3-28) 

 

3.2.5 Détermination des paramètres du modèle poromécanique  

 

La procédure de détermination des paramètres du modèle à partir des données 

expérimentales a été détaillée au Chapitre 2. La même procédure est donc utilisée pour 

déterminer les paramètres du modèle pour le grès des Vosges (appelé le grès N°2), sur lequel les 

études poromécaniques ont été menées. Les valeurs obtenues sont présentées au tableau 3-1. 

 

Cependant, pour la simulation des essais non drainés, il est nécessaire de prendre en compte 

la compressibilité du fluide pour exprimer l’apport de masse fluide. On doit donc déterminer le 

module de compressibilité du fluide saturant. Ce module n’a pas été directement mesuré. Nous 

avons calculé sa valeur en utilisant la relation suivante, issue de la poroélasticité linéaire 

isotrope:  
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Tableau 3-1: Récapitulatif des valeurs des paramètres pour le grès 2 

0E  19000MPa  

0u  0,197 

0b  0,80 

0f  0,20 

Paramètres poroélastiques 

initiaux 

B  0,415 

0r  0,003m 

 cr  0,009m 

 rC  0,95MPa m  

cF  38,0 MPa  

m  0,28 

Paramètres du critère de 

propagation de microfissures 

h  1,076667 

/N    650000 3/m  Paramètres de déformation 

anélastique  c  0,0015 

 

Les valeurs du coefficient de Skempton ( sB ), la porosité initiale de ( 0 0.2f  ) et du 

module de compressibilité de la matrice solide ( sk ) ont été déterminée par des essais (Karami 

1998). L’ensemble des paramètres obtenus pour le grès 2 est donné dans le Tableau 3.1. Sur la 

Figure 3-2, nous présentons la courbe théorique de rupture en comparaison avec des données 

expérimentales issues de différents chemins de sollicitations en conditions drainées et non 

drainées. On obtient une très bonne concordance en ce qui concerne le critère de rupture. 
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Figure 3-2 : Comparaison entre la courbe théorique et les données expérimentales des 

contraintes à la rupture du grès des Vosges (N° 2) 

 

3.2.6 Comparaisons et discussions  

 

Nous présentons maintenant les comparaisons entre les simulations numériques et les 

données expérimentales pour divers chemins de sollicitations. Mis à part des essais de 

compression triaxiale drainée, ces chemins n’ont pas été utilisés pour la détermination des 

paramètres. Il s’agit donc d’une phase de validation du modèle pour le comportement 

poromécanique. Les chemins de sollicitation étudiés sont les suivants:  

① essais de compression triaxiale drainée monotone ;  

② essais de compression triaxiale drainée avec cycles de déchargement -rechargement 

latéral ;  

③ essais de compression triaxiale drainée avec montée en pression interstitielle ; 

④ essais de compression triaxiale non drainée monotone. 
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3.2.6.1 Essai de compression triaxiale drainée (CTM)  

 

Les essais de compression triaxiale en condition drainée ont été simulés et les résultats des 

simulations numériques sont comparés aux données expérimentales. Un récapitulatif des ces 

essais effectués est montré sur la Figure 3-3. Nous observons une bonne concordance générale. 

La dépendance des réponses mécaniques de la pression de confinement est bien mise en 

évidence. La dilatation volumique due l’ouverture de microfissures est également reproduite. Il 

faut rappeler que les valeurs moyennes des paramètres élastiques initiaux sont utilisées dans les 

simulations, ce qui expliquent quelques divergences au début de chargement. 
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Figure 3-3 : (a) 
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Figure 3-3 : (b) 

Figure 3-3 : Comparaison entre données expérimentales et simulations numériques lors des 

essais de compression triaxiale drainée 

 

3.2.6.2 Essai de compression triaxiale drainée avec cycles de déchargement -rechargement 

latéral (CTCDL)  

 

La procédure de cet essai consiste à appliquer d’abord une pression de confinement choisie. 

On augmente ensuite le niveau du déviateur à la valeur choisie. En maintenant la contrainte 

axiale constante, on augmente la pression de confinement jusqu’à certaine valeur 2Pc , et 

ensuite on la diminue à une valeur 1Pc , inférieure à la valeur initiale de confinement. Enfin, la 

pression de confinement est réaugmentée à sa valeur initialePc . La procédure est répétée à un 

niveau du déviateur supérieur jusqu’à la rupture de l’échantillon. 

 

Les résultats essentiels de ces essais concernent les variations des déformations au cours 

des cycles de déchargement – rechargement latéral. Les simulations numériques sont présentées 

sur la Figure 3-4 pour les pressions de confinements de 30MPa et de 40MPa. Une assez bonne 

concordance est obtenue, notamment les réponses non linéaires au cours de la diminution de la 

pression de confinement sont bien reproduites. Néanmoins, le modèle conduit à une sous 

estimation de la variation de la déformation latérale pour le dernier niveau de déviateur. Il est 
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vrai qu’à ce niveau de déviateur, la coalescence de certaines microfissures et les phénomènes de 

localisation commencent à se développer, les mesures expérimentales ne sont plus 

représentatives d’une réponse homogène. Une extension du modèle incluant ces phénomènes de 

localisation et de coalescence sera nécessaire pour améliorer la simulation. 
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(b) 

Figure 3-4 : Essai de compression triaxiale drainée avec cycles de déchargement et 

rechargement latéral: (a) pour Pc=30MPa et sous différents niveaux du déviateur (46MPa, 

69MPa, 89MPa, 112MPa, 121MPa) ; (b) pour Pc=40MPa et sous différents niveaux du 

déviateur (42MPa, 61MPa, 81MPa, 99MPa, 118MPa) 
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3.2.6.3 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle sous différents 

niveaux du déviateur (ECMP)  

La procédure de l’essai est la suivante (voir la Figure 3-5):  

① Appliquer une sollicitation hydrostatique en condition drainée à une pression de 

confinement choisie ( 11 22 33 cPs s s   ).  

② Appliquer un niveau du déviateur de contrainte ( )iq n  en augmentant la contrainte 

axiale. 

③ Maintenir les contraintes axiale et latérale constantes et augmenter la pression 

interstitielle ( p ) jusqu’à une valeur choisie, ensuite la décharger à sa valeur initiale. 

④ Répéter le cycle pour un niveau de déviateur supérieur jusqu’à la rupture de 

l’échantillon.  

 

 

Figure 3-5 : Schématisation d’un essai de compression triaxiale drainée avec montée en 

pression interstitielle. 

 

L’objectif de ces essais est de mettre en évidence les conséquences de l’endommagement 

induit par le déviateur de contrainte, sur les réponses poromécanique du matériau soumis à une 



 94

sollicitation hydrostatique. 

 

Les résultats des simulations numériques sont présentés et comparés avec les données 

expérimentales sur la Figure 3-6 pour l’essai avec la pression de confinement de Pc=40MPa et 

de Pc=50MPa.  

 

Une bonne concordance est observée, les principales caractéristiques du comportement 

poromécanique sont reproduites. Les différences des déformations axiale et latérale, dues à 

l’anisotropie induite du matériau, sont bien décrites. La déformation latérale est plus importante 

que la déformation axiale, parce que les microfissures se développent principalement dans la 

direction axiale. Les non-linéarités des déformations, liées à la propagation de microfissures 

pendant l’augmentation de la pression interstitielle est également bien décrite. Quelques écarts 

non négligeables existent pour les faibles niveaux du déviateur de contraintes. Le modèle prédit 

une réponse non linéaire trop importante, donc une propagation de microfissures excessive. Ceci 

peut être lié à deux raisons, une sous-estimation par le modèle du seuil d’endommagement, et la 

mise en question de la validité des contraintes effectives de Terzaghi quand la densité de 

microfissures est faible. 
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(b) 

Figure 3-6 Essai de compression triaxiale avec montée en pression interstitielle: (a) la 

pression de confinement de Pc=40Mpa, (b) la pression de confinement de Pc=50Mpa 

 N.B: L’abscisse 6
11 200 10xe    est une valeur de référence permettant une meilleure lisibilité 

des courbes 

 

3.2.6.4 Essai de compression triaxiale non drainée monotone (END)  

 

Les essais de compression triaxiale non drainée monotones ont été simulés. Les 

comparaisons entre les simulations numériques et les résultats expérimentaux ont présenté sur la 

Figure 3-7 pour la pression de confinement de Pc=50MPa. Une bonne concordance est obtenue 

entre les simulations numériques et les données expérimentales. Mais nous avons constaté une 

sur estimation de la pression interstitielle pour des essais à faibles pressions de confinement 

(Pc=10MPa, Pc=5MPa). Cependant, l’allure générale est en accord avec elle des données 

expérimentales.  
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Figure 3-7: Essai de compression triaxiale en condition non drainée avec la pression de 

confinement de Pc=50MPa 

 

3.3. Détermination de la variation de la perméabilité 

 

Dans ce paragraphe, nous allons aborder l’étude de la variation de la perméabilité induite 

par microfissurations. En effet, comme ce qui a été indiquée dans l’introduction, la 

microfissuration affecte non seulement les propriétés mécaniques, mais également les propriétés 

de transport. Pour de nombreux problèmes d’ingénieur, la perméabilité joue un rôle déterminant. 

Dans ce qui suit, nous allons proposer une méthode de détermination de la variation de la 

perméabilité en fonction de microfissures. 

 

Les méthodes de détermination des propriétés hydrauliques des milieux fissurés ainsi que 

des massifs fracturés peuvent se diviser en méthodes directes et indirectes. Les méthodes 

directes simulent l’écoulement dans un réseau de fissures engendrées suivant certaines lois 

statistiques, et essaient d’établir des relations entre le gradient de pression et le flux moyen dans 

ce réseau (Long et al. 1982 ; Shwartz et Smith 1988 ; Cacas et al.1990), et d’en déduire sa 

perméabilité. Les méthodes indirectes (Bear 1972 ; Oda 1986 ; Zhang et al. 1996) tentent de 

déterminer, par d’autres procédures prenant en compte des données statistiques des fissures, les 

propriétés des milieux poreux équivalents. Une analyse des travaux utilisant les méthodes 

directes révèle une certaine difficulté dans ces travaux de définition des valeurs moyennes de 
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flux et de gradient de pression dans un réseau de fissures, et par-là, du tenseur de conductivité 

moyenne du réseau. Long et al. (1982) reconnaissent en effet la difficulté d’accéder au flux 

moyen dans un réseau de fractures, du fait que le flux local est contrôlé par la direction des 

fractures. Ils se proposent, pour contrer cette difficulté, une méthode passant par le calcul de la 

perméabilité dans la direction de gradient. 

 

L’approche indirecte utilisée souvent par des chercheurs, suppose que la région du flux est 

équivalente au milieu poreux. Dans cette région, elle contient des fissures nombreuses qui sont 

suffisantes et partiellement interconnectées. Le flux moyen peut être évalué et prévu dans le 

VER. C’est ce type de méthode qui est retenue dans notre étude. 

 

3.3.1 Méthode de calcul de la perméabilité 

 

Trois catégories des modèles ont souvent été utilisées : 1) microfissure plane et parallèle, 2) 

microfissure orthogonale dans les 3 directions, 3) microfissure disque distribué aléatoirement. 

La perméabilité intrinsèque de fissure parallèle est donné par 
3

12
ek
S

 , et celle de microfissure 

orthogonale est défini par 
32

12
ek
S

 , e  et S  correspondent respectivement à l’épaisseur et à 

la surface de microfissure (Snow, 1968). Pour la distribution aléatoire (et isotrope) de 

microfissures, la perméabilité est estimée par 
3 2

3
4  

15
e rk
S

pl , où l  est la probabilité de 

percolation (le taux de microfissures connectées par rapport aux fissures totales), et r  est le 

rayon de fissure (Gueguen et al. 1989). Bien que ces modèles soient simples, leur validité est 

assez limitée et ils conduisent souvent à une surestimation de la perméabilité. En plus, 

l’anisotropie induite n’est pas prise en compte. On propose ici de développer un modèle qui 

prendra en compte la distribution orientée de microfissures, en s’inspirant des travaux antérieurs 

d’Oda (1986). 

 

3.3.2 Représentation de la distribution de microfissures 

 

Des hypothèses ont été retenues au Chapitre 2 sur la distribution de microfissures et on les 

adopte pour la détermination des propriétés hydrauliques. On considère ici un corps perméable 

hétérogène occupant   dans l’espace. Le domaine occupé par une famille de microfissures en 
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forme de disque, i.e. un ensemble de microfissures ayant toutes le même vecteur normal 

unitairenr , est notéw .w et w désignent respectivement la face supérieure et inférieure de la 

microfissures, avec sa normale nr  et -nr (cf. Figure 3-8). Le traitement que nous allons faire 

pour calculer la perméabilité est le même que celui choisi pour calculer l’endommagement 

induit.  

 

Ces disques sont caractérisés par des paramètres indépendants 

(x , y , z ,  , ( ) , ( ) ,  ,  )n r n e n q fr r r  : il s’agit respectivement des trois coordonnées du centre, 

la normale, du rayon, de l’ouverture et des deux angles en coordonnées sphériques du vecteur 

normal au plan du disque. Ici, les deux paramètres q  et f  traduisent en fait la position des 

points de Gauss choisis chapitre 2 pour l’intégration numérique des propriétés mécaniques du 

matériau endommagé.  

 
Figure 3-8 : Représentation géométrique des microfissures comme des disques dans 

l’espace 

 

Le modèle de répartition des centres des microfissures (ou de la distribution du nombre de 

microfissures) dans le matériau dépend des processus physiques les ayant engendrées. Les 

processus à l’origine de la microfissuration peuvent être une sollicitation mécanique, des 

contraintes thermiques, une suppression dans les pores ou autre. Plusieurs processus différents 

peuvent fortement conditionner la répartition spatiale des microfissures créées (tectoniques, 

processus, physique-chimiques ou thermiques). Dans l’objectif de l’élaboration d’une loi de 

comportement poromécanique couplée assez simple, il a été supposé que la roche considérée 
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dispose d’une distribution isotrope de microfissures dans l’espace. Dans l’approche 

micromécanique utilisée ici, on suppose que les sollicitations extérieures font propager ces 

microfissures dans certaines directions, mais elles ne modifient pas la probabilité de distribution 

du nombre de microfissure dans chaque orientation. On doit supposer que le matériau est 

homogène. De ce fait, on suppose ici une répartition uniforme du centre de microfissures, 

caractérisée par une seule variable, la densité volumique des microfissures /Nr   , qui sera 

égale au nombre de microfissure par unité de volume. 

 

3.3.3 Tenseur de perméabilité de microfissuration 

 

La loi d’écoulement dans une microfissure peut être assimilée à la loi de Darcy dans un 

milieu poreux anisotrope, la matrice peut être considérée comme un milieu poreux avec la 

perméabilité initiale 0k  associée à la porosité initiale. Les microfissures crées par 

l’endommagement se superposent à ce réseau existant. Dans cette étude, on suppose que toutes 

les microfissures affectent le comportement mécanique mais en revanche qu’il peut y avoir un 

certain nombre de microfissures qui ne contribue pas à la variation de la perméabilité quand la 

taille de celles-ci reste encore faible. C’est la notion de connectivité hydraulique.  

 

On suppose que l’écoulement macroscopique du milieu poreux homogénéisé est décrit par 

la loi de Darcy reliant la vitesse du flux au gradient p  de pression p , faisant appel à un 

tenseur de perméabilité: 

 

0( ). ck k kv p p
m m

     r
                                         (3-30) 

    

La variable m  désigne la viscosité dynamique du fluide. ck  définit le tenseur de 

perméabilité associé aux microfissures, en fonction de la direction nr , le rayon moyen ( )r nr  et 

l’ouverture normale moyenne ( )e nr  des microfissures. Par la suite, on présente la détermination 

du tenseur de perméabilité associé aux microfissures.  

 

On désigne par ( )cv
r  la vitesse locale dans une microfissure, et c  est associé au volume 

occupé par microfissures, la vitesse cv
r

du flux apparent par les microfissures traversés du 
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matériau est définie par: 

  

( ) ( )1 1
c

c c c cv v d v d
 

   
  

r r r
                                        (3-32) 

 

On introduit ici une fonction de probabilité ( , ( ), ( ))E n r n e n d drder r r  présentant la 

probabilité des microfissures( , ( ), ( ))n r n e nr r r , et satisfaisant : 

 

0 0
( , ( ), ( )) 1E n r n e n d drde

 


    r r r                                    (3-33) 

 

Le nombre de microfissures ( , ( ), ( ))n r n e nr r r  dans le volume   est défini par dN , m  

est le nombre total des microfissures dans le VER. Pour estimer le nombre des microfissures 

(dans une direction donnée)( , ( ), ( ))n r n e nr r r , on a : 

 

( , ( ), ( ))dN mE n r n e n d drde r r r                                          (3-34) 

 

Chacune des microfissures ( , ( ), ( ))n r n e nr r r  a un volume égalant à 2( ) ( )r n e np r r , le volume 

total cd  associé aux microfissures ( , ( ), ( ))n r n e nr r r  vaut alors : 

  
2 2( ) ( ) ( ) ( ) ( , ( ), ( ))cd r n e n dN m r n e n E n r n e n d drdep p   r r r r r r r                  (3-35) 

 

Par ailleurs, on suppose que le gradient de pression sur la microfissure ( , ( ), ( ))n r n e nr r r  peut 

se décomposer de la manière suivante : 

 

( )cp p n p n    r r                                          (3-36) 

 
cp est donc la composante du gradient de pression p  projeté sur la microfissure 

( , ( ), ( ))n r n e nr r r . 
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Figure 3-9 : le gradient de pression sur la microfissure ( , ( ), ( ))n r n e nr r r  

 

L’hypothèse de l’écoulement laminaire est retenue pour l’écoulement le long de la 

microfissure : on a : 

 

1( ) ( )² ( )
12

c cv n e n p nl
m

  r r r r                                             (3-38) 

 

Le paramètre l  est un coefficient scalaire compris entre 0 1l  . Ce paramètre 

dépendra de la rugosité des surfaces des microfissures. 

 

En injectant l’équation (3-37) dans l’équation (3-38), la vitesse du flux est de la forme 

suivante : 

 

2 ( )1( ) ( ) ( ). ( )
12

c cv n e n n n p nl d
m

    r r r r r r                                  (3-39) 

 

D’après l’équation (3-36) et l’équation (3-39), l’équation (3-32) devient : 

 

3
0 0

1 1 ² ( ) ( , , ) .
12c

c c cv v d r e n n E n r e d drde pl pr d
m

 




       
    

r r r r    (3-40) 

 

La variable ( ( ))A r n Nr 


r
 la densité volumique de microfissures hydrauliquement 
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connectées. La fonction ( ( ))A r nr  est désigné par : 0

0

( )( ( )) ( )
c

r n rA r n
r r

z


rr , avec z  un 

paramètre du modèle. Cette fonction est introduite ici pour tenir compte de la connectivité 

hydraulique de microfissures. Elle augmente avec la taille de microfissures. Ceci signifie que 

quand la taille des microfissures est faible (faible densité), certaines microfissures ne contribuent 

pas à l’écoulement hydraulique car elles ne sont pas connectées au réseau d’écoulement. Avec 

l’augmentation de la taille de microfissures, celles-ci se connectent progressivement au réseau et 

ainsi contribuent à l’écoulement. C’est une approche empirique proposée ici mais qui représente 

approximativement le phénomène observé expérimentalement. 

 

Comparant l’équation (3-40) et la loi de Darcy macroscopique (l’équation 3-30), la vitesse 

du flux apparent est de la forme suivante :  

 

3
0

0 0

1 1. ² ( ) ( , , ) .
12

v k p r e n n E n r e d drde pl pr d
m m

 



         
   

r r r      (3-41) 

 

On en déduit alors le tenseur de perméabilité associée aux microfissures: 

 

3
0 0

² ( ) ( , , )
12ck r e n n E n r e d drdel pr d

 


      r r                       (3-42) 

 

En effectuant l’intégration de (3-42) dans le VER, on a alors : 

  

2

2 31 ( ( )). ( ) ( ) ( )
12 4c

S

Nk A r n r n e n n n dSlp d
p

  
  r r r r r                          (3-43) 

  

Comme la répartition des rayons moyens et des ouvertures de microfissures dépend de leur 

orientations, on constate que le tenseur de perméabilité présente clairement un caractère 

anisotrope. 

 

3.3.4. Identification des paramètres 

 

Avec le modèle proposé, le calcul des composantes du tenseur de la perméabilité nécessite 

la détermination de trois paramètres ( 0k ,l , z ). L’obtention de ces paramètres se fait à partir 
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des données issues des essais hydromécaniques couplés ; par exemple, des essais de 

compression triaxiale avec mesure de la perméabilité en fonction de la contrainte déviatorique. 

Le modèle proposé est utilisé pour deux matériaux, le granite du Lac du Bonnet et un grès de 

Vosges.  

 

La perméabilité initiale du matériau est supposée isotrope, soit 0 0k k d . Différentes 

méthodes peuvent être utilisées pour déterminer la perméabilité initiale (voir le Chapitre 1). 

Selon les travaux de Souley et al. (2001) la perméabilité initiale du granite de Lac du Bonnet a 

été estimée de 2110 2m . 

 

Le grès de Vosges étudié est un grès type, de couleur jaune – rose de matrice quartzeuse. La 

taille de grains varie de 200 à 300 mm . Les grains anguleux de taille homogène et quelques 

cristaux de quartz sont très bien formés. La porosité totale ouverte est égal environnement à 

20,22%. La perméabilité initiale 0k vaut environ 1710 2m . 

 

Le paramètre l  représente la rugosité de microfissures, Le paramètrez  permet de décrire 

la connectivité hydraulique de microfissures ; sa valeur a été identifiée à partir de la variation de 

la perméabilité en fonction de contrainte déviatorique lors d’un essai de compression triaxiale. 

Dans le Tableau 3-2, on donne les valeurs obtenues pour les deux matériaux : 

 

Tableau 3-2 : Valeurs représentatives des paramètres hydrauliques pour les deux roches 

0k  ( 2m ) l   z  

Granite Lac du Bonnet 2110  0,001 2 

Grès des Vosges 1710  0.01 2 

 

 

3.3.5 Procédure d’intégration numérique  

 

Comme nous l’avons déjà signalé, l’état de fissuration créé par une sollicitation mécanique 

est par nature anisotrope. La répartition de microfissures est déterminée par le modèle 

mécanique. Nous avons présenté le détail du calcul du modèle au chapitre 2. Le modèle 

mécanique fournit les données sur le rayon moyen et l’ouverture de microfissures dans chaque 
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orientation et à chaque incrément de chargement. Le tenseur de la perméabilité associée aux 

microfissures d’après l’équation (3-43) peut se calculer par la relation suivante : 

 
21( 1) ( 1) ( 1)2 3

1

2
( )( ) ( ) ( )

12c
N

k w A r r e n n
a a a

b b b bb b
b

lp d
  


  


r r                   (3-44) 

                                                 

Le coefficient wb  désigne le coefficient de poids associé au emeb  point d’intégration 

( 1 , 21b  ). 

 

3.3.6 Évolution de la perméabilité pour le granite du Lac du Bonnet 

   

Les Figures 3-10 à 3-14 montrent la variation de la perméabilité en fonction de la 

contrainte déviatorique et la déformation axiale, lors des essais de compression triaxiale avec 

différentes pressions de confinement. On voit que la perméabilité augmente progressivement 

avec l’endommagement induit et peut atteindre des valeurs à plusieurs ordres de grandeur plus 

élevés. L’augmentation de la perméabilité devient significative seulement quand la valeur de 

l’endommagement devient importante. Cela signifie que la perméabilité est clairement 

conditionnée par la connectivité hydraulique entre microfissures. Cependant, l’anisotropie du 

tenseur de la perméabilité est assez faible même si les microfissures sont orientées. Ceci est dû 

fait que la connectivité des microfissures peut créer des chemins de percolation assez isotrope 

dans l’espace. L’anisotropie induite sur les propriétés hydrauliques est nettement moins marquée 

que celle des propriétés mécaniques. Les résultats numériques obtenus sont qualitativement 

conformes aux données expérimentales de Souley et al. (2001), présentées dans le chapitre 1. 
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Figure 3-10: Variation de la perméabilité dans la direction axiale en fonction de la 

déformation axiale lors d’un essai de compression triaxiale avec la pression de 

confinement de Pc= 2 MPa pour le granite du Lac du Bonnet 
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Figure 3-11: Variation de la perméabilité dans les deux directions en fonction du déviateur 

de contrainte lors d’un essai de compression triaxiale avec la pression de confinement de Pc= 2 

MPa pour le granite du Lac du Bonnet 
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Figure 3-12 : Variation de la perméabilité dans la direction axiale en fonction de la 

déformation axiale lors d’un essai de compression triaxiale avec la pression de confinement de 

Pc= 40 MPa pour le granite du Lac du Bonnet 
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Figure 3-13 : Variation de la perméabilité dans la direction axiale en fonction de la 

déformation axiale lors des essais de compression triaxiale avec des pressions de confinement de 

Pc= 2, 10, 20 et 40MPa pour le granite du Lac du Bonnet 
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Figure 3-14 : Variations de la perméabilité dans les deux directions en fonction du 

déviateur de contrainte lors des essais de compression triaxiale avec différentes pressions de 

confinement (Pc= 2, 10, 20, 40MPa) pour le granite du Lac du Bonnet 

 

3.3.7 Variation de la perméabilité dans un grès de Vosges 

 

Pour ce matériau, Les variations de la perméabilité sont présentées sur les Figures 3-15 à 

3-18. D’une manière générale, on peut faire les mêmes remarques que celles pour le granite du 

Lac du Bonnet. La perméabilité peut augmenter de plusieurs ordres de grandeur avec la 

microfissuration. L’anisotropie induite est très faible pour le tenseur de la perméabilité. Le seuil 

de variation de la perméabilité dépend de la pression de confinement et de la connectivité des 

microfissures. 
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Figure 3-15 : Variation de la perméabilité axiale en fonction de la déformation axiale 

(Pc=5MPa) pour un grès des Vosges 
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Figure 3-16: Variation de la perméabilité dans les deux directions en fonction du déviateur 

de contrainte lors d’une compression triaxiale avec la pression de confinement de Pc= 5 MPa 

pour un grès des Vosges 
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Figure 3-17 : Variation de la perméabilité axiale en fonction de la déformation axiale pour 

des essais avec différentes pressions de confinement (Pc= 5, 10, 20, 40MPa) pour un grès des 

Vosges 
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Figure 3-18 : Variations de la perméabilité des deux directions en fonction de la contrainte 

déviatorique lors des essais à différentes pressions de confinement (Pc= 5, 10, 20, 40 MPa) pour 

un grès des Vosges 
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Figure 3-19 : Variation de la perméabilité axiale en fonction de l’endommagement 

(direction axiale et latérale) pour un essai de compression triaxiale avec la pression de 

confinement de Pc=5 MPa) pour un grès des Vosges 

 

3.4. Conclusions 

 

Dans ce chapitre, nous avons présenté l’extension du modèle d’endommagement à la 

modélisation du comportement poromécanique des roches saturées. Toujours en se basant sur 

les analyses micromécaniques, les coefficients de couplage ont été déterminés en fonction de 

l’endommagement induite. Les réponses poromécaniques des matériaux en conditions drainées 

et non drainées ont été étudiées. Le modèle proposé décrit correctement les principaux aspects 

du comportement mécanique et poromécanique des roches fragiles. Dans la deuxième partie, le 

travail est étendu à la détermination de la perméabilité en fonction de l’endommagement induit. 

En se basant sur la distribution de microfissures déterminée par le modèle mécanique, le tenseur 

de la perméabilité a été déterminé avec une méthode de moyenne. Les résultats obtenus 

correspondent qualitativement à des observations expérimentales en laboratoire et in situ. 

Cependant, des validations approfondies restent encore nécessaires. 
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Conclusions générales et perspectives 

 

Dans ce travail, nous avons abordé la modélisation du comportement mécanique et 

hydromécanique des roches saturées avec la prise en compte de la variation de la perméabilité 

en fonction de l’endommagement induit. Une loi de comportement poromécanique couplée a été 

proposée. Nous avons utilisé une approche micromécanique directe en prenant la distribution de 

la longueur de microfissure comme variable d’état. Certaines hypothèses ont été retenues telles 

que fissures planes circulaires sans interaction et de faible densité. A partir des analyses de la 

discontinuité de déplacement en traversant les microfissures, on a établi la fonction de 

l’enthalpie libre comme le potentiel thermodynamique. La loi de comportement décrivant 

l’endommagement anisotrope est ensuite déduite du potentiel. L’évolution de l’endommagement 

est directement reliée à la propagation de microfissures. On a pris en compte l’ouverture de 

microfissures fermées liée au glissement tangentiel en raison de la rugosité des surfaces de 

fissures. Cette ouverture contribue directement à la dilatance volumique macroscopique du 

matériau. Une procédure de détermination des paramètres a été proposée. Le modèle proposé a 

été appliqué à deux roches fragiles représentatives, le granite du Lac du Bonnet et le grès des 

Vosges. Les comparaisons entre les simulations numériques et les données expérimentales ont 

montré que le modèle décrit globalement les principaux aspects du comportement mécanique de 

ces matériaux tels que la non linéarité, l’anisotropie induite, la dilatance volumique. Nous avons 

également montré la possibilité de développer une approche phénoménologique avec une 

approximation par un tenseur d’endommagement d’ordre deux. Dans ce cas, il a nécessité de 

déterminer certains paramètres complémentaires à partir des données expérimentales. Cependant, 

l’approche macroscopique peut apporter une plus grande souplesse dans la modélisation. 

 Nous avons ensuite proposé une extension du modèle à la description du comportement 

poromécanique des roches saturées. Dans le cadre de la poroélasticité de Biot et en utilisant les 

analyses micromécanique, on a établi une loi de comportement couplée poromécanique. Les 

coefficients de couplage ont été déterminés en fonction de l’endommagement induit. Les 

réponses poromécaniques en conditions drainées et non drainées du grès des Vosges ont été 

étudiées. Il a été montré que le modèle proposé prenait correctement en compte l’effet de la 
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pression interstitielle et le couplage avec la déformation du matériau. Une bonne concordance a 

été obtenue malgré certaines divergences quantitatives pour certains cas. 

 

 Une partie importante du présent travail a été consacrée à la modélisation du couplage entre 

l’endommagement induit et la variation de la perméabilité des roches. Un nouveau modèle 

couplé a été proposé permettant de décrire, d’une façon cohérente, le comportement mécanique 

et la variation de la perméabilité au cours des sollicitations complexes. Un tel modèle peut être 

implémenté dans un code de calcul en vue du calcul de structures. Faute de données 

expérimentales complètes sur les mêmes matériaux en ce qui concerne la variation de la 

perméabilité, les comparaisons étaient plutôt qualitatives que quantitatives. Néanmoins, le 

modèle proposé reproduisait les ordres de grandeur observés dans des essais en laboratoire en in 

situ. Les résultats obtenus sont donc satisfaisants. 

 

 En termes de perspectives, il serait intéressant de placer le modèle dans un cadre plus 

rigoureux des méthodes de changement d’échelle, en prenant en compte notamment des 

interactions entre microfissures. Il sera également nécessaire de compléter le présent travail par 

l’étude de la localisation des déformations et du comportement post – rupture afin d’aborder la 

modélisation des ouvrages dans de conditions sévères. Des études expérimentales 

complémentaires sont nécessaires pour une validation approfondie de la modélisation proposée. 

Enfin, il sera question d’implémentation du modèle dans un code de calcul en vue d’applications 

aux problèmes pratiques. 
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