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L'essai de compression triaxiale est le plus couramment utilisé pour l'étude du comportement 
mécanique des roches. Dans un tel chargement, la courbe contrainte-déformation présente 
généralement un maximum correspondant au pic de résistance de la roche au delà duquel la 
chute de résistance (ou radoucissement) de l’échantillon est attribuée à l’endommagement de 
la roche. Cette phase post-pic doit être quantifiée de façon précise car le module de 
radoucissement d’une roche est un paramètre important et essentiel de toutes les analyses de 
stabilité et de bifurcation (Vardoulakis et Sulem, 1995). En fait, ce paramètre ne peut pas être 
déterminé directement à partir de la courbe contrainte-déformation dans la phase post-pic. Les 
déformations à l’intérieur de l’échantillon perdent progressivement leur homogénéité jusqu’à 
la localisation des déformations sous la forme de bandes de cisaillement. Pour l’étude du 
comportement post-pic de la roche, les mesures de déformations locales sont inopérantes en 
raison de la perte d’homogénéité des déformations au sein de l’échantillon due à ce 
phénomène de localisation. La courbe effort-déformation est donc utilisée uniquement dans la 
phase pré-localisation pour étalonner la loi de comportement. La question de savoir si le 
comportement radoucissant des géomatériaux est la cause ou la conséquence du phénomène 
de localisation des déformations est encore controversée (Chambon et al., 1994a). La phase 
post-pic des courbes effort-déplacement observées dans les essais élémentaires est en effet 
généralement la conséquence directe de la localisation des déformations. Cette phase post-pic 
doit être alors interprétée comme un radoucissement de la structure que constitue l’échantillon 
dans un système de mise en charge. Nous distinguons ce radoucissement « structural » du 
radoucissement « intrinsèque » ou « constitutif » correspondant à une perte progressive de 
résistance du matériau lui-même et se manifestant à l’échelle microstructurale par des 
phénomènes de microfissurations, mouvements relatifs des grains, écrasement des pores et des 
grains. Cet endommagement se manifeste le plus souvent non pas dans l’ensemble d’une 
structure mais dans des zones localisées qui sont les prémices des fractures macroscopiques. 
L’idée développée ici est d’étudier le comportement du matériau dans la phase radoucissante 
de manière indirecte en utilisant les caractéristiques mêmes du phénomène de localisation des 
déformations telles qu’elles sont observées sur des échantillons en laboratoire. Ces 
caractéristiques sont l'épaisseur et l'orientation de la bande de cisaillement ainsi que l’état de 
contraintes (et /ou de déformations) correspondant à la localisation du mode de déformation. 
Notre étude est basée sur un programme expérimental d’essais de compression axisymétriques 
sur des échantillons secs et des échantillons saturés en conditions drainées. Il est crucial 
d’assurer la meilleure homogénéité possible des déformations de l’échantillon dans la phase 
pré-localisation afin de pouvoir caractériser de façon précise et correcte le phénomène de 
localisation. Pour ce faire, une part importante de ce travail est consacrée à l’optimisation des 
conditions d’essais. L’étude des conditions de localisation (point de formation de la bande de 
cisaillement, orientation de la bande, épaisseur de la bande) permet alors l’évaluation du 
comportement radoucissant de la roche. La comparaison des paramètres de localisation aux 
observations expérimentales permet par méthode inverse de remonter aux caractéristiques 
rhéologiques  et microstructurales du matériau qui contrôlent la localisation (écrouissage, 
endommagement, radoucissement, longueur interne). 
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Dans ce mémoire, nous présentons tout d’abord une étude bibliographique (second chapitre). 
Le phénomène de la localisation de la déformation en bande de cisaillement est présenté à 
partir des observations en laboratoire et in situ. Les notions de rupture, de fissuration, de 
discontinuité, de gauchissement et de flambement sont discutées. Les différents 
micromécanismes de rupture et les différentes phases de fissuration dans les essais 
élémentaires sont décrits en détail. Les techniques expérimentales existantes de détection du 
seuil de microfissuration, du seuil de dilatance et du seuil de localisation sont présentées. Leur 
principe est expliqué et leurs avantages et leurs inconvénients sont discutés. Sont également 
abordés dans ce chapitre les différentes approches théoriques de la rupture en mode localisé : 
la mécanique de l'endommagement, la mécanique de la rupture, la théorie de la bifurcation 
appliquée à la stabilité des solides élastoplastiques. Ce chapitre met également l'accent sur le 
changement d'échelle du problème qui est lié au phénomène de localisation de la déformation, 
sur l'importance de la microstructure et sur les limites de la théorie des milieux continus 
classiques. Des milieux continus généralisés tel que les milieux de Cosserat et la théorie du 
second gradient sont présentés à partir du formalisme proposé par Mindlin (1964). Cette 
théorie permet d’introduire une longueur interne dans la formulation des lois de 
comportement, ce qui permet de déterminer une épaisseur finie de bande de cisaillement. Ce 
chapitre traite enfin du problème de la visualisation expérimentale du comportement post-pic. 
Un critère global et local de stabilité matérielle est présenté. Les différents paramètres internes 
ou externes à la roche testée qui sont susceptibles d'influencer cette stabilité sont discutés. 
 
Le troisième chapitre est consacré à l'étude expérimentale du grès de Fontainebleau qui par 
son caractère de bonnes isotropie et homogénéité est choisi ici comme roche modèle. Dans ce 
chapitre, on s’attache, vu la diversité des procédures expérimentales utilisées en mécanique 
des roches, à présenter et à discuter les différentes techniques utilisées pour l’essai triaxial et à 
préciser les choix effectués pour la réalisation du programme d’essais. Le dispositif 
expérimental est décrit en détail, que ce soit la préparation des éprouvettes, la caractérisation 
physique de la roche, le matériel de mise en pression, l'instrumentation ou le matériel 
d'acquisition des mesures. Ce chapitre met également l'accent sur l'importance de bien 
maîtriser les conditions d'essais dans lesquelles sont réalisés les tests de compression. En 
effet, dès le début du chargement, un état de contraintes et de déformations non uniformes se 
développe dû au frottement à l'interface échantillon-plateaux de la presse. Les contraintes de 
cisaillement liées au frottement empêche l'échantillon de se déformer librement suivant la 
direction radiale. Notre objectif est de présenter un protocole expérimental qui permet de 
réduire au maximum tous les artefacts dus à l'exécution des essais afin d'étudier des 
phénomènes tels que l'anisotropie induite par le chargement, la localisation des déformations 
et le radoucissement. Les écarts souvent observés dans les résultats obtenus par différents 
expérimentateurs sont le plus souvent dus aux défauts indésirables introduits durant les essais. 
Il est important d'assurer la meilleure homogénéité possible des déformations de l'échantillon 
dans la phase pré-localisation pour étalonner correctement les lois de comportement de la 
roche étudiée. Par ailleurs, dans la phase post-localisation, les conditions d'essais peuvent 
également influencer les caractéristiques des bandes de cisaillement (orientation et épaisseur). 
Pour cette raison, nous avons étudié l'influence des conditions d'expérimentation (géométrie 
de l'éprouvette et conditions de contact échantillon-plateaux) sur la distribution des 
contraintes et la réponse du matériau. Pour minimiser le frottement à l'interface roche-plateaux 
et permettre une déformation latérale libre des échantillons, différentes techniques 
expérimentales d'anti-frettage existent. Leur principe est présenté et leurs avantages et 
inconvénients sont discutés. La lubrification de l’interface entre l’échantillon et les plateaux 
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de chargement est étudiée expérimentalement et validée. Les essais réalisés en conditions 
frettées et lubrifiées sont comparés à partir de la réponse en déformation des échantillons, de 
l'estimation du pic de résistance et de l'observation des différents modes de rupture en 
compression simple et triaxiale. La prédominance et la combinaison des différents modes de 
rupture sont discutées en relation avec l'existence ou non de frottement à l'interface roche-
plateaux. Les notions de rupture fragile et ductile sont définies. L'effet de la géométrie de 
l'échantillon de roche testé, que ce soit l'effet de l'élancement, l'effet de la forme ou l'effet de 
taille (effet d'échelle) est étudié pour les différentes conditions limites (avec ou sans 
frottement à l'interface). Par ailleurs, l'effet de la présence d'un fluide interstitiel est étudié et 
l’applicabilité du concept de contrainte effective de Terzaghi est discutée. On s’est également 
attaché à étudier et à quantifier les différentes sources d’erreurs de mesure des déformations et 
des contraintes dans l’essai triaxial. Par ailleurs, les phases de fissuration dans les échantillons 
de grès de Fontainebleau sont analysées. Différentes techniques sont utilisées afin d'évaluer 
précisément le seuil de microfissuration, le seuil de dilatance et le seuil de localisation. Les 
résultats obtenus à partir de ces différentes techniques ainsi que les résultats collectés dans la 
littérature sont comparés et analysés. Est également discuté dans ce chapitre le problème du 
contrôle expérimental de la phase post-pic. Pour le choix d'un paramètre d'asservissement de 
la presse, on définit un critère de stabilité que ce paramètre doit vérifier. Différents paramètres 
d’asservissement sont testés et les conditions pour que le critère soit vérifié sont étudiées. On 
étudie également la stabilité du contrôle à partir de considérations énergétiques. Ce chapitre 
présente également l’observation des bandes de cisaillement formées dans le grès de 
Fontainebleau. Cette roche granulaire présente sous fortes déformations une coloration 
blanche visible à l’œil nu due au broyage des grains de quartz. Cette coloration permet 
d'évaluer de façon précise l'épaisseur et l'orientation des bandes de cisaillement. L’évolution 
de la microstructure granulaire à l’intérieur de la bande est étudiée à partir d’observations au 
MEB. En particulier, les changements de porosité et la formation de zones contractante ou 
dilatante est discutée en fonction de la contrainte de confinement. Ces observations sont 
comparées à celles publiées dans la littérature aussi bien pour les bandes de cisaillement 
observées dans les échantillons de différents grès (Bésuelle, 1999 ; Olsson, 1999) que pour les 
interfaces sols-structures (Lerat, 1996) ou encore pour la structure des failles (Marone et 
Scholz, 1989). 
 
La modélisation du comportement du grès de Fontainebleau est abordée dans le quatrième 
chapitre. Parmi les modèles utilisés pour étudier le comportement des roches, la théorie de 
l'écoulement élastoplastique qui décrit le développement des déformations irréversibles 
couplée à l'endommagement qui décrit la dégradation des propriétés mécaniques du matériau, 
fournissent un cadre d'étude approprié pour la description du processus de dégradation d'un 
matériau tel que le grès. Le caractère frottant et cohésif des roches granulaires est modélisé 
dans le cadre de la théorie de l'élastoplasticité. Il s'agit de déterminer une loi de comportement 
tenant compte des propriétés élastiques non linéaires (dépendance des modules d'élasticité en 
fonction des contraintes et de l’endommagement) et des propriétés plastiques (écrouissage en 
frottement et radoucissement en cohésion) de ce matériau. La dépendance en contraintes des 
paramètres élastoplastiques du grès de Fontainebleau est prise en compte. La dégradation du 
matériau sous sollicitation mécanique croissante est mise en évidence, l'évolution de cet 
endommagement progressif est quantifiée à l'aide d'essais comprenant des cycles de charge-
décharge. Un modèle constitutif avec endommagement isotrope et critère de plasticité non 
linéaire est étalonné sur les données expérimentales (essais de compression uniaxiale et 
triaxiale) puis validé par simulation des courbes contraintes-déformations. 
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L'analyse théorique de la localisation des déformations en bande de cisaillement est abordée 
dans le cinquième chapitre. Elle s'inscrit dans le cadre de la théorie de la bifurcation. Basée 
sur la notion d'équilibre instable, la théorie de la bifurcation parvient à situer la transition du 
mode de déformation diffus au mode localisé en bandes de cisaillement. La solution du 
problème de la localisation des déformations en bande de cisaillement consiste à déterminer 
l'angle d'orientation de la bande de cisaillemenent et l'état d'initiation de cette bande de 
cisaillement. Le modèle constitutif est donc validé quant à sa capacité de prévoir correctement 
la localisation. En particulier, on utilise une extension du modèle élasto-plastique classique de 
Mohr-Coulomb à un modèle non-coaxial, c’est-à-dire pour lequel le module de cisaillement 
hors-plan n’est pas le module élastique (Vardoulakis et Sulem, 1995). Les théorie 
élastoplastiques appliquées aux milieux continus classiques permettent généralement de 
répondre à la question de l’initiation de la localisation mais ne permettent pas de suivre la 
solution dans le régime post-localisation. Cela est dû aux difficultés mathématiques qu’induit 
un comportement radoucissant de sorte que pour modéliser la phase post-localisation, on doit 
régulariser le problème mathématique qui gouverne l’évolution du système. Parmi les 
différentes procédures de régularisation, on doit choisir celle qui peut refléter de façon réaliste 
les mécanismes physiques qui gouvernent le phénomène de localisation. Dans le cadre de la 
théorie élastoplastique, les bandes de cisaillement correspondent à des zones de forts gradients 
de déformation. L’étude de l’épaisseur de la bande de cisaillement est faite dans le carde 
d’une élastoplasticité du second gradient du modèle constitutif. En particulier, comme 
Vardoulakis (1994) l’a mis en évidence, le paramètre de radoucissement et l’épaisseur des 
bandes de cisaillement sont reliés. L’analyse permet donc en particulier la détermination du 
paramètre de radoucissement à partir des mesures d’épaisseur de bandes. 
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II.1/ OBSERVATIONS IN SITU ET EN LABORATOIRE 
 
II.1.1/ RUPTURE ET LOCALISATION DE LA DEFORMATION EN 
BANDE DE CISAILLEMENT 
 
La rupture des géomatériaux est souvent caractérisée par la formation et la propagation de 
zones de déformation de cisaillement localisées. La déformation cesse d'être homogène ou 
diffuse, pour évoluer plus ou moins brutalement vers des modes de déformations non-
homogènes. Cette localisation des déformations est considérée comme une initialisation de la 
rupture. Les zones de déformations localisées sont des structures de déformation assez 
générales, qu'on observe dans la plupart des matériaux, des métaux aux milieux granulaires 
(sables, grès). Les zones de déformations localisées sont d'étroites zones à l'intérieur 
desquelles se concentrent l'essentiel des gradients de déplacement. Ces zones de déformations 
localisées sont désignées sous le nom de plans de rupture ou sous le nom plus précis de 
bandes de cisaillement. 
Dans les milieux cohérents et fragiles comme les roches, les mécanismes physiques 
responsables de la localisation sont variés. Les phénomènes d’instabilité reliés à la 
localisation des déformations résultent de l’ouverture des micro-fissures, du glissement et de 
la rotation inter-granulaire, éventuellement de l’écrasement des grains et des espaces poreux 
conduisant à la formation d’une fracture macroscopique. Une déformation intense siège à 
l’intérieur de cette zone étroite, alors qu’à l'extérieur de la zone de localisation, le matériau 
subit une décharge élastique. On a alors un mode de déformation localisé, qui met en jeu une 
ou plusieurs bandes de cisaillement et un certain nombre de blocs quasi-rigides. Dans le cas 
d’une unique bande de cisaillement, la rupture met en jeu le glissement relatif de deux blocs 
quasi-rigides le long d'une surface plane dite surface ou plan de rupture et qui correspond à la 
bande de cisaillement. La localisation de la déformation durant le chargement d'un corps 
homogène et la formation de bandes de cisaillement est un phénomène à considérer dès qu'on 
s'intéresse à la rupture, soit pour l'éviter (stabilité des trous de forage, des parois de tunnel), 
soit pour la provoquer (excavation, forage...). Les phénomènes de localisation des 
déformations peuvent en effet se produire à grande échelle. La formation de failles dans un 
massif rocheux est le résultat d’un mode de localisation en bande de cisaillement. On 
considère généralement les failles comme des surfaces de rupture plane, avec mouvement 
relatif du massif rocheux de part et d'autre du plan. Elles peuvent être assimilées à des plans 
de rupture en cisaillement. Ce phénomène de rupture est couramment rencontré dans les 
massifs naturels, en ouvrage de surface ou dans les ouvrages souterrains à grande profondeur 
(tunnels profonds, galeries minières, forages pétroliers). C’est de plus un phénomène commun 
à des disciplines diverses. En effet, les analyses de ruptures et de post-ruptures sont 
importantes aussi bien pour les problèmes d'ingénierie aéronautique et civile, d'exploitations 
minières et pétrolières que pour les problèmes de géologie. Dans le domaine du génie civil et 
de la géotechnique, une telle perte spontanée de l'homogénéité dans la déformation est un 
précurseur typique de l’effondrement de structures d'ingénierie. En géologie, les bandes de 
cisaillement apparaissent comme des structures souvent périodiques qui donnent des 
indications sur l’histoire des contraintes tectoniques (amplitude, orientation). 
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II.1.2/ FISSURES, DISCONTINUITES ET BANDES DE CISAILLEMENT 
 
Le terme rupture considère deux types de manifestations, d'une part, l'apparition de 
discontinuités macroscopiques, d'autre part, le mouvement important le long des 
discontinuités existantes. En accord avec l’existence de ces discontinuités, les cavités 
souterraines profondes montrent un comportement qui n'est pas facilement prévisible sur la 
base de l'élasticité linéaire classique (Guenot, 1987). Comme le fait remarquer Desrues 
(1991), aux échelles de temps et d'espace du géologue, il est clair que le concept de bande de 
cisaillement est pertinent. Aux échelles de l'ingénieur, on peut penser dans un premier temps 
que l'application de ce concept de bande de cisaillement aux discontinuités observées dans le 
matériau est moins évident: la rupture consommée, ce qu'observe l'ingénieur, paraît relever 
plus de la discontinuité matérielle franche (blocs, fragments, écailles). La mécanique de la 
rupture fragile, qui étudie la propagation d'une fissure unique, macroscopique, dans un milieu 
par ailleurs sain, semble alors s'appliquer le plus directement. Pourtant, affirme Desrues, 
étudier la localisation de la déformation dans les roches en supposant que la macrofisssure 
finale peut avoir, plus tôt dans le processus, été induite par l'évolution d'une déformation 
intense apparue comme une bande de cisaillement peut être intéressant. 
 
 
Figure 2.1.1 : Schéma de microfissures, de macrofissures (à droite) et de bande de cisaillement (à gauche). 
(d’après Desrues, 1991). 
 
II.1.3/ GAUCHISSEMENT ET FLAMBEMENT 
 
D’autres modes de déformations non-homogènes autre que le mode de déformation localisé 
en bande de cisaillement peuvent apparaître. Pour le cas par exemple d’un puits profond, 
outre la formation de bandes de cisaillement à la paroi, on peut également observer un 
gauchissement ou un flambement de la paroi. Le mode de gauchissement conduit à des 
phénomènes d’écaillage des parois par activation et propagation instable de fissures 
préexistantes parallèles à la paroi. La rupture paraît survenir de façon fragile, voire brutale 
parfois, sous forme de graves instabilités à la paroi (Maury, 1987). Cette instabilité se 
manifeste par une explosion de la roche (rock burst) dans les galeries minières à grandes 
profondeurs (Cook et al., 1966), par une formation et un détachement intensif de plaques ou 
d'écailles de roches, à l'intérieur de la roche mais aussi près des surfaces libres, aux parois 
d’un tunnel ou au front d’une excavation dans le domaine du génie civil et pétrolier (Proctor 
et White, 1946), comme cela a été observé dans des ouvrages souterrains, par exemple 
pendant le creusement du tunnel du Mont Blanc (Panet, 1969), autour de puits de forages 
pétroliers profonds (Plumb, 1989) ou sur des parois de cylindres creux dans des essais de 
laboratoires (Santarelli et Brown, 1989). Sous l’action d’importantes forces tectoniques, 
beaucoup de forages de puits pétroliers profonds, sont soumis à des phénomènes d’instabilité 
de parois, d’écaillage, d’ovalisation, de détérioration progressive qui peuvent devenir 
critiques pour la poursuite du forage, engendrant coincements, rupture des tiges de forage, 
opérations de repêchage, perte d’une partie ou de la totalité du forage réalisé (Guenot, 1987 ; 
Guenot, 1988 ; Maury et Sauzay, 1988 ; Maury, 1993). L'écaillage qui se produit est de type 
longitudinal ou cylindrique et il est dénommé parfois « en pelure d'oignon ». (figure 2.1.2). 
 
 
Figure 2.1.2 : Ecaillage après un essai sur un cylindre creux de calcaire (rupture de type symétrique par rapport à 
un plan contenant l’axe du trou). D’après (Guenot, 1989). 
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Le développement de plis et de joints, observé par exemple en structures périodiques dans les 
massifs géologiques, sont reliés à un mode de déformation non-homogène de type 
flambement. 
Les joints, contrairement au failles, sont des fissures ou des fractures dans la roche pour 
lesquels il n'y a pratiquement pas de mouvement dans la direction parallèle au plan de rupture. 
Ils sont ainsi assimilés à des plans de rupture en traction. Les joints comme les failles sont 
fréquemment observés dans les massifs rocheux. 
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II.2/ MECANISMES DE FISSURATION ET DE RUPTURE 
DANS LES ESSAIS ELEMENTAIRES 
 
II.2.1/ DESCRIPTION DES DIFFERENTES PHASES DE FISSURATION 
 
II.2.1.1/ MICROMECANISMES DE FISSURATION ET DE RUPTURE 
 
L’échantillon de roche naturelle a de toute évidence un comportement et une structure très 
complexes par rapport à la plupart des matériaux utilisés par l’ingénieur. L’analyse 
concernant la déformabilité et la rupture met l’accent sur le rôle essentiel joué pour ce type de 
matériau par la fissuration induite par le chargement. Pour modéliser convenablement le 
comportement des roches au voisinage de la rupture, il est important de tenir compte des 
changements de la structure de la roche engendrés par le chargement. La formation des 
surfaces de rupture résulte d’un endommagement progressif de la microstructure. La 
microstructure conditionne largement les propriétés mécaniques globales. Une littérature 
abondante a permis de comprendre l’évolution du développement progressif de la 
microfissuration et son rôle déterminant sur le comportement fragile d’une roche. 
L’hypothèse de Griffith selon laquelle une unique fissure préexistante conduirait à la 
formation d’une rupture macroscopique a été systématiquement rejetée (Wawersik et 
Fairhurst, 1970 ; Wawersik et Brace, 1971 ; Kranz, 1979, 1983). Le comportement d’une 
éprouvette de roche en compression et plus précisément les mécanismes de propagation de 
fissures menant à une rupture fragile macroscopique localisée en  bande de cisaillement de la 
roche ont été analysés en premier par Brace (1964) puis élaborés par Thill (1973) ; Friedman 
(1975) ; Pérami (1965), cités par Paterson (1978) ; Brace et al. (1966) ; Brace (1971) ; 
Bieniawski (1967) ; Brady (1970). Paterson (1978) et Kranz (1983) ont donné un résumé de 
ces observations. Pour l’étude des micromécanismes de la rupture, des observations 
expérimentales ont permis de décrire de façon détaillée la microstructure endommagée à 
divers niveaux de la contrainte déviatorique, assorties de microphotographies, ce qui a permis 
de décrire entièrement les phénomènes physiques qui conduisent à la rupture d’une roche 
(Menendez et al., 1996 ; Raynaud, 1995, cités par Bésuelle, 1999 ; Dunn et al., 1973 ; Wong, 
1982). Comme l’a fait remarquer Haïed (1995), ces observations ont été effectuées sur le 
granite (Peng et Johnson, 1972 ; Sprunt et Brace, 1974 ; Mosher et al., 1975 ; Tapponnier et 
Brace, 1976 ; Hadley, 1976 ; Kranz, 1979ab, 1980 ; Wong, 1982ab), mais également sur le 
quartz (Hallbauer et al., 1973), sur le grès (Shanga et al., 1994), sur le calcaire (Olsson, 1974), 
sur le marbre (Nolen  et Gordon, 1987), sur le sel (Lajtai et al., 1994), sur le béton (Bascoul et 
al., 1993), sur l’argile (Hicher et al., 1994) et sur la marne (Raynaud, 1992). Notons que les 
facteurs physiques externes susceptibles de causer et d’accroître la fissuration des roches sont 
principalement de natures mécanique et thermique (Bombolakis, 1968, cité par Bésuelle, 
1999 ; Paterson, 1978 ; Bauer et Johnson, 1979 ; Kranz, 1983 ; Tapponnier et Brace, 1976 ; 
Horii et Nemar-Nasser, 1985 ; Hallam et Ashby, 1990). A partir d’examens au microscope 
électronique à balayage (MEB) de lames minces prélevées dans des cylindres de roches 
déformés à l’appareil triaxial, ces chercheurs ont essayé de caractériser la distribution et 
l’organisation des divers micromécanismes de rupture identifiables. Les principaux 
mécanismes menant à la rupture fragile des roches sous compression qu’ils ont mis en 
évidence sont décrits ci-dessous. On distingue plusieurs phases principales dans le processus 
de rupture tout au long de la courbe contrainte-déformation (figure 2.2.1). Notons que ce 
processus peut différer légèrement suivant la nature de la roche. 
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Figure 2.2.1: Phases principales du processus de rupture dans l'essai de compression uniaxiale et triaxiale 
monotone (d'après Haïed, 1995) 
 
II.2.1.2/ PHASE 1 : phase de serrage 
 
Cette phase se situe à un niveau de contrainte très faible. Les courbes contraintes 
axiales/déformations axiales ont une portion de courbe initialement concave avant d’être 
linéaire, du fait de l’augmentation progressive de la rigidité. Cette phase s’accompagne d’une 
compaction de l’échantillon. La déformation volumique de l’échantillon est contractante. 
Cette phase est dite de serrage car elle correspond à une fermeture initiale élastique ou 
inélastique des pores et microfissures préexistantes du matériau, ce dernier devenant de plus 
en plus rigide quand les lèvres des fissures viennent en contact mutuellement. Notons que les 
roches contiennent initialement un réseau de fissures orientées de façon aléatoire. Cette 
portion initiale de la courbe peut également être associée aux défauts de rectification. En effet, 
l’expérience montre que cette portion de courbe peut être considérablement réduite en 
accordant une attention particulière à la planéité et au parallélisme des extrémités de 
l’échantillon. Les analyses des différentes manières par lesquelles une mauvaise préparation 
des extrémités influencent la réponse observée de l’échantillon a été présentée par Hawkes et 
Mellor (1970). Notons que cette fermeture, qui se traduit par la concavité orientée vers le haut 
de la courbe contrainte-déformation, tend à disparaître lorsqu’on applique une pression de 
confinement à l’éprouvette. En effet, cette phase est très importante dans l’essai uniaxial mais 
est très réduite ou quasi-inexistante dans les essais triaxiaux. Cette phase peut être observée 
dans les tests triaxiaux si la pression de confinement n’est pas très grande, ce qui suggère que 
des fissures restent ouvertes à la fin de la phase de chargement isotrope. 
 
II.2.1.3/ PHASE 2 : phase linéaire 
 
La pression dans cette phase est supérieure à la pression de fermeture des fissures. Cette phase 
dépasse rarement 40 % de la résistance à la rupture. Cette phase correspond à la phase linéaire 
de la courbe effort-déformation. Pendant cette phase, la déformation volumique est 
contractante. Aucune présence de discontinuités mécaniquement induites, aucune fissure 
transgranulaire n’est détectée. L’activité de microfissuration est négligeable. Les fissures 
susceptibles de se fermer le sont déjà et les concentrations de contraintes à l’échelle 
microscopique ne sont pas suffisantes pour générer de nouvelles fissures. Le comportement de 
l’échantillon testé est encore celui d’une roche vierge. Paterson (1978) conclut que la majeure 
partie du processus de déformation dans la partie linéaire de la courbe contrainte-déformation 
est due à la déformation élastique des grains et des pores. 
Le comportement de l’échantillon est principalement élastique et linéaire, bien que des 
déformations non élastiques soient parfois observées. Paterson (1978) pense que cela est dû 
au glissement le long de fissures préexistantes. Par ailleurs, Walsh (1965, cité au 8iéme 
symposium de mécanique des roches, 1966) a montré que deux phénomènes indépendants se 
produisent. D’une part, les grains minéraux se déforment élastiquement. D’autre part,  les 
grains ou des parties de grains se déplacent légèrement sous la contrainte appliquée et glissent 
relativement les uns par rapport au autres. Ceci conduit à un effet d’hystéresis lors de cycles 
de charge – décharge (Cook et Hodgson, 1965 ; Walsh et Brace, 1972, cité par Paterson, 
1978) mettant en évidence une dissipation d’énergie due au glissement intergranulaire 
(Goodman, 1989). La courbe effort-déformation est linéaire, mais il serait incorrect de 
conclure de cette linéarité et de cette élasticité que la roche est un matériau linéaire élastique 
(c’est-à-dire que les déformations sont des fonctions linéaires des contraintes au sens 
mathématique). En effet, de nombreux auteurs ont montré que la rigidité de la roche est 
affectée par la valeur de la pression de confinement. La pente de la courbe effort-déformation 
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ou la valeur du module de Young s'accroît lorsqu’on augmente la pression de confinement 
(Wilhelmi et Sommerton, 1967 ; King, 1969 ; Kulhawy, 1975 ; cités par Santarelli, 
1987,1988). En fait, 83 des 106 roches étudiées par Kulhawy (1975) ont montré une telle 
augmentation. Le comportement n’est donc pas élastique linéaire, puisque la rigidité dépend 
de la pression. Ce phénomène expérimentalement bien documenté peut être expliqué si la 
roche est considérée comme une matrice élastique avec des pores et des fissures (Walsh, 
1965). Quand aucune pression de confinement n’est appliquée, les pores sont ouverts et quand 
une contrainte déviatorique est appliquée, cela déforme en partie la matrice et en partie les 
pores. D’un autre côté, si une très grande pression de confinement est appliquée, tous les 
pores et fissures sont fermés et une contrainte déviatorique déformera seulement la matrice. 
La déformation dans ce second cas sera évidemment moins grande que dans le premier cas et 
la rigidité mesurée sera plus grande. C’est confirmé par Kulhawy (1975), qui remarqua que 
les roches poreuses tendent à montrer de plus grandes variations des modules de déformation 
que les roches moins poreuses. Des aspects théoriques du problème sont étudiés par Jaeger et 
Cook (1979). 
 
II.2.1.4/ PHASE 3 : seuil de microfissuration 
 
Le niveau de contrainte correspondant à cette phase se situe généralement entre 30 et 60 % de 
la résistance à la rupture. On note l’apparition à ce stade des premières microfissures 
mécaniques induites par la contrainte déviatorique. Cette phase marque le début d’une phase 
d’amorçage et de propagation stable de la microfissuration (phase d’endommagement). Les 
microfissures induites par la contrainte semblent réparties aléatoirement et uniformément dans 
l’échantillon. A ce stade de déformation, les courbes contrainte-déformation axiales sont 
encore linéaires. Cette linéarité témoigne de la tendance générale des microfissures à se 
développer de façon prédominante dans la direction parallèle à la contrainte compressive 
principale majeure. En effet, des observations optiques sur du granite et du marbre testés en 
compression uniaxiale montrent une prolifération de microfissures préférentiellement axiales. 
Wawersik et Fairhust (1970), Warwersik et Brace (1971), Bombolakis (1973), Peng et Ortiz 
(1973), cité par Paterson (1978), Thill (1973), Ui (1976), cité par Paterson (1978), Brace et 
Bombolakis (1963), Hoek (1965) ont mis en évidence l’existence d’une population importante 
de microfissures subaxiales faisant un angle inférieur à 15° avec la direction de la contrainte 
principale majeure. Par ailleurs, la stéréophotogrammétrie de faux relief a également permis 
de mettre en évidence la prédominance de la fissuration axiale. Par exemple, les 
dépouillements effectués sur un béton (Benaija, 1992), en condition uniaxiale, montrent que la 
déformation d’un échantillon au moment de la propagation de fissures, résulte d’un jeu de 
fissures axiales fonctionnant essentiellement en ouverture. L’ouverture est maximale dans la 
partie centrale des fissures et s’annule en tête de fissure. La microfissuration, caractérisée par 
une orientation très marquée dans cette direction, est uniformément répartie dans l’échantillon 
à l’exception des zones près des plateaux, influencées par le frettage. La microfissuration 
diminue en densité au niveau des extrémités. On peut se référer ici à l’étude de l’influence de 
la nature des contraintes aux extrémités sur la distribution des microfissures dans le granite 
(Peng et Johnson, 1972 ; Paterson, 1978). Comme cela est suggéré par Brace et al. (1966) et 
Bieniawski (1967, 1968), l’augmentation dans la compressibilité linéaire dans la direction 
latérale observée indique également que les microfissures qui s’ouvrent sont orientées de 
façon prédominante parallèlement à l’axe de l’échantillon. Dans cette phase, la déformation 
élastique des grains et le glissement frottant continuent et sont accompagnés par cette 
formation de fissures axiales ouvertes. 
Par ailleurs, Bridgman (1949, cité au 8e symposium de mécanique des roches, 1966), 
Matsushima (1960, cité par Paterson, 1978), Brace et al. (1966), Handin et al. (1963), 
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Robertson (1960, cité par Cook, 1970) et Crouch (1970a) ont décrit une tendance des roches à 
se dilater, à augmenter en volume, avant la rupture macroscopique. Cette effet de dilatance 
volumique se produit également sous pression de confinement. Le phénomène de dilatance 
des roches est d’une importance pratique considérable. Il a un rôle central dans la 
compréhension des processus de rupture fragile d’une roche (Brace et al., 1966) et des 
mécanismes de tremblements de terre ainsi que dans la prévision des séismes (Nur, 1972 ; 
Scholz et al., 1973). Cela a aussi des implications importantes pour des problèmes de géologie 
(Frank, 1965 ; Raleigh et al., 1969) et d’ingénierie (Crouch, 1970b), (cités par Cook, 1970). 
La dilatance est causée par la formation et la propagation stable des  microfissures axiales 
ouvertes, parallèles à la direction de la contrainte principale maximale, avant la rupture, à 
l’intérieur de l’échantillon de roche sous compression (Jaeger et Cook, 1969). Les mesures 
effectuées par exemple par Mogi (1977), sous conditions de contraintes triaxiales générales, 
montrent une dilatance anisotrope qui correspond à une ouverture prédominante des 
microfissures dans la direction normale à la contrainte principale mineure de compression. 
Le concept et le terme de dilatance dans les matériaux granulaires ont été introduits pour la 
première fois par Reynolds (1901). Il la définissait comme la variation du volume de la masse 
granulaire lorsque sa forme est altérée. Cornet (1977) distingue deux types de dilatance, la 
dilatance irréversible associée au développement des microfissures et la dilatance réversible 
associée à un comportement élastique non linéaire. En règle générale, dans la littérature, on 
utilise le terme de « dilatance » pour le premier type de dilatance. La question est de savoir si 
la dilatance est bien une propriété volumique de la roche et pas seulement un phénomène 
superficiel. Cette vérification reste importante car, le plus souvent, les mesures de 
déformations volumiques s’effectuent sur la surface de l’échantillon, en général au moyen de 
jauges. Il y a donc ce doute que la dilatance mesurée ne soit qu’un phénomène superficiel, dû 
à des déformations « anormales » de la surface. Des expériences sur cylindres creux de 
quartzite à des pressions de confinement de 13,8 MPa, 27,6 MPa, et 41,4 MPa ont été 
réalisées par Cook (1970). Cook a mesuré la dilatance à la fois sur la surface externe et sur la 
surface interne de cylindres creux soumis à des contraintes homogènes. Une dilatance 
superficielle produirait une diminution de la section du trou et une augmentation de la section 
totale, tandis qu’une dilatance répartie dans tout le volume produirait des augmentations de 
sections similaires. Les résultats prouvent que la dilatance durant la compression est une 
propriété volumique de la roche et pas seulement un phénomène superficiel. 
Par ailleurs, les microfissures intergranulaires sont définies comme étant les fissures aux 
frontières des grains. Les microfissures intragranulaires (ou transgranulaires) sont définies 
comme étant les fissures qui passent à travers les grains minéraux. Notons que la dilatance 
n’est pas forcément attribuée à la microfissuration intragranulaire, c’est à dire la 
microfissuration des grains eux-mêmes. Santarelli (1988) a remarqué que le grès de 
Doddington, affecté d’une dilatance très diffuse, se rompt en compression simple en 
produisant une grande quantité de sable. Une dilatance très diffuse a également été observée 
dans le grès de Castelgate avant le pic de résistance. Cette dilatance serait attribuée à une 
décohésion des grains de quartz plutôt qu’à leur microfissuration et elle n’affecte pas 
davantage la zone qui deviendra le lieu de la macrofissure que la partie centrale de 
l’échantillon non affectée par les effets de bords. En étudiant les bétons, Zaitsev (1985, cité 
par Santarelli et Brown, 1989) a affirmé qu’il existe deux facteurs influençant une 
propagation supplémentaire de la microfissure bloquée par un grain : 
- Le premier facteur est l’angle de la frontière bloquant la fissure avec la verticale. Si cet 
angle est petit, la fissure se propagera en suivant la frontière du grain et éventuellement sera 
capable de se propager jusqu’au prochain grain. Mais s’il est grand, cela ne sera pas possible 
et la fissure restera bloquée tandis que d’autres fissures se développeront. La difficulté des 
fissures à se propager dépend donc du nombre de frontières de grains subhorizontales. Ce 
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dernier est proportionnel au rapport volume des grains / volume de la roche. Si ce rapport est 
proche de l’unité, le nombre de frontières subhorizontales est grand et la propagation des 
fissures sera difficile.  
- La difficulté des fissures à se propager dépend de la nature des grains et de la matrice, plus 
précisément de la différence de dureté entre les grains Kig et la matrice Kim. Si la différence 
est faible, c’est à dire si les duretés sont similaires, comme pour les bétons de grande 
résistance, la fissure peut éventuellement se propager à travers le grain. Plus cette différence 
est grande, plus il sera difficile pour les fissures de se propager, de se regrouper et de 
fusionner. Si cette différence est très grande, c’est à dire si Kig >> Kim , cela sera impossible ; 
cette condition est donc défavorable à la propagation des fissures. Dans ce sens, Santarelli 
(1988) affirme que les micromécanismes qui sont susceptibles de conduire le grès à la rupture 
évoluent avec le rapport matrice sur grains (volume occupé par la matrice argileuse / volume 
occupé par les grains) et la différence entre les ténacités des grains et de la matrice. Ainsi, un 
rapport matrice sur grain proche de zéro et une ténacité de grains bien supérieure à celle de la 
matrice ne favorisent pas la formation d’une macrofissure unique et bien définie. Quand une 
fissure commence à se développer, à peine initiée et dès qu’elle atteint un grain, la 
microfissure se trouve bloquée par ce grain. Un développement supplémentaire de cette 
fissure est possible seulement si elle bifurque pour continuer à se propager ou si la contrainte 
axiale est augmentée. 
 
II.2.1.5/ PHASE 4 : intensification de la microfissuration 
 
Aux environs de 50-55 % de la résistance à la rupture, on enregistre souvent une 
augmentation relativement importante de l’activité de microfissuration (augmentation du 
nombre et de la longueur de ces fissures nouvelles). Notons que la pression de confinement 
dans l’essai triaxial a un effet stabilisateur sur les fissures. Elle s’oppose et inhibe leur 
croissance, leur développement. 
 
II.2.1.6/ PHASE 5 
 
Cette phase se situe entre 70 et 90 % de la résistance à la rupture. De nouvelles fissures 
s’associent aux anciennes. Des régions isolées dans l’éprouvette sont repérées comme des 
sites à densité de microfissuration élevée, à l’intérieur desquelles on distingue parfois des 
grains fort endommagés. A une distance équivalente à la taille de quelques grains, la densité 
de fissuration diminue considérablement (Wong, 1982 ; Ord et al., 1991). 
 
 
II.2.1.7/ PHASE 6 : propagation instable de la microfissuration 
 
Cette phase de déformation débute à un niveau de contrainte qui varie de 65 % de la 
résistance à la rupture dans l’essai uniaxial à 75-80 % dans les essais triaxiaux et va jusqu’au 
pic de rupture. Cette phase marque le début de la propagation instable de la microfissuration, 
qui correspond au seuil de localisation. Les déformations dans l’éprouvette deviennent 
fortement inhomogènes et se localisent dans une bande mince. Le seuil de localisation 
constitue le véritable point d’initiation de la rupture. 
Les processus de microfissuration dépendent des concentrations de contraintes locales à 
l’échelle du grain. Leur développement est donc influencé par les hétérogénéités locales telles 
que, par exemple, les pores, les contacts entre les grains, les surfaces de ces grains, les plans 
de clivages de certains minéraux et la présence des microfissures voisines. Les fissures 
transgranulaires s’amorcent sur les points de contact de frontières de grains de quartz et les 
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fissures intergranulaires traversent souvent ces points de contact. Lorsque la contrainte 
macroscopique externe est appliquée, ces points constituent probablement des lieux où siègent 
de grandes concentrations de contraintes. Sur la trajectoire d’une microfissure, sur son chemin 
de propagation, la présence d’un ou plusieurs grains de taille ou d’orientation différentes, d’un 
vide interstitiel, d’une autre fissure et parfois même d’une hétérogénéité provoque des 
déviations qui résultent d’une perturbation de la distribution locale des contraintes. Une 
fissure intergranulaire ne se propage dans une direction donnée que si ce chemin la mène vers 
le point le plus proche où la contrainte locale est la plus élevée. Ces points de contact ou une 
hétérogénéité sont les principales causes de l’amorçage instable des microfissures. 
Durant ce dernier stade de déformation précédant la rupture, l’augmentation de la quantité des 
espaces ouverts dans la roche se poursuit, résultant de l’augmentation du nombre, de la 
longueur, de la densité des « vieilles » microfissures induites lors des phases précédentes, ou 
encore l’apparition de nouvelles fissures inclinées. Les premières microfissures inclinées sur 
l’axe se concentrent dans une zone proche du plan de rupture (Ramez, 1967). Quelques 
microfissures sont même inclinées à 35° ou plus par rapport à l’axe et la proportion des 
fissures les plus inclinées augmente quand la densité de fissuration totale augmente avec la 
contrainte. En fait, à ce niveau de déformation, la densité moyenne de fissures augmente 
considérablement et l’on note un agrandissement important des dimensions des réseaux de 
fissures. On observe que certains de ces réseaux à densité de fissuration élevée cessent de se 
développer tandis que d’autres zones commencent à dominer et à se développer de manière 
rapide et accélérée. La connaissance de la dimension et de la densité de fissuration a de 
l’importance car ce sont souvent les discontinuités les plus grandes qui conditionnent la 
rupture. Même si les conditions de chargement sont parfaites, la distribution spatiale du 
champ de contrainte est hétérogène et semble être à l’origine du caractère fragile du 
comportement et de la rupture. La rupture fragile est profondément liée à la distribution des 
microfissures dans l’échantillon et l’évolution de cette distribution lorsque la contrainte 
augmente. La rupture fragile résulte d’une localisation spatiale de la microfissuration. Les 
microfissures gardent une distribution spatiale à peu près homogène dans tout le reste de 
l’échantillon.  
Par ailleurs, l’orientation des fissures par rapport à la direction de la contrainte principale 
majeure joue un rôle déterminant (Brace et al., 1966). Les fissures axiales (mode I) et les 
fissures de cisaillement (mode II) jouent un rôle principal dans la phase finale de la formation 
de la bande de cisaillement. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.2.2 : Représentation des trois modes plans fondamentaux de distribution d’une fissure. Modes 
élémentaires de fissuration: à gauche : mode I : déplacement normal au plan de fissure, au centre : mode II : 
déplacement parallèle au plan de fissure et normal au bord de la fissure et à droite : mode III : déplacement 
parallèle au plan de fissure et au bord de la fissure (d’après Paterson, 1978). 
 
 
Des observations de la roche déformée dans la phase pré-rupture, même à des niveaux de 
contraintes élevés, indiquent que le plus grand nombre de fissures mécaniquement induites 
apparaissent en mode d’ouverture (mode I) et montrent la rareté des fissures de cisaillement 
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(Wawersik et Brace, 1971 ; Peng et Johnson, 1972 ; Dunn et al., 1973, cité par Haïed, 1995 ; 
Hallbauer et al., 1973, cité par Haïed, 1995 ; Bombolakis, 1973 ; Olsson et Peng, 1976 ; 
Tapponnier et Brace, 1976 ; Kranz, 1979a ; Wong, 1982a, 1982b ; Lajtai et al., 1994 , cité par 
Haïed, 1995). Comme les fissures individuelles sont en général parallèles à l’axe de 
chargement et que le plan de rupture est incliné par rapport à la contrainte principale, les 
conclusions ont pour la plupart convergé vers l’idée que la bande de cisaillement se développe 
à partir de la coalescence de la microfissuration qui se développe en mode de traction et non 
en mode de cisaillement. Ainsi, la coalescence de systèmes de fissures en mode d’extension 
(mode I) en échelon serait fondamentale pour la formation aussi bien de la rupture en 
extension que de la rupture en cisaillement. La microfissuration axiale ou légèrement inclinée 
constitue le mode principal à l’origine tant du développement de la rupture axiale que du 
cisaillement macroscopique et de l’élaboration de la bande de cisaillement dans l’essai 
triaxial. Dans ce sens, Jaeger a montré que la contrainte à la rupture tend de façon continue 
vers la valeur uniaxiale quand la pression de confinement tend vers zéro, ce qui montre bien 
que le mécanisme de la rupture est le même dans tous les cas. La compréhension de la 
manière dont les fissures axiales et les fissures inclinées interagissent est importante pour la 
formulation d’une théorie générale de la rupture fragile. D’une façon schématique, la réponse 
au problème posé exige la description du ou des mécanismes physiques de liaison et de 
connexion élémentaire dont résulterait la coalescence puis la formation de la bande de 
cisaillement. Le but est de comprendre comment l’instabilité peut résulter d’un mécanisme 
élémentaire. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.2.3 : Mécanisme de fissuration dans la roche: les 3 types de fissures axiales ouvertes au niveau de la 
géométrie de la fissuration sont montrés par rapport aux directions des contraintes principales. σ1 représente la 
contrainte de compression maximale majeure (d’après Brace et al., 1966). 
 
Dans les roches, la configuration la plus simple est la fissure axiale isolée (figure 2.2.3.a). Elle 
pourrait se former le long de clivages à l’intérieur des grains ou aux frontières des grains 
favorablement orientés. Plusieurs observations suggèrent que cette possibilité est peu 
probable. Les fissures axiales isolées s’ouvrent et se ferment sans hystéresis, or l’hystéresis 
dans les courbes contrainte-déformation est prononcée (Paulding, 1965) et des changements 
permanents dans le volume sont détectés même pour de faibles contraintes, ce qui ne serait 
pas le cas si toutes les nouvelles fissures étaient simplement des fissures axiales isolées. Des 
fissures axiales ouvertes peuvent également se former à la jonction de trois frontières de 
grains ou 3 fissures préexistantes, deux inclinées et une axiale (figure 2.2.3.b). Sous 
compression uniaxiale, le glissement sur les deux surfaces inclinées est accommodé par 
l’ouverture de la fissure axiale. La troisième possibilité est que les fissures axiales se forment 
aux extrémités de fissures préexistantes ou aux frontières de grains inclinés par rapport à 
l’axe. Les fissures axiales se forment de cette manière dans les plastiques et le verre. En effet, 



Chapitre II                                                                                                                                                               Etude bibliographique 26

Bombolakis (1964) et Paulding (1965) ont étudié l’interaction des fissures photoélastiquement 
et ont trouvé que la concentration des contraintes aux pointes, aux bouts d’une fissure 
individuelle est en fait fortement affectée par la présence de fissures avoisinantes. L’effet 
maximum se produit quand les fissures sont arrangées en échelon le long d’une ligne qui fait 
un angle aigu avec la direction de compression. Brace et Bombolakis (1963) ont introduit 
artificiellement dans du verre des fissures courtes inclinées. Ensuite, ils ont chargé le verre en 
compression dans la direction verticale. Ils ont observé enfin la propagation de fissures 
formées verticalement (figure 2.2.4). 
 
 
 
 
Figure 2.2.4 : Propagation de fissures verticales dans du verre. 1 petite division dans l’échelle correspond à 1 mm 
(d’après Brace et Bombolakis, 1963). 
 
On observe donc des fissures en échelon qui sont des structures de déformations assez 
complexes mettant en jeu des propagations de fissures en mode d’extension et de cisaillement 
à la fois (Kranz, 1979b). Les fissures les plus longues se propagent en premier, puis 
deviennent stables et les plus courtes et les fissures moins favorablement orientées sont 
successivement activées quand la contrainte augmente. Toutes ces propagations de fissures 
par augmentation de leur longueur dans la direction axiale et par glissement pour les fissures 
inclinées causent les ouvertures des fissures axiales et un comportement dilatant de la roche. 
Les deux dernières des trois possibilités pourraient donner une hystéresis durant un cycle de 
charge-décharge et montrer des déformations permanentes apparentes. 
En fait, il existe une polémique dans la littérature sur la manière dont les fissures de liaisons 
s’organisent dans cet échelonnement à partir de fissures axiales. Les avis restent partagés, 
selon le matériau ou les chemins de sollicitation étudiés. 
 
 
Figure 2.2.5: Types de connexions élémentaires pour  les mécanismes de base dans la formation des bandes de 
cisaillement. La direction verticale correspond à la direction du chargement uniaxial (d’après Tillard, 1992, et 
Haïed, 1995). 
 
Certains considèrent que la liaison des extrémités des fissures de traction s’effectue par des 
fissures de cisaillement inclinées : Un cisaillement se développe entre les deux fissures peu 
inclinées par rapport à la direction verticale (figure 2.2.5.a). D’autres suggèrent que les 
fissures axiales se regroupent en réseaux et que des fissures de liaison joignent les parois de 
ces fissures, provoquant la formation de colonnes de matériau qui gauchissent (combinaison 
des deux modes (figures 2.2.5.a et 2.2.5.b). D’autres encore proposent plutôt l’idée que ces 
connexions résultent du déplacement latéral de fissures axiales très courtes, légèrement 
désaxées qui se chevauchent en formant un réseau de fissures connectées en échelon (figure 
2.2.5.c). (Lajtai et al., 1994 ; Hallbauer et al., 1973 ; Dunning et al., 1980 ; cités par Haïed, 
1995 ; Kranz, 1979b). A très grande échelle, les géologues ont également rapporté que les 
bandes de cisaillement naturelles résultent d’un arrangement de fissures en échelon (Ramsay, 
1967, 1980 ; Pollard et al., 1982 ; cités par Haïed, 1995). 
C’est au cours de cette phase que se produisent donc les interactions entre réseaux de 
microfissures axiales et inclinées qui sont à l’origine de la localisation des déformations dans 
les roches fragiles. Les microfissures se relient entre elles et se concentrent sur une zone pour 
évoluer vers une macrofissure. Les fractures à l’échelle macroscopique résultent du 
développement, des interactions et de la coalescence d’une multitude de microfissures. Les 
pores se sont allongés et ont fini par fusionner avec les fissures intragranulaires subaxiales ou 
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inclinées, les fissures affectant les interfaces de grains et les fissures en échelon pour former 
un réseau connecté à travers tout l’échantillon. Une rapide coalescence des sites isolés à 
densité de fissuration élevée mène au passage au mode localisé. Les zones de concentration se 
rejoignent par  coalescence des microfissures et donnent naissance à une bande de 
cisaillement. A l’intérieur des bandes, les microfissurations sont intenses. La densité de 
fissuration y est très forte. La plupart des micromécanismes de déformation se sont concentrés 
uniquement dans des zones larges de quelques grains où des fissures coplanaires faisant un 
angle compris entre 15 et 45 degrés avec la direction de chargement axial se sont propagées 
en mode de cisaillement le long des lignes de faiblesse convenablement orientées et se sont 
trouvées bloquées par des fissures subaxiales verticales produites par un mécanisme 
d’ouverture et organisées en fines colonnes. Les fissures axiales en série forment une barrière 
pour les fissures inclinées, fonctionnant en cisaillement (Wong, 1982). Une à une les barrières 
que forment les fissures subaxiales ont cédé et ont été réduites en une zone n’affectant qu’une 
très faible résistance de frottement à la propagation des fissures inclinées. Les fissures de 
cisaillement se propagent alors jusqu'à ce qu’elles se retrouvent bloquées par des barrières qui 
n’ont pas encore rompu. Ce processus de rupture répétitif a abouti à la localisation de la 
déformation à travers tout l’échantillon sur un plan unique et les régions situées à quelques 
grains de ce plan de rupture ont conservé une microstructure identique à celles observées dans 
tout l’échantillon près du pic de rupture. Finalement, le prolongement de la zone où les 
déformations ont localisé, par un développement de la microfissuration menant à la formation 
de cette surface de rupture, s’effectue de manière progressive. Les observations 
microscopiques indiquent que quelle que soit la trajectoire sinueuse suivie par une fissure 
transgranulaire impliquée, sa propagation d’un point à l’autre montre une tendance qui épouse 
progressivement l’orientation moyenne des surfaces de rupture observées. Cela sous-entend 
bien évidemment qu’une interdépendance est imposée par les interactions, qui arbitre cette 
coalescence et conforte l’hypothèse d’une orientation de bande de cisaillement  intrinsèque au 
matériau, pour un chemin de sollicitation donné. 
Notons que, durant cette phase de déformation, les réponses obtenues au niveau 
macroscopique concernent l’état d’endommagement de la microstructure et l’intensité de la 
microfissuration. 
 
 
II.2.1.8/ PHASE 7 : la phase post-pic 
 
Tout le domaine post-pic correspond à l’endommagement progressif de la zone de 
déformation localisée donnant naissance dans le cas de l’essai triaxial au traditionnel plan de 
rupture de cisaillement. Le développement de la rupture de cisaillement à une échelle 
macroscopique mène à la phase finale d’effondrement de l’échantillon. Le terme « seuil de 
localisation » ne veut donc pas dire que la surface de discontinuité est complètement formée 
en ce point. 
 
 
II.2.1.9/ PHASES I, II, III ET IV 
 
Brace (1964a ; Brace et al., 1966) indique uniquement 4 étapes successives (I, II, III et IV) 
lors de la rupture d’une éprouvette cylindrique de roche par plan de cisaillement lors de l’essai 
triaxial de révolution (figure 2.2.6). Paterson (1978) indique également 4 phases dans la 
courbe contrainte-déformation. Les phases I (et II) correspondent aux phases 1 (et 2) déjà 
décrites. La phase III pour Brace, comme pour Paterson (1978), débute à partir du seuil de 
microfissuration (au point c’ de la figure). Par ailleurs, rappelons que la phase 6 débute à 
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partir du seuil de localisation. A en juger par la figure donnée par Brace, Paulding et Scholz 
(1966) et par les commentaires concernant la phase III donnés par Brace au 8ième symposium 
de mécanique des roches (1966), la phase III correspond selon Brace aux phases 3,4,5 et 6. 
Brace incorpore la phase 6 dans III, contrairement à Paterson. La phase IV représente pour 
Brace la phase finale 7 où la rupture (fracture au point c de la figure) de la roche se produit 
suivant le plan de cisaillement. 
 
 
Figure 2.2.6 : Les 4 phases de la courbe contrainte-déformation (d’après Brace et al., 1966). 
 
La phase III pour Paterson débute à partir du seuil de microfissuration et correspond aux 
phases 3, 4 et 5. La phase IV pour Paterson débute à partir du seuil de localisation et 
correspond donc aux phases 6 et 7. Notons que Paterson place le seuil de localisation des 
déformations au pic. Selon lui, c’est seulement après avoir dépassé le pic qu’une fracturation 
de cisaillement locale devient évidente microscopiquement. Mais même si Paterson a choisi le 
pic pour la démarcation entre la phase III et la phase IV, il admet que davantage d’études 
expérimentales sont requises pour établir la validité de cette hypothèse. 
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II.2.1.10/ CONCLUSION 
 
L’application d’un champ de contraintes sur les frontières d’un échantillon produit, à l’échelle 
microscopique, un système très complexe de contraintes, lequel affecte sensiblement 
l’amorçage, les chemins de propagation, l’interaction, la répartition, la prolifération (densité) 
et enfin la coalescence des fissures au sein du matériau. Le comportement fragile d’une roche, 
associé à la microfissuration et menant à la rupture par localisation des déformations, en 
résulte. 
 
II.2.2/ TECHNIQUES EXPERIMENTALES DE DETECTION 
 
II.2.2.1/ INTRODUCTION 
 
Paterson (1978) distingue 4 phases dans la courbe complète force-déplacement d’une roche 
sous compression (figure 2.2.7). 
 
Figure 2.2.7 : Les quatre stades de déformation d’une éprouvette au cours d’un essai triaxial de révolution. 
Changements de différentes propriétés physiques au cours de ces quatre phases de la courbe force-déplacement 
(d’après Paterson, 1978). 
 
Comme le fait remarquer Santarelli (1987), on trouve dans ce graphe une mesure (directe ou 
indirecte) de la dilatance, autrement dit de la déformation volumique de l’échantillon, 
(Bieniawski, 1967 ; Elliot, 1982), un enregistrement du niveau d’émission acoustique produit 
par le chargement de l’échantillon (Thill, 1973 ; Reymond, 1975 ; Cook, 1965), une mesure 
des célérités des ondes élastiques et de leurs atténuations (Thill, 1973 ; Rummel, 1974), une 
mesure des propriétés physiques de transport tel que la perméabilité à l’air (Mordecai et 
Morris, 1971 ; Farran et Perami, 1974) et une mesure de la conductivité et de la résistivité 
électrique (Brace et Orange, 1968). 
En fait, toutes les techniques expérimentales que nous allons décrire en détail dans la suite du 
rapport  peuvent être utilisées pour donner des informations utiles sur la microfissuration, 
autant au niveau de son initiation (seuil de microfissuration représenté par le début de la phase 
III), de son développement (où se produit le seuil de dilatance) que de sa localisation (seuil de 
localisation représenté par le début de la phase IV). Comme le font remarquer Berest et al. 
(1979), on sait depuis longtemps que le dépassement de la limite élastique, dans des 
excavations souterraines à grande profondeur, ne remet pas nécessairement en cause la 
stabilité de l’ouvrage. L’apparition d’écaillage ou de fissuration (seuil de microfissuration) 
importante aux parois peut être compatible avec une pérennité suffisante de la cavité. Le seuil 
de localisation des déformations marque la transition d’un mode de microfissuration diffuse 
dans tout l’échantillon à un mode de microfissuration localisée. Ce seuil de localisation 
constitue le véritable point d’initiation de la rupture. C’est un critère de rupture proche. C’est 
un moyen de prévision de la rupture. C’est pourquoi toute la discussion qui va suivre sera 
principalement axée sur le problème de la détection expérimentale du niveau de contrainte 
correspondant. On sait que les roches se distinguent d’autres matériaux par l’existence, même 
à l’état naturel non contraint, d’un ensemble de discontinuités à des échelles très diverses. Le 
jeu de ces discontinuités (ouverture et développement des fissures) intervient dans le 
comportement du matériau. La courbe force-déplacement d’une éprouvette ne traduit de façon 
correcte le comportement intrinsèque de la roche que tant que les dimensions des 
discontinuités restent, par rapport à celles de l’éprouvette, suffisamment petites pour que les 
hypothèses de contraintes axiales et de déformations homogènes conservent un sens. Lorsque 
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les discontinuités interagissent suffisamment pour qu’apparaissent des surfaces de glissement 
macroscopiques, le comportement global n’est plus la somme des comportements supposés 
identiques de chaque partie de l’échantillon et le rôle des fissures macroscopiques devient 
prépondérant. Un exemple élémentaire est le cas de la compression lorsqu’apparaît un plan de 
glissement incliné par rapport à l’horizontale (seuil de localisation). La détection 
expérimentale du début de la localisation de la déformation revêt donc tout son intérêt dans la 
mesure où le point d’initiation de la localisation correspond à la limite supérieure de validité 
des courbes contraintes-déformations. Seule la partie des courbes contraintes-déformations 
avant ce point est valide et de ce fait peut être utilisée directement pour déterminer la loi de 
comportement du matériau (Vardoulakis, 1985). Au delà du seuil de localisation, dans la 
partie post-localisation de la courbe, il n’est pas possible de calculer les contraintes et les 
déformations directement, puisque l’échantillon a une déformation non-homogène. Dans le 
cas où la localisation se produit avant le pic de résistance, la résistance de l’éprouvette n’est 
plus une caractéristique intrinsèque de la roche mais une valeur de référence standardisée 
(Guenot, 1988). Les valeurs des mesures expérimentales enregistrées ne représentent plus le 
comportement global et intrinsèque du matériau mais résultent du comportement de structure 
post-bifurcation d’un échantillon qui ne se déforme plus macroscopiquement de façon 
homogène. On doit donc éliminer les mesures situées au delà de ce seuil car elles sont 
impropres à l’étalonnage de la loi rhéologique (Santarelli et Brown, 1989 ; Paterson, 1978 ; 
Read et Hegemier, 1984 ; Pariseau, 1979, cité par Santarelli, 1987). La plus grande partie de 
la dilatance que subit l’échantillon se situe après le seuil de localisation (Santarelli, 1990 ; 
Haïed, Kondo et Henry, 1997). Cette observation expérimentale semble importante au niveau 
théorique, si l’on se reporte à l’étude de Vardoulakis et al. (1988). La partie des courbes sur 
laquelle on peut étalonner une loi de comportement est très limitée. Elle correspond à un 
matériau peu dilatant et écrouissable. Le comportement pré-localisation des échantillons testés 
est caractérisé par une faible dilatance. Ainsi, si l’on sait que les roches peuvent présenter un 
caractère dilatant et radoucissant, une forte dilatance et un comportement fortement 
radoucissant apparents ne correspondent généralement pas à une propriété intrinsèque du 
matériau mais sont plutôt le résultat de l’évolution post-bifurcation non homogène du système 
mécanique considéré. Par ailleurs, dans une approche de la rupture par la théorie de la 
bifurcation, ce ne sont pas les valeurs de contraintes et déformations calculées au pic de 
rupture qui sont exploitées mais celles mesurées au seuil de localisation. Il s’agit donc de fixer 
le niveau de contraintes correspondant au point de bifurcation au cours du processus de 
rupture pendant le test triaxial de révolution. Dans la littérature (Santarelli , 1987 ; Santarelli 
et Brown, 1989), mis à  part le plan de rupture, des traces d’une série de quelques plans de 
cisaillement supplémentaires, plus petits (indiqués par des lignes de Lüder) sont souvent 
observées sur la surface de l’échantillon. Le développement de multiples plans de cisaillement 
est prouvé par la présence de bandes de Lüder à la surface de l’échantillon. Ces bandes de 
Lüder sont même observées pour des pressions de confinement de l’ordre de 5 MPa mais leur 
nombre augmente avec la pression de confinement. Le développement de multiples plans de 
cisaillement avant la formation de plan de cisaillement majeur ou plan de discontinuité pose 
des questions sérieuses sur la notion de déformation localisée dans les roches. Selon 
Vardoulakis (1985), un échantillon de roche qui a développé de multiples plans de 
cisaillement a développé des déformations localisées et les courbes contraintes-déformations 
correspondantes ne devraient pas être utilisées pour étalonner une loi de comportement. Ce 
type particulier de localisation a été nommé localisation mineure par Santarelli (1987). 
L’étude que Santarelli a réalisée a montré qu’à l’échelle de l’échantillon, les déformations 
dans l’échantillon avec une localisation mineure de déformation sont encore homogènes. Ces 
multiples plans de cisaillement correspondent à un certain degré de localisation des 
déformations à plus petite échelle et n’influencent pas l’homogénéité globale des 
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déformations à l’échelle de l’échantillon. Selon Pariseau (1979, cité par Santarelli, 1987), il 
n’y a aucune raison de ne pas tenir compte de la partie correspondante des courbes 
contraintes-déformations pour l’étalonnage des lois de comportement du matériau. Il a 
également été montré que seule une localisation majeure de la déformation avec la formation 
d’un plan de cisaillement majeur  introduit des déformations inhomogènes à l’échelle de 
l’échantillon. Finalement, il est suggéré que le seuil de la localisation majeur soit utilisé 
comme la limite au delà de laquelle les courbes contraintes-déformations ne peuvent 
constituer des références appropriées pour des lois de comportement. Il est important que les 
études expérimentales fournissent des indications sur les bandes de localisation correspondant 
à l’essai triaxial de révolution sur les roches. Les principaux objectifs des approches 
expérimentales de la localisation sont, d’abord, la mise en évidence des mécanismes 
d’émergence des bandes de localisation, ensuite, la détermination des caractéristiques des 
surfaces de rupture observées : orientation, épaisseur, multiplicité des bandes, leur relation 
avec la microstructure du matériau et éventuellement la dilatance locale et, enfin, l’analyse et 
la détection expérimentale du seuil de localisation. Les techniques expérimentales sont 
concentrées sur la mise en évidence de l’un des deux phénomènes parallèles qui se produisent 
au seuil de localisation : 
- Les déformations 
On a un changement du mode de déformation qui se traduit par la perte de l’homogénéité du 
champ des déplacements à l’échelle macroscopique. Dans ce cas, le type d’approche 
expérimentale de la localisation adopté ici consiste à se donner les moyens techniques et 
méthodologiques pour établir un tracé de la carte du champ de déformation et pour préciser 
les conditions d’apparition des déformations non homogènes. 
- Les microfissurations 
Le développement et la concentration des microfissures à l’échelle du grain dans une bande 
de l’éprouvette et l’apparition et le développement des premières microfissures inclinées sur 
la verticale et localisées dans la bande où va se développer la rupture. Dans ce cas, le type 
d’approche expérimentale de la localisation adopté ici consiste à caractériser, au moyen 
d’observations, l’évolution de la microfissuration sur une surface ou dans un volume de 
l’éprouvette. 
Sur le plan expérimental, il existe en fait de nombreuses techniques de détection du seuil de 
localisation des déformations dans les essais triaxiaux. La question d’un critère expérimental 
de localisation reste ouverte. 
 
 
 
 
 
II.2.2.2/ LES METHODES DIRECTES 
 
II.2.2.2.1/ Présentation générale 
 
La manière la plus directe de caractériser la microfissuration consiste à faire des observations 
visuelles et microscopiques à différents moments de l’histoire de chargement. Ces méthodes 
directes sont intéressantes pour comprendre les mécanismes physiques conduisant à la 
localisation des déformations par la caractérisation  de la microfissuration à un état de 
contrainte ou de déformation donné. Ces techniques permettent d’étudier la morphologie des 
microfisssures, leur orientation et leur localisation. Elles offrent l’avantage de pouvoir être 
utilisées sur n’importe quel essai, uniaxial, triaxial de révolution, biaxial ou triaxial vrai. 
Toutefois, il est nécessaire au cours des observations de bien distinguer entre les pores et les 
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microfissures. Les pores ont des dimensions plus ou moins variables et représentent les 
espaces intergranulaires. Les pores connectés sont les principaux responsables de la 
perméabilité dans les roches. Les clivages et d’autres fissures à l’intérieur des grains minéraux 
et aux frontières des grains sont des exemples de microfissures. Il est nécessaire également au 
cours des observations de bien distinguer les discontinuités naturelles préexistantes des 
artefacts, les microfissures induites par le chargement et de celles générées par la procédure 
de préparation de l’échantillon. En effet, le déchargement et les préparations des surfaces 
étudiées (la découpe, par exemple), peuvent être à l’origine d’une microfissuration 
supplémentaire (généralement supposée négligeable). L’inconvénient majeur pour réaliser les 
observations à l’aide de ces techniques directes réside dans l’obligation d’effectuer un 
déchargement de l’échantillon. Un autre désavantage majeur est la nécessité de réaliser des 
essais relativement nombreux pour déterminer précisément le seuil de localisation. 
 
II.2.2.2.2/ Observations visuelles à l’œil nu 
 
Haïed et Kondo (1997) ont réalisé un ensemble d’essais sur des échantillons prismatiques 
percés d’un trou central. Les échantillons sont chargés à des contraintes déviatoriques fixées 
puis déchargés. Un examen à l’œil nu révèle que dans un essai conduit à une pression de 
confinement de 20 MPa, les échantillons chargés à 85 % de la résistance ultime ne montrent 
aucun signe d’endommagement. A 90 %, les changements structuraux sont plus prononcés et 
des microfissures deviennent visibles. A un tel niveau de contrainte déviatorique, seule une 
bande est clairement visible, la longueur de la bande visible est d’environ 4 à 6 mm et son 
épaisseur moyenne est d’environ 4 à 7 grains. Quand le niveau de contrainte est proche de la 
résistance ultime (95 %), une seconde bande émerge clairement. La rupture macroscopique se 
produit alors le long d’une seule bande inclinée. Ces observations tendent à montrer que le 
processus de formation de bande de cisaillement est graduel et progressif. D’un autre côté, 
Haïed et al. (1997) affirment que, lorsque des éprouvettes prismatiques sont déchargées après 
avoir été sollicitées légèrement au-dessus du seuil de localisation, aucune trace visible (à l’œil 
nu) de rupture ou d’endommagement local n’est repérable sur la surface de l’éprouvette. 
Nous avons réalisé de notre côté un essai triaxial avec un confinement de 14 MPa. 
L’échantillon testé a une porosité de 22,36 % et le pic évalué est de 170 kN. L’essai est arrêté 
juste après le pic, dès que commence le radoucissement. On observe alors que l’échantillon 
semble intact après l’essai, il n’y a pas de bande de cisaillement visible. Mais il ne faut pas en 
conclure pour autant que le processus de localisation se produit dans la zone radoucissante 
après le pic. En effet, les observations visuelles portent sur les surfaces externes de 
l’éprouvette. Elles ne sont possibles que si la zone de localisation a commencé à se 
matérialiser en surface. Même si aucune trace visible de rupture ou d’endommagement local 
n’est repérable sur la surface de l’éprouvette, il se peut qu’il y ait eu localisation. La 
visualisation de la localisation n’est peut-être pas possible à l'œil nu parce que la taille des 
microfissures est trop faible ou encore parce que la zone de localisation se développe en 
premier lieu en cœur plutôt qu’en peau des éprouvettes (Haïed, 1995). Le processus de 
localisation a peut-être déjà été initié à l’intérieur de l’échantillon. L’observation des surfaces 
est donc réalisée dans un premier temps à l’œil nu. Elle est ensuite complétée en effectuant 
des observations plus fines sur les zones de localisation, à l’aide du microscope. 
 
II.2.2.2.3/ Observations microscopiques 
 
La méthode des lames minces a été utilisée avec succès à partir des années 1970. (Brady, 
1974 ; Friedman et al., 1970 ; Mosher et al., 1975, cités par Santarelli et Brown, 1989, et 
Haïed, 1995 ; Kranz, 1979a, 1980 ; Tapponnier et Brace, 1976 ; Wong, 1982a). On réalise une 
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étude microscopique d’échantillon chargé jusqu’à un niveau donné de contrainte puis 
déchargé. La technique expérimentale est la suivante : 
- Mise en place de l’éprouvette sèche dans une enceinte dans laquelle on fait le vide. 
- Imprégnation, saturation totale de l’éprouvette avec une résine époxy très fluide et colorée 
pour améliorer ou exagérer la visibilité des fissures. 
- Polymérisation de la résine sous l’effet de la chaleur. 
- Découpe de bandes très fines et confection de sections minces avec faces polies et d’une 
série de lames minces. On a ainsi des coupes planes du réseau poreux.  
- Observation et étude des lames minces au MEB (Kranz, 1979 ; Wong, 1982) ou sous 
microscope optique, soit en réflexion (Brady, 1974), soit en transmission (Friedman et al., 
1970). 
Le MEB convient parfaitement à l’étude des fissures dans une roche à cause du grossissement 
et de sa résolution à trois dimensions. Dans le cas d’une observation au MEB, les surfaces 
étudiées sont rendues conductrices par ionisation. Le métal utilisé est par exemple l’or. Après 
cette opération, l’éprouvette est insérée dans le porte-objet et introduite dans la colonne 
d’observation au MEB. L’examen des surfaces est réalisé lorsqu’un vide poussé dans la 
colonne est établi. Les observations peuvent se concentrer sur différents aspects tels que 
l’évolution du nombre des fissures, l’étude statistique de leur orientation et de leur longueur, 
l’évolution de celles-ci avec la contrainte moyenne, la répartition des fissures dans l’espace à 
l’intérieur d’un échantillon, la classification de leur forme. L’observation microscopique est 
donc un outil puissant pour décrire les mécanismes de déformation et le phénomène de la 
localisation. Toutefois, de grandes différences sont souvent rapportées dans les estimations 
concernant le nombre et les longueurs moyennes des fissures : ces estimations semblent 
dépendre de l’orientation du plan de coupe de la surface étudiée. De plus, la technique reste 
très lourde car, pour suivre l’évolution de l’organisation interne des fissures, il est nécessaire 
d’interrompre les essais à différents stades de chargement et d’effectuer un déchargement. Un 
autre inconvénient de cette technique est qu’elle est destructive. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
II.2.2.2.4/ Méthode des répliques 
 
La méthode des répliques a souvent été utilisée (Bascoul et al., 1993 ; Ringot et al., 1987, 
cités par Haïed, 1995 ; Zamora, 1990). En fait, il existe deux sortes de répliques : 
- Les répliques de l’espace poreux 
Dans ce cas, la réplique est la matérialisation de l’espace poreux. Sa préparation passe par les 
étapes suivantes : l’éprouvette sèche est placée dans une enceinte dans laquelle on fait le vide. 
On sature ensuite totalement l’éprouvette avec une résine époxy très fluide. La polymérisation 
de la résine s’effectue sous l’effet de la chaleur. L’éprouvette est ensuite lessivée en un 
premier temps à l’acide chlorhydrique, puis à l’acide fluorhydrique, de telle sorte que seule la 
résine reste en place, les phases minérales de la roche étant dissoutes. On a ainsi une réplique 
du milieux poreux et les vides de la roche sont matérialisés par la résine, les phases minérales 
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ayant totalement disparu. La réplique ainsi construite peut alors être observée au MEB où on 
peut visualiser le type et la géométrie du réseaux poreux, l’existence et l’orientation des 
microfissures. 
- Les répliques de surfaces 
Les répliques de surface sont des empreintes qui permettent une observation de la topographie 
superficielle du matériau, de la surface de l’échantillon. La prise d’empreinte s’effectue au 
moyen d’un film (d’acétate de cellulose, par exemple). Le solvant de ce film est pulvérisé sur 
la surface à répliquer, puis le film y est appliqué. Quelques minutes après son application, le 
film est délicatement décollé et placé entre deux lamelles de verre. L’observation des 
répliques de surfaces est non destructive pour l’échantillon, elle est facile à mettre en œuvre, 
elle est d’une précision remarquable et permet de déterminer l’étendue des réseaux de 
microfissuration. Ce suivi de la microfissuration permet de fournir des informations sur la 
localisation des déformations. Toutefois, l’observation des répliques de surfaces nécessite de 
réaliser des surfaces d’étude parfaites, le moindre défaut ou décrochement pouvant rendre les 
images indéchiffrables. Elle ne permet de suivre l’évolution de la microfissuration jusqu’à la 
rupture dans le même échantillon que dans l’essai uniaxial. Elle ne permet pas de détecter le 
moment et le lieu précis de la localisation. 
 
II.2.2.3/ LES METHODES QUANTITATIVES 
 
II.2.2.3.1/ Présentation générale 
 
Elles permettent le suivi de l’évolution des déformations à partir d’indicateurs physiques 
choisis. Elles mettent en évidence les discontinuités présentes dans une roche. Il existe un très 
grand nombre de méthodes quantitatives. Les deux méthodes les plus utilisées dans l’étude de 
la localisation sont les ondes ultrasonores et l’émission acoustique. L’émission acoustique et 
les vitesses des ondes élastiques sont des mesures soniques. Ces deux méthodes ont 
l’avantage d’être non destructives. Contrairement aux autres méthodes qui reposent sur 
l’examen d’une surface, ces deux méthodes permettent de décrire quantitativement l’évolution 
de la microfissuration dans tout le volume de l’échantillon. Elles se heurtent toutefois à deux 
difficultés majeures, liées à leur caractère vibratoire. La première concerne l’aspect dispersif 
vis à vis de leur vitesse de propagation. La transmission et la qualité de signaux dépendent de 
la texture de la roche. Plus les grains de la roche sont fins, plus les signaux sont de bonne 
qualité et plus les mesures sont précises. La deuxième difficulté résulte des hypothèses de 
base (milieu isotrope et/ou infini). Les propriétés vibratoires peuvent refléter des anisotropies 
qui ne dépendent que de la direction de propagation et cela à cause de certaines propriétés 
vectorielles, cinématiques ou dynamiques dans le matériau anisotrope sous sollicitation plutôt 
que des changements d’états liés à la microfissuration. Il existe également une méthode 
appelée tomodensitométrie au scanner qui permet d'obtenir, à partir de la densité radiologique, 
une mesure locale de la déformation volumique de l'échantillon. Cette méthode présente 
également plusieurs inconvénients liés entre autres à la taille de la zone étudiée. 
  
II.2.2.3.2/ Localisation et émission acoustique 
 
De nombreux travaux sont basés sur l’émission acoustique. (Rossi et al., 1989 ; Rossi et al., 
1993 ; Terrien et al., 1992 ; Lockner et Byerlee, 1992, cités par Haïed, 1995 ; Scholz, 1968 ; 
Sondergeld et Estey, 1981, cités par Santarelli et Brown, 1989 ; Holcomb, 1992, cité par 
Diouta, Haïed, Kondo, Shao, 1994 ; Yanagidani et al., 1985 ; Lockner et al., 1991 ; Lockner et 
Byerlee, 1991 ; Lockner et al., 1992 ; Lockner et Byerlee, 1977 ; Lockner et al., 1992). 
Il est largement accepté que l’émission acoustique est un indicateur efficace de l’évolution de 
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la microstructure, et notamment de la microfissuration dans les échantillons de roche. Cette 
association est appuyée par l’observation que l'initiation d’une émission acoustique marquée 
peut être corrélée avec le seuil de dilatance, qui est lui-même attribué à l’initiation et à la 
prolifération des microfissures (Suzuki et al., 1964 ; Scholz, 1968 ; Barron, 1971, cités par 
Paterson, 1978 ; Lockner et al., 1992). 
L’émission acoustique dans un échantillon résulte des événements acoustiques produits par 
les déformations locales qui  ont lieu avec suffisamment de brutalité pour libérer de l’énergie 
générant des pulsations acoustiques. On réalise un comptage des événements acoustiques qui 
surviennent dans l’éprouvette. Les événements acoustiques enregistrés durant la phase de 
chargement des éprouvettes sont supposés résulter de la création et de la formation des 
microfissures. La localisation des déformations étant une densification de la microfissuration, 
le changement d’activité acoustique à la localisation est sensible. En fait, après les travaux 
pionniers d’Obert et Duvall (1942, 1945, cités par Paterson, 1978), il y a eu beaucoup 
d’études expérimentales qui montrent que le nombre d’événements acoustiques par unité 
d’incréments de contrainte augmente quand la contrainte augmente, spécialement quand elle 
approche de la contrainte de rupture macroscopique. La microfissuration locale fait augmenter 
l’émission acoustique (figure 2.2.8). 
 
Figure 2.2.8 : A gauche : granite de Westerly chargé en compression avec une pression de confinement de 400 
MPa. Influence typique de la contrainte sur l’émission acoustique. (d’après Scholz, 1968, cité par Paterson, 
1978). A droite : localisation des événements acoustiques à partir de capteurs multiples (d’après Lockner, 1993) 
 
 
Spécialement dans le cas d’une compression uniaxiale, il y a souvent une émission acoustique 
supplémentaire sous faibles contraintes, qui peut être attribuée à l’écrasement des pores. C’est 
pourquoi il n’est pas toujours facile de déterminer précisément un seuil de contrainte pour 
l’initiation de l’émission acoustique attribuable à la microfissuration. Cependant, une grande 
augmentation dans l’activité acoustique devient toujours évidente à un certain niveau du 
chargement. En observant le temps relatif d’arrivée des signaux acoustiques sur les capteurs 
placés à différents endroits de la surface ou répartis le long d’une génératrice de l’éprouvette, 
l’origine spatiale des microfissures peut être déterminée. Lorsqu’on se place dans un milieu 
isotrope, les ondes sonores se propagent avec la même célérité (c) dans toutes les directions. 
Par conséquent, le front d’ondes est une sphère centrée au point où se trouve la source. Si l’on 
fixe deux capteurs à des distances R1 et R2 de la source, ils intercepteront l’onde à deux 
instants différents t1 et t2 . Il en résulte que la mesure de ∆t = t2 – t1 permet de situer la source. 
La position exacte de la source dans le plan est parfaitement déterminée et localisée avec trois 
capteurs piézo-électriques résonnants. La mesure des émissions, lorsqu’elle est faite à l’aide 
de capteurs multiples, permet de localiser les événements acoustiques par une technique de 
tomographie (figure 2.2.8). La détermination des lieux d’émission est très intéressante pour 
l’étude de la localisation. Elle a donné lieu également à de nombreux travaux. (Scholz, 1968 ; 
Yanagidani et al., 1985 ; Satoh et al., 1996, cités par Bésuelle, 1999 ; Lockner, 1993 ; 
Lockner et al., 1992). Les sources de l’émission acoustique (hypocentres) ont dans un premier 
temps une distribution aléatoire dans l’échantillon, ce qui indique que la microfissuration est 
initialement uniformément distribuée, et associée à la dilatance du matériau. Ensuite, à de plus 
grandes contraintes, ces sources commencent à s’organiser, à se concentrer dans une zone 
relativement plane. Enfin, les fissures se propagent avec une intense émission acoustique. les 
lieux d’émission sont regroupés autour des fractures, dans une zone étroite de faible épaisseur 
(quelques millimètres), la bande de cisaillement macroscopique s’est finalement matérialisée 
(figure 2.2.9). Ces études ne s’intéressent pas à la nature vibratoire des émissions acoustiques, 
mais seulement au nombre et à la fréquence statistique des événements, autrement dit, à la 
distribution statistique des amplitudes et des fréquences caractéristiques des émissions 
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acoustiques. Des tentatives ont été faites pour mieux caractériser l’émission acoustique par la 
détermination de leur fréquence et de l’énergie des pulsations acoustiques. L’objectif de telles 
études est de mieux caractériser les signaux en fonction de leurs propriétés ondulatoires, pour 
en définir la signature acoustique (fréquence, amplitude). Scholz (1968) a distingué deux 
types d’émissions, les émissions à basses fréquences (type II) et les émissions à plus hautes 
fréquences (type I). Ohnaka et Mogi (1982, cités par Bésuelle, 1999) ont distingué 5 phases 
lors du chargement uniaxial d’un échantillon (andésite et granite). Lors de la première étape, à 
des contraintes inférieures à 10% de la résistance à la rupture, les émissions ont une faible 
fréquence et sont attribuées à la fermeture des fissures. Lors de la deuxième étape, les 
émissions sont très faibles. Cela est dû au fait que dans la phase élastique, la microfissuration 
induite par le chargement est négligeable. Lors de la troisième étape, à partir du seuil de 
microfissuration, les émissions augmentent de façon croissante, du fait des nouvelles fissures. 
Les événements à faibles fréquences et ceux à hautes fréquences augmentent de façon 
identique. Lors de la quatrième étape allant jusqu’à environ 100% de la contrainte maximale, 
le taux d’émission augmente très rapidement, mais les basses fréquences augmentent plus vite 
que les hautes fréquences. Comme le rappelle Bésuelle (1999), deux phénomènes 
concomitants peuvent expliquer cette différence. D’une part, les fissures se propagent et se 
relient entre elles, pour former de plus grosses fissures ; comme le mécanisme de coalescence 
devient prédominant sur les mécanismes individuels, les événements à basses fréquences, 
associés à de plus grosses fréquences, prédominent. D’autre part, la dilatance due aux 
microfissures change le coefficient d’atténuation de la roche, et les plus fortes fréquences sont 
moins bien transmises vers les capteurs acoustiques. Lors de la dernière étape menant à la 
rupture brutale de l’échantillon, les hautes fréquences deviennent très prédominantes. Cela est 
dû au rôle de nucléation que jouent les capteurs acoustiques sur la surface de l’échantillon. De 
nouvelles fissures s’y créent et vont rejoindre la macrofissure. En conclusion, cette technique 
est très performante dans le sens où elle est capable de situer dans l’espace et le temps, 
l’évolution spatiale de la microfissuration et sa localisation. Cette technique peut être utilisée 
pour tous les types d’essais. Toutefois, les difficultés expérimentales sont importantes. Elles 
sont liées à l’équipement coûteux et difficile à mettre en œuvre, aux propriétés acoustiques du 
matériau (intervalle de fréquence difficile à obtenir) et aux bruits de fond qu’occasionne la 
machine d’essai. Il faut que le bruit de fond provoqué par le fonctionnement de la presse 
puisse être filtré. La méthode nécessite de plus un équipement spécifique d’acquisition et 
d’interprétation des données. 
 
 
Figure 2.2.9: Processus de formation de bande de cisaillement dans un échantillon de 76,2 mm de diamètre lors 
d’un essai triaxial. Localisation des hypocentres par émission acoustique. Localisation (b) puis propagation (de c 
à f) de la bande (d’après Lockner, 1993)  
 
II.2.2.3.3/ Vitesse des ondes élastiques 
 
La mesure de la vitesse des ondes élastiques a souvent été utilisée pour donner des 
informations sur les propriétés structurales de la roche (Tourenq, 1967 ; Fourmaintraux, 
1970 ; Tourenq et al., 1971 ; Thill, 1972 ; Rao et Ramana, 1974 ; Hadley, 1975a ; Hadley, 
1976 ; Lockner et al., 1977 ; Sobolev et al., 1978 ; Soga et al., 1978 ; Berthaud, 1987 ; Absi, 
1990). Les amplitudes des constantes élastiques sont sensibles à l’assemblage minéralogique 
et sont affectés par les formes, la distribution, l’orientation cristallographique préférentielle 
des composants. Ils sont aussi affectés par la présence, la taille et l’orientation des défauts tels 
que des pores et des fissures, et de la présence ou non de fluides interstitiels. Les propriétés 
élastiques peuvent être déterminées à partir des mesures statiques des contraintes et des 
déformations ou par des méthodes dynamiques. Dans ces derniers cas, les vitesses sismiques 



Chapitre II                                                                                                                                                               Etude bibliographique 38

des ondes élastiques sont généralement mesurées, en utilisant des méthodes basées sur les 
modes résonnants des échantillons ou sur la propagation des ondes élastiques dans les 
échantillons. 
Ondes planes P et S : lorsqu’un solide est soumis à une perturbation d’origine mécanique ou 
thermique, des ondes élastiques prennent naissance et se propagent dans ce solide. On 
distingue généralement deux types d’ondes : les ondes planes et les ondes de surface. Seules 
les ondes planes intéressent les études consacrées à l’évolution du développement de la 
microfissuration et en particulier la détection du seuil de localisation. Il existe deux sortes 
d’ondes planes susceptibles de se propager à l’intérieur d’un solide, homogène et isotrope. 
Les ondes longitudinales (ou de compression) appelées aussi ondes P (primaires) ont la 
vitesse de propagation Vp la plus élevée. Dans ce cas, la direction de polarisation est parallèle 
au sens de propagation de l’onde. Les ondes transversales  (ou de cisaillement) appelées aussi 
ondes S (secondaires) ont une vitesse de propagation notée Vs. La direction de polarisation est 
perpendiculaire au sens de propagation de l’onde. L’avantage de l’utilisation combinée des 
profils P et S est qu’elle donne en principe les paramètres élastiques du milieu supposé 
homogène et isotrope. Vp et Vs s’expriment facilement en fonction des coefficients élastiques 
de Lamé λ et µ et de la masse volumique du milieu ρ:   (Vp)2 = (λ+3µ)/ρ    et     (Vs)2 =µ/ρ  
Le rapport Vp/Vs ne fait pas intervenir la densité. (Vp / Vs)2 = (λ+2µ)/µ   
Les vitesses Vp et Vs sont toutes les deux affectées par la présence de microfissures dans le 
milieu élastique où elles se propagent. L’influence des discontinuités sur Vp est très 
importante lorsque la direction de propagation est perpendiculaire au plan de fissuration. Vp 
est par contre peu affectée lorsque cette propagation s’effectue dans ce plan. 
Effet de la porosité: la porosité n (%) a un effet important sur la vitesse des ondes. Les 
premiers travaux dont probablement dus à Wyllie et al. (1956, 1958, cités par Zamora, 1990). 
Ces auteurs mesurent Vp (avec une technique d’ultrasons) dans un grand nombre de matériaux 
poreux, naturels et synthétiques, à température ambiante et sous pression. Les éprouvettes 
sont soit sèches, soit saturées en divers fluides (eau, saumure ou liquides organiques). 
L’ensemble de ces mesures a permis de trouver une relation simple (la relation moyenne sur 
le temps) entre le pourcentage de porosité de la roche n%, la vitesse des ondes P (de 
compression) dans le milieu V, la vitesse de la matrice solide VM et la vitesse dans le fluide 
saturant VF.  
1 1
V

n
V

n
VM F

= − +   : formule de Wyllie et al. (1956, 1958, cités par Zamora, 1990 et Bourbie, 

Zinszner, 1985), Wyllie et al. (1962, cités par Bourbie et Zinszner, 1985), donnant la variation 
des vitesses avec la porosité. Cette relation est une bonne approximation quand les roches sont 
des grès de porosité intermédiaire, saturés en fluide, et soumises à une pression effective de 
l’ordre de celle trouvée in situ. Si la vitesse du fluide saturant est faible, la vitesse V est 
indépendante de la nature du fluide. Mais cette relation ne s’applique pas très bien aux roches 
ayant une porosité sous forme de fissures. 
Bourbie et Zinszner (1985) ont évalué la vitesse de compression Vp en fonction de la porosité 
d’échantillon de grès de Fontainebleau saturé en eau à 100 %. Les échantillons sont soumis à 
la pression atmosphérique ou à une contrainte uniaxiale de 50 bars (figure 2.2.10). On peut 
ainsi constater une tendance linéaire de la fonction donnant la vitesse de compression en 
fonction de la porosité. 
 
Figure 2.2.10: Vitesse de compression ultrasonique en fonction de la porosité totale pour des échantillons saturés 
en eau à 100% testés à pression atmosphérique et à 50 bars de contrainte uniaxiale (d'après Bourbie et Zinszner, 
1985). 
 
II.2.2.3.4/ Propriétés de transport 
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Les mesures de résistivité électrique, de perméabilité, et des propriétés de transfert du 
matériau en général, sont également à ajouter par leurs similitudes au groupe des mesures 
soniques, comme par exemple les mesures de vitesse de propagations des ondes élastiques à 
travers la roche. Les propriétés de transfert sont notamment sensibles à l’anisotropie de 
l’orientation des microfissures. A l’approche du pic de contrainte, à la localisation, les 
mesures manifestent souvent des accélérations dans leur évolution, comme une augmentation 
de la perméabilité (Keaney et al., 1998, cités par Bésuelle, 1999) ou une atténuation de la 
vitesse des ondes (Lockner et al., 1977). Comme le fait remarquer Bésuelle (1999), les 
propriétés de transfert nous renseignent relativement peu sur le phénomène de localisation, 
mais ce sont des indicateurs intéressants de la localisation. Elles ont par ailleurs l’avantage de 
pouvoir être appliquées facilement in-situ, et peuvent être précieuses pour les prédictions de 
tremblements de terre, ou les problèmes liés aux exploitations pétrolières. 
 
II.2.2.3.5/ Tomographie aux rayons X 
 
Principe de l’étude tomodensitométrique : le tomographe, connu pour son application 
médicale sous le nom de scanner à rayons X, combine la radiographie classique et l’analyse 
numérique. La radiographie classique repose sur la mesure de la transmission d’un faisceau de 
rayons X à travers un corps. La source de rayonnement X admet un mouvement de translation 
pour le balayage orthoradial et un mouvement de rotation pour changer l’incidence du 
rayonnement sur le corps. De cette façon, le faisceau est envoyé sur le corps sous plusieurs 
incidences. Le profil d’atténuation qu’a subi le faisceau de rayons X en traversant le corps 
étudié est mesuré et enregistré par une plaque photographique, ou encore une série de 
détecteurs (figure 2.2.11). Cette technique permet d’établir une carte interne au corps, chaque 
point à l’intérieur étant caractérisé par son aptitude à transmettre un rayonnement X. 
L’analyse numérique servant à l’établissement de cette carte, utilise les profils d’atténuation, 
obtenus sous différents angles. Le traitement informatique permet d’attribuer à chaque 
élément de matière une densité radiologique. Si l’on décompose de façon fictive l’échantillon 
en série de tranches successives, traitées une par une par le scanner, il est alors possible de 
reconstituer entièrement l’échantillon par rapport à ses propriétés d’absorption. En déplaçant 
l’échantillon dans le scanner et en juxtaposant les coupes tomographiques jointives 
successivement enregistrées, une image tridimensionnelle de l’échantillon peut être 
reconstruite. Une carte représentant les variations spatiales de la densité radiologiques peut 
être tracée pour un échantillon de taille acceptable et avec une résolution spatiale de l’ordre du 
mm3. Les coupes scanner, aussi bien que les images reconstruites peuvent être corrélées à des 
valeurs de porosité ou à des données minéralogiques. La carte permet ainsi de mesurer 
l’évolution de la compacité d’un matériau. La technique tomographique a l’avantage d’être 
non destructive. (Latière et Mazerolle, 1987 ; Bossi et al., 1990 ; Blumenfeld et Glover, 1981, 
cités par Bésuelle, 1999). 
 
Figure 2.2.11 : Principe du scanner. (d’après Tillard, 1992). 
 
Apport du scanner en mécanique des roches et des sols: l’industrie pétrolière a été la première 
à utiliser en routine le scanner afin de sonder les carottes remontées de forage pour mesurer la 
masse volumique  et la porosité d’une roche, pour détecter et évaluer l’épaisseur des fractures, 
pour déterminer la minéralogie d’une roche, pour suivre l’écoulement des fluides dans un 
milieu poreux ou encore pour connaître l’état de saturation d’une roche. Une extension 
concernant les sols non saturés, triphasiques, permet de mesurer d’une part la variation 
d’indice des vides d’un matériau et d’autre part l’évolution de la teneur en eau. Aujourd’hui, 
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la tomodensitométrie est devenue une méthode non destructive qui permet d’analyser 
localement la réponse volumique d’un échantillon à une sollicitation mécanique en nous 
révélant l’initiation, la progression et l’organisation spatiale de son endommagement. 
L’ouverture de microfissures par laquelle se manifeste l’endommagement  de certaines roches 
entraîne en effet une augmentation de la porosité du matériau qui se traduit par une baisse de 
la densité radiologique enregistrée par le scanner. Si, par un étalonnage préalable, la densité 
radiologique a été corrélée au poids volumique où à la porosité du matériau, les coupes 
tomographiques donnent accès une mesure locale de la déformation volumique de 
l’échantillon. dans le cas d’un matériau quasi homogène et sans fluide interstitiel, une 
variation locale de porosité, résultant d’une localisation de la déformation, peut être détectée. 
Dans un premier temps, la tomodensitométrie était réalisée en plusieurs étapes sur des 
échantillons déchargés après avoir subi un certain chargement. Deux possibilités existaient: 
- A plusieurs reprises, un même échantillon était chargé, déchargé, sorti de la cellule et passé 
sous scanner (Desrues et Mokni, 1991 ; Tillard, Desrues et Mazerolle, 1990). 
- Ou bien plusieurs échantillons étaient menés à différents stades de déformation et balayés 
par le scanner en une seule séance (Felice et al., 1991, cité par Tillard, 1992). 
Aujourd’hui, des cellules triaxiales en alliage d’aluminium et de Beryllium, par exemple, dites 
transparentes aux rayons X, ont été installées dans les scanners même, si bien que toutes les 
phases de l’écrasement d’un échantillon peuvent être suivies au scanner. Les mesures peuvent 
être effectuées en continu pendant l’essai (Kooijman et al., 1991 ; Geraud, 1991 ; Tillard-
Ngan, Desrues, Raynaud et Mazerolle, 1992, cités par Tillard, 1992 ; Vinegar et al., 1991). 
Grâce à l’instrumentation de ces cellules triaxiales, la réponse globale du matériau peut être 
enregistrée de façon classique et enrichie des informations locales apportées par le scanner. 
On parle alors d’étude tomodensitométrique sur des essais triaxiaux ou par souci de simplicité 
de tomotriax. Toutefois, comme les cellules triaxiales doivent être transparentes, les pressions 
de confinement sont souvent limitées (de l’ordre de 10 MPa). Le scanner reste malgré tout un 
outil puissant qui permet qui permet de mieux cerner le comportement des géomatériaux à la 
rupture. Les études sur les roches ont été réalisées , par exemple, sur le grès de Castlegate 
(Vinegar et al., 1991), sur la marne de Beaucaire (Tillard, 1992), sur un calcaire crayeux 
d’Orgon (Raynaud et al., 1989, cités par Bésuelle, 1999). 
Avant sa rupture, comme l’ont suggéré Ord, Vardoulakis et Kajewski (1991), l’échantillon 
pourrait éventuellement être conduit à sa ruine par des micro-rotations de grains qui, non 
accompagnées d’une forte déformation volumique, ne peuvent pas être décelées au scanner. 
Le scanner ne permet donc de détecter la perte d’homogénéité de l’échantillon correspondant 
au seuil de localisation que sous certaines conditions. Par ailleurs, la technique pose des 
problèmes de résolution pour des matériaux à grains fins qui peuvent rendre délicates les 
mesures quantitatives. La résolution de la mesure par tomographie est traitée en détail par 
Desrues et al. (1996) et Johns et al. (1993, cités par Bésuelle, 1999). 
Une relation linéaire entre la densité radiologique et la porosité d’un matériau a été établie 
expérimentalement par Mokni (1992) et Desrues et al. (1996, cités par Bésuelle, 1999) sur un 
sable et par Vinegar et al. (1991) sur un ensemble de grès. Comme le fait remarquer Bésuelle 
(1999), si on fait des mesures sur un échantillon présentant une zone où la porosité change 
fortement, comme c’est le cas dans une bande de cisaillement, le profil de la densité 
radiologique, réalisé perpendiculairement à la bande, montre un pic au niveau de la bande 
correspondant à une plus forte ou plus faible porosité par rapport au milieu environnant. Plus 
un point tend vers le noir, plus la porosité est élevée. Plus un point tend vers le blanc, moins 
sa porosité est élevée. Le blanc et le noir « parfaits » correspondent à des porosités en dehors 
de la zone de calibration choisie pour tracer les coupes. Finalement, la tomographie aux 
rayons X a permis à Bésuelle de visualiser l’intérieur des échantillons de grès et d’observer 
les phénomènes de dilatance et de contractance des bandes. 
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II.2.2.4/ LES METHODES DE CHAMP DE DEFORMATION 
 
II.2.2.4.1/ Présentation générale 
 
L’autre façon d’aborder la détection du seuil de localisation est d’utiliser les méthodes de 
champ. Elles permettent de mesurer précisément et de caractériser le champ de déplacement 
ou de déformation dans l’échantillon. Ces techniques comparent les déformations dans 
plusieurs directions, permettent d’observer un changement de l’évolution du champ de 
déformation et donc de détecter une éventuelle perte d’homogénéité. Elles ont une relative 
facilité de mise en œuvre et un coût modeste. Elles sont non destructives et permettent de 
suivre le développement de la microfissuration en caractérisant le champ de déplacement, 
partiellement dans le cas du SPECKLE et sur toute la surface de l’éprouvette dans le cas de la 
stéréophotogrammétrie, cela sans avoir recours  à des déchargements. Leurs utilisations 
restent cependant limitées aux problèmes plans et éventuellement à l’essai de compression 
uniaxiale. 
 
II.2.2.4.2/ Stéréophotogrammétrie de faux relief 
 
La méthode stéréophotogrammétrique a été utilisée dès le début des années 70 par des 
chercheurs anglais et polonais (Butterfield et al., 1970 ; Bonneval, 1972). Elle a ensuite été 
appliquée assez largement en France où Beynet, Trampezyuski (1977), Benefice et Boehler 
(1979) l’ont appliquée aux métaux et Desrues et Duthilleul (1984), Desrues (1987), Desrues 
(1989, 1992), Desrues (1984), Mokni (1992), Benaija et al. (1990), Tillard (1992), Hammad 
(1991), Desrues et Chambon (1986) aux géomatériaux (sables, grès, argiles, …). Plus 
récemment, Torrenti et Benaija ont étudié l’application de cette méthode pour les études de 
localisation dans les bétons, en collaboration avec Desrues (Torrenti, 1987 ; Torrenti et al., 
1988 ; Torrenti, Benaija, 1990 ; Torrenti et al., 1989 ; Benaija, 1992 ; Benaija et al., 1990 ; 
Hammad, 1991 ; Bascoul et al., 1993 ; Torrenti et Boulay, 1993). 
 
Stéréophotogrammétrie de vrai relief : dans le cas général, la vision stéréoscopique est utilisée 
pour restituer une troisième dimension effective et la mesurer. La technique consiste à utiliser 
des photographies d’un objet déformable, prises sous deux angles différents, pour restituer 
l’objet dans sa géométrie tridimensionnelle. L’application principale de la 
stéréophotogrammétrie a été et reste la topographie par analyse de photographies aériennes, 
en vue d’établir la cartographie des régions photographiées avec leur altitude. La 
photogrammétrie terrestre est aussi une application courante, qui consiste à analyser des 
clichés réalisés à partir de deux stations distantes d’une certaine longueur. La 
photogrammétrie industrielle relève du même principe, appliqué à des objets ou des pièces 
dont on cherche à mesurer précisément la géométrie tridimensionnelle. On réalise une 
caractérisation géométrique ultrafine d’objets industriels ou de bâtiments. dans ces cas, le 
relief perçu correspond effectivement à la vraie géométrie de l’objet ou du terrain. 
Stéréophotogrammétrie de faux relief : la stéréophotogrammétrie de faux relief, au contraire, 
utilise des photographies d’un objet déformable, prises sous un angle unique. Les 
photographies correspondent à différents états de déformation de l’objet, mais par cette 
technique, la déformation entre deux états peut être visualisée sous la forme d’un faux relief. 
Cette technique est étroitement liée au principe de la perception du relief par l’appareil visuel 
d’un être humain, possible grâce à l’existence d’une vision binoculaire et au traitement de 
l’image effectué par le cerveau. Cette technique repose donc sur la vision stéréoscopique, une 
faculté qui permet à un observateur de décoder en terme de profondeur les légères différences 
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géométriques qui existent entre les images perçues par les rétines de ses deux yeux. les 
différences entre les signaux captés par chacune des rétines sont enregistrées, analysées et 
interprétées comme un relief. Ces différences sont dues au fait que le point de vue d’un œil est 
légèrement différent de celui de l’autre. Un même objet est vu sous des angles très légèrement 
différents par les yeux de l’individu. L’observateur humain a développé la capacité 
d’interpréter en terme de troisième dimension les différence perçues, et ceci avec une grande 
sensibilité, qui varie cependant notablement d’un individu à l’autre. la stéréophotogrammétrie 
de faux relief consiste à utiliser le sens de vue en relief. c’est une technique de mesure qui 
permet d’analyser avec une grande précision les différences entre deux clichés. Ce principe 
peut par exemple être exploité au moyen d’un appareil photographique, prenant deux vues 
d’un même objet selon des points de vue différents. Par projection stéréoscopique de ces vues, 
on arrive à créer le relief de l’objet photographié. On obtient un document qui décrit la 
géométrie de l’objet photographié. Ce principe peut également analyser les différences 
géométriques de deux objets très voisins, tels que des clichés réalisés au cours d’une 
expérience de déformation d’un échantillon. Les différents états de déformation peuvent être 
mémorisés à l’aide d’une série de clichés. Cette opération nécessite l’identification d’un 
même point sur deux clichés. Des repères fixes sont définis. Les clichés sont pris d’un même 
point de vue spatial, mais à des instants différents, entre lesquels une certaine déformation a 
eu lieu en fonction des contraintes imposées à l’échantillon. Les points non coïncidents 
résultent de déplacements relatifs. La perception que l’on a de cette déformation est celle d’un 
relief, ce qui permet une visualisation intuitive du champ de déformation. A partir de 
photographies d’échantillon prises à différents niveaux de chargement, et donc à différents 
états de déformation, on restitue le déplacement local de certains points de la surface de 
l’échantillon. On en déduit alors une carte du champ de déformation dans le cas d’une 
déformation diffuse ou des sauts de déplacement sur les lèvres de fissures. En utilisant les 
appareils optico-mécaniques qui ont été mis au point pour la cartographie, la méthode, de 
qualitative, devient quantitative et permet des mesures d’une grande précision du champ de 
déplacements d’un certain nombre de points répartis sur l’échantillon (figure 2.2.12). Torrenti 
montre que, pour un opérateur entraîné, l’écart-type de mesures répétées des coordonnées 
d’un même point avoisine le micron, en x comme en y. On doit cependant remarquer que 
seuls les déplacements dans le plan perpendiculaire à la direction de prise de vue peuvent être 
observées, ce qui peut donner lieu à des erreurs de mesures. Il est donc souhaitable pour une 
utilisation rigoureuse de la méthode de travailler sur des échantillons soumis à une 
déformation plane, ou au moins présentant des déplacements hors plans négligeables. 
L’échantillon ne doit pas ou peu, se déformer suivant la direction de visée. Dans l’application 
de cette technique à la détection du seuil de localisation, l’appareil photographique est fixe, et 
ce sont les déformations planes de l’échantillon qui sont perçues comme un faux relief. La 
méthode est donc limitée aux problèmes plans. Il est nécessaire d’avoir une surface plane de 
l’échantillon et c’est pourquoi ce dernier est en général prismatique. 
 
Figure 2.2.12: Champs de vecteurs déplacement (haut) et de distorsion incrémentale (bas). (d’après Haïed, 
1995). 
 
II.2.2.4.3/ Granularité laser (Speckle) 
 
Cette technique a été souvent utilisée (Berthaud, 1991 ; Benaïja, 1992 ; Bascoul et al., 1993 ; 
Benaïja et al., 1990, cités par Haïed, 1995 ; Liu et Livanos, 1976, cité par Santarelli, 1988). 
Elle consiste à éclairer la surface de l’éprouvette à l’aide d’un faisceau de rayons parallèles 
(source à l’infini ou rayon laser). Chaque particule de cette surface réfléchit une onde de 
même nature que la source. La différence entre la taille des irrégularités (grains, particules, 
cristaux, déplacement et/ou microfissuration) fait que cette onde réfléchie conserve sa 
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longueur mais modifie la phase de l’amplitude de l’onde source. La méthode utilise le 
principe d’Huyghens-Fresnel, la diffraction à l’infini est établie au moyen d’un faisceau de 
rayons parallèles (laser) et d’une petite fente circulaire disposée entre l’éprouvette et l’écran. 
La méthode consiste donc à mesurer la diffraction d’une onde lumineuse dans une fente 
formée d’une part par un côté de l’échantillon que l’on teste, et d’autre part, par une plaque 
d’acier. La figure de diffraction dépendant de la largeur de la fente, il est alors possible de 
remonter à la déformation de l’échantillon. En effet, les franges d’interférences obtenues sur 
l’écran permettent de tracer la distribution de l’intensité lumineuse. La direction des franges 
est perpendiculaire au vecteur déplacement local et sa norme est inversement proportionnelle 
à l’interfrange. le dépouillement des clichés enregistrés sur négatif holographique se fait point 
par point et permet d’obtenir le champ de déplacement réel par l’analyse spectrale des franges 
d’interférence, produites par la déformation locale. La taille de la surface examinée est 
relativement faible par rapport à celle de l’échantillon, la localisation qui peut se manifester 
en un point quelconque peut donc passer inaperçue. De plus, cette méthode n’est utilisable 
que pour l’essai uniaxial. 
 
 
II.2.2.4.4/ Interférométrie holographique 
 
Cette technique est également appelée « holographie optique ». Son principe est le suivant : 
Une source lumineuse éclaire la surface de l’échantillon, et les ondes  réfléchies sont 
diffractées sur un écran. Des photographies sont prises de la projection des franges 
d’interférométrie renvoyées par la surface de l’échantillon. La méthode consiste à superposer 
une photo holographique de l’échantillon sous charge et de la comparer avec une photo de 
l’échantillon non chargé, ce qui permet de tracer une véritable carte complète des 
déformations. Les franges d’interférométrie, de par leur forme et leur épaisseur, renseignent 
sur le champ de déformation d’une surface plane de l’éprouvette (Spetzer et al., 1974 ; Meyer 
et Spetzer, 1976, cités par Bésuelle, 1999). Comme la méthode établit un champ de 
déformation observé en surface d’un échantillon, les échantillons doivent être en général 
prismatiques. Notons qu’il est nécessaire d’avoir plusieurs photographies pour reconstituer 
entièrement le champ sur une surface entière d’échantillon. La méthode permet de visualiser 
en temps réel l’aspect de la déformation. Cette méthode est peu pratiquée en mécanique des 
roches, dans les tests uniaxiaux (Spetzler et Martin, 1974 ; Spetzler et al., 1974, cité par 
Santarelli, 1987, 1988 et Santarelli et Brown, 1989), dans les tests triaxiaux (Spetzer et al., 
1981, cités par Bésuelle, 1999 ; Soga et al., 1978, cité par Santarelli et Brown, 1989), dans les 
tests biaxiaux, en condition de déformation plane, (Sobolev et al., 1978, cité par Santarelli, 
1988). Cette technique peut se révéler assez onéreuse à mettre en place sur une cellule 
triaxiale classique car elle demande, pour visualiser la surface de l’échantillon, un certain 
équipement (saphir optique, choix du fluide de confinement (transparent), piston transparent, 
changement de la géométrie des éprouvettes, …). Elle semble assez difficile à mettre en 
œuvre.  
 
II.2.2.4.5/ Localisation par mesures des déformations 
 
L’objectif de cette technique est de déterminer expérimentalement le seuil de localisation 
directement à partir des mesures de déformations radiales. La démarche expérimentale 
pratique consiste simplement à effectuer des mesures multiples de ces déformations en 
différents points de l’échantillon, dans plusieurs directions. On « multiplie » donc le nombre 
de capteurs mesurant les déplacements de l’échantillon. Ces capteurs peuvent être des 
mesures locales de jauges de déformation, (Hadley, 1975 ; Yanagidani et al., 1985), des 
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capteurs de déplacement tels que l’extensomètre du type « cantilever » utilisé par (Santarelli, 
1987), voire même des capteurs internes de déformation, (Bésuelle, 1999). L’avantage de 
cette technique de multiplication des mesures des déformations est donc qu’elle utilise du 
matériel courant. Il est possible de détecter le seuil de localisation dans un test uniaxial ou 
triaxial de révolution en utilisant un matériel de mesure simple. La méthode a des avantages 
pratiques de coût, de matériel, de simplicité de mise en œuvre. 
Compte tenu des moyens expérimentaux à notre disposition, nous avons choisi d’utiliser cette 
technique des mesures multiples de déformations pour traiter nos propres essais. Cette 
technique pour déterminer le seuil de localisation est inspirée du travail de Hadley (1975). 
Hadley est la première à avoir proposé une procédure expérimentale ne nécessitant qu’une 
multiplication des mesures de déformations et étant simplement basée sur le fait que les 
champs de déformation deviennent inhomogènes à la localisation. Hadley a effectué des 
essais triaxiaux sur le granite de Westerly et le gabbro de San Marcos. Les variations dans les 
déformations radiales avec le chargement axial ont été mesurées directement par quatre paires 
de jauges de déformations radiales espacées de façon égale dans la section médiane de 
l’échantillon. Chaque paire de jauges est supposée mesurer la déformation le long d’une ligne 
perpendiculaire à la ligne diamétrale joignant les centres des jauges. A partir des déformations 
mesurées, l’auteur trace une ellipse moyenne des déformations radiales à différents niveaux 
de contrainte (figure 2.2.13). 
 
Figure 2.2.13 : Ellipse moyenne des déformations radiales. (d’après Hadley, 1975). 
 
L’ellipse est construite par ordinateur en utilisant la méthode des moindres carrés et 
représente l’allure de la section déformée. L’ellipse de déformation est calibrée en utilisant au 
minimum six jauges de déformations placées dans plusieurs directions radiales. Mais on peut 
considérer moins de jauges si on fait l’hypothèse que l’ellipse est contrainte à être non-
décentrée (centro-symétrique) mais libre. L’orientation des axes de déformations principales 
est exprimée comme étant l’angle entre l’axe majeur et l’éventuelle trace de la rupture en 
développement, de la bande de cisaillement. L’anisotropie de déformation, donnée par (εmax-
εmin)/εmin , excède 10 % très rapidement après l’initiation de la dilatance. Avant le seuil de 
localisation, les déformations mesurées sont homogènes. Après ce seuil, les points mesurés 
s’écartent, dévient remarquablement de l’ellipse interpolée calculée de référence, caractérisant 
un champ de déformation homogène, les points mesurés s’organisent de moins en moins bien 
suivant l’ellipse (figure 2.2.14). L’auteur en déduit une indication claire que le champ de 
déformation près de la rupture a cessé d’être homogène par anisotropie de la dilatance. C’est 
cette non-homogénéité des déformations qui sera considérée comme critère expérimental 
d’apparition de la localisation. La localisation est initiée en ce point. Hadley affirme que 
l’anisotropie avant la rupture excède toujours 30 %.  
 
Figure 2.2.14 : Représentation des ellipses de déformation pour des éprouvettes chargées en dessous de 90 % et 
au dessus de 90 % de la résistance à la rupture. (d’après Hadley, 1975b). 
 
Toutefois, comme le souligne Hadley (1975b), les orientations des ruptures principales ne 
peuvent être prédites à partir de l’anisotropie des déformations mesurées. 
S’inspirant à la base de l’étude de Hadley (1975b), Santarelli simplifia la procédure 
expérimentale. L’extensomètre utilisé par Santarelli est un capteur de type « Cantilever » 
travaillant en flexion. Pour la mesure de la flexion de poutres, il permet l’obtention du 
déplacement radial dans le plan horizontal médian de l’échantillon cylindrique. Cet 
extensomètre mesure le déplacement radial dans deux directions orthogonales dans ce plan. 
Dans l’optique de Hadley, on détermine le seuil de localisation des déformations à partir de 
l’étude de la perte d’homogénéité (ou d’uniformité) du champ de déformation dans 
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l’échantillon exprimé par les déformations latérales. Pour un essai triaxial, la méthode de 
déformation consiste à comparer les déformations latérales dans deux directions différentes (2 
et 3) orthogonales entre elles, dans la section droite située à mi-hauteur de l’éprouvette. On 
trace la courbe représentant la variation de la déformation radiale dans la direction 2 (εt2) en 
fonction de la déformation radiale dans la direction 3 (εt3). Cette courbe présente une partie 
linéaire de pente quasiment égale à 1, correspondant à une même réponse des deux jauges de 
déformation. L’amplitude de l’écart entre cette pente et l’unité est un bon indicateur du degré 
d’homogénéité des déformations et du degré de l’anisotropie transverse du matériau dans la 
phase de déformation homogène. La pente correspondant à une roche isotrope testée avec des 
conditions d’interface optimales reste normalement proche de l’unité. Au delà d’un certain 
niveau de déformation, on observe une déviation brutale. La courbe n’est plus linéaire. La 
perte de linéarité de la courbe de déformation transversale εt

2-εt
3 caractérise donc la transition 

à l’état de déformation non uniforme, non homogène. Une surface de discontinuité commence 
à se développer. La perte de linéarité exprime une anisotropie de la dilatance ou une perte 
d’homogénéité dans le champ de déformation de l’échantillon, résultant de la localisation des 
déformations. La limite de linéarité de la courbe εt

2-εt
3 est donc un critère expérimental simple 

du seuil de localisation des déformations. 
Millien (1993) a utilisé des jauges de déformation pour mesurer les déformations 
d’échantillons de grès des Vosges testés en compression triaxiale. Dans un esprit similaire, 
Millien a comparé les déformations mesurées dans différentes directions. Sur des fenêtres de 
taille croissante, Millien effectua un interpolation linéaire et étudia l’évolution de l’écart-type 
correspondant.  
Haïed (1995), dans la suite des travaux de Kondo et Henry (1990) et Kondo, Haïed, Henry, 
Journiaux et Pozzi (1991) a également utilisé des jauges de déformation. Les éprouvettes 
testées sont des parallélépipèdes de grès testés en compression triaxiale. Quatre jauges de 
déformations transversales sont collées à mi-hauteur de l’éprouvette perpendiculairement à 
quatre génératrices diamétralement opposées deux à deux. La moyenne des deux mesures 
dans une direction est tracée en fonction de la moyenne correspondant à l’autre direction.  
Dans un esprit similaire, Viggiani et al. (1994, cités par Bésuelle, 1999) a comparé la 
différence de mesures de déplacements latéraux dans deux directions opposées sur un 
échantillon d’argile testé en biaxial.  
Sur des échantillons de marne, Tatsuoka et Kim (1994) ont utilisé la même méthode mais 
avec des capteurs internes (LDT) de mesure de déformation globale axiale. De la même façon 
que pour les mesures de déformations radiales, ils ont considéré qu’il y a localisation des 
déformations au moment de la divergence des mesures axiales.  
Par ailleurs, Bésuelle (1999) a développé des capteurs internes de déplacement et les a utilisés 
pour détecter la localisation (figure 2.2.15). Il a disposé trois capteurs axiaux sur trois 
génératrices de l’échantillon à 120° les unes des autres, et quatre capteurs radiaux à 90°. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.2.15: Exemple d’évolution des écarts des déformations axiales par rapport à la déformation axiale 
moyenne. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
Haïed (1995) a également utilisé cette technique de perte d’homogénéité des déformations 
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dans les essais triaxiaux qu’il a réalisé sur des échantillons cylindriques et prismatiques 
(figure 2.2.16). 
 
 
Figure 2.2.16: Déviation par rapport à la linéarité de la courbe (εt

3, εt
2) au delà d’un seuil. Exemple de deux 

essais triaxiaux menés à 10 MPa (à gauche) et à 40 MPa (à droite) de pression de confinement. (d’après Haïed, 
1995 et Haïed et al., 1997). 
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II.3/ MODELISATION 
 
II.3.1/ APPROCHES THEORIQUES DE LA RUPTURE EN MODE 
LOCALISE 
 
Diverses approches théoriques de la rupture se sont développées ces dernières années, on peut 
citer la mécanique de l'endommagement, la mécanique de la rupture, ou encore la théorie de 
la bifurcation. Il existe deux grands groupes théoriques complémentaires pour interpréter et 
modéliser le processus d'activation sélective de fissures menant à une rupture fragile localisée 
en bande de cisaillement de la roche en compression : 
 
- la mécanique linéaire de la rupture qui à partir des critères locaux de propagation d'une 
fissure unique dans un milieu intact tente d'analyser la stabilité et plus précisément les 
phénomènes de propagation et d'interaction des fissures,  
 
- la mécanique des milieux continus, la théorie de l'élastoplasticité et la théorie de la 
bifurcation en bande de cisaillement. Les modèles rhéologiques de type élastoplastique 
décrivent de manière globale le comportement de la roche sous certaines sollicitations. La 
théorie de la bifurcation fait appel à des critères de stabilité où interviennent en plus des 
propriétés de milieu, les conditions aux limites et la géométrie de la structure étudiée.  
 
II.3.2/ DISCONTINUITES FAIBLE ET FORTE 
 
Une discontinuité du champ de déplacement lui-même, représentant une discontinuité 
matérielle, est appelée discontinuité forte. Une discontinuité du champ de déplacement est 
dite faible si les solutions du champ de déplacement restent continues, tandis que le gradient 
de déplacement a un saut à travers la surface de discontinuité.  
La mécanique de la rupture est basée sur une discontinuité forte du champ de déplacement. 
En revanche, la théorie de localisation de la déformation comme bifurcation d’une 
déformation homogène est basée sur une discontinuité faible du champ de déplacement. 
Dans une bifurcation continue, une déformation plastique supplémentaire est supposée se 
produire à l’intérieur et à l’extérieur de la zone de localisation et on a une même loi de 
comportement à l’intérieur et à l’extérieur de la bande. Dans une bifurcation discontinue, on a 
d’une part et d’autre de la bande une continuité du déplacement mais on n’a pas le même 
comportement. Une décharge élastique se produit à l’extérieur de la zone de localisation, 
tandis qu’un chargement et une déformation élastoplastique continue se produisent à 
l’intérieur. Ce mode de localisation est observé fréquemment dans l’expérimentation. 
Rudnicki et Rice (1975, Rice et Rudnicki, 1980) ont démontré que les bifurcations 
discontinues ne deviennent possibles en premier lieu qu’au point de bifurcation continu. Les 
bifurcations continues fournissent la limite inférieure de la gamme de déformation pour 
laquelle les bifurcations discontinues peuvent se produire.  
Il existe depuis de nouvelles approches de la localisation pour l’analyse et la simulation du 
radoucissement des déformations dans les solides basées sur une discontinuité forte du champ 
de déplacement (Simo et al., 1993). Cette approche a été utilisée depuis par Regueiro et al. 
(1998), qui ont formulé un modèle de plasticité non associé dépendant de la pression. Ces 
approches considèrent tout d’abord une discontinuité du taux de déplacement et puis plus tard 
dans l’histoire de chargement une discontinuité du champ de déplacement lui-même. 
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II.3.3/ MECANIQUE DE LA RUPTURE 
 
II.3.3.1/ HISTORIQUE 
 
La mécanique de la rupture a pour origine une approche macroscopique des problèmes 
d’ingénierie liés à la propagation instable de fissures préexistantes. Elle considère que la 
rupture dans les roches est due à l’existence d’une fracture, c’est à dire d’une discontinuité du 
matériau, à l’échelle macroscopique. Elle étudie les conditions pour qu’une fissure 
préexistante dans le matériau se propage. La mécanique de la rupture dérive largement de la 
théorie de la rupture fragile de Griffith (1920, cité par Paterson, 1978). La mécanique de la 
rupture fut largement développée par les travaux, entre autres, de Griffith (1924), Irwin (1948, 
1958, cités par Paterson, 1978), Nemat-Nasser et Horii (1982, Horii et Nemat-Nasser, 1985), 
Ashby et Hallam (1986), Scavia (1995, cités par Bésuelle, 1999). Elle fut employée par les 
mécaniciens des roches, dès le début des années soixante (Cook, 1965 ; Hoek, 1967). 
 
II.3.3.2/ LIMITES DE LA THEORIE 
 
L'espoir parmi les chercheurs fut considérable, surtout après la modification de la théorie de 
Griffith par McClintock et Walsh (1962, cités par Pellegrino,  1995), qui permit de considérer 
aussi le frottement qui se développe dans une fissure qui se ferme. Toutefois, ses limitations 
théoriques déçurent les espoirs des chercheurs. Cet échec provient de l'origine même de la 
théorie. La recherche fut initialement développé sur une fissure soumise à des sollicitations en 
traction, tandis que dans les roches, on a un réseau de fissures soumis à la compression. Déjà 
Brace (1963, cité par Vutukuri et al., 1974) souligna quelques difficultés théoriques pour 
l'application de cette théorie à la roche. Il suggéra que celle-ci ne pouvait être appliquée que 
pour prévoir le début de la propagation de la fissuration à partir d'une fissure particulière et 
non pour établir un critère pour la rupture globale. Une preuve expérimentale de l'hypothèse 
de Brace fut fournie par Bieniawski (1967b). Il démontra que le critère de Griffith modifié 
expliquait bien le comportement d'une fissure particulière fermée mais s'adaptait très mal à la 
résistance à la rupture globale. Finalement, Bieniawski affirma fermement que, si l'application 
du critère de résistance de Griffith au commencement de la fissuration était correcte, le même 
critère ne pouvait pas être utilisé pour la rupture globale du matériau en compression, tant du 
point de vue théorique qu'expérimental. Cependant, en dépit de ces conclusions, la mécanique 
de la rupture a continué à être utilisée en mécanique des roches pour la formulation de 
modèles de comportement. 
 
II.3.3.3/ ELEMENTS DE BASE 
 
On a souvent attribué aux défauts du matériau la cause principale de la rupture fragile. Sur la 
base d'une analyse des contraintes, Kirsch (1898, cité par Brady et Brown, 1985) et Inglis 
(1913, cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966) avaient déjà donné des 
solutions analytiques pour le calcul du facteur de concentration des contraintes pour des 
plaques infinies soumises à la traction avec respectivement un trou circulaire et un trou 
elliptique. Mais le facteur de concentration des contraintes devenait infini dans le cas d’une 
fissure et cela signifiait que des contraintes externes très faibles suffisaient pour la rupture 
d'un solide fissuré, ce qui est en contradiction avec la réalité. 
Griffith (1920), à partir de considérations énergétiques, démontra que l'énergie élastique We 
relâchée par une plaque uniformément tendre, d'épaisseur unitaire et gravée par une fissure de 
longueur 2a, est proportionnelle à l'énergie contenue dans le cercle de rayon a avant la fissure  
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We = π a2  σ
2

E
 avec E module élastique du matériau. 

Ws = 4aγ   est l'énergie surfacique nécessaire pour créer une fissure de longueur 2a, γ étant 
l'énergie par unité de surface. Pour qu'une fissure de longueur 2a s'allonge, il faut que 
l'énergie élastique relâchée dans une extension virtuelle soit supérieure ou égale à celle 

demandée par la création de la surface libre supplémentaire. 
dWe
da

dWs
da
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π
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. 

Le modèle de Griffith fut généralisé par Irwin (1957, cité par Pellegrino, 1995) qui étudia la 
vitesse avec laquelle la contrainte autour de l'extrémité de la fissure tend vers l'infini. Il 
introduisit le facteur de concentration des contraintes KI  (stress intensity factor). Il détermina 
la valeur critique de KI  pour qu'il y ait instabilité à l'extrémité de la fissure de Griffith.        
KIc   = 2γE  = g EF    avec gF  représentant l’énergie de rupture et correspond au double de 
l'énergie surfacique unitaire. Les deux paramètres KIc et gF sont des caractéristiques du 
matériau liées à la création de nouvelles surfaces libres et sont appelées paramètres de ténacité 
à la rupture. Comme pour la rupture par traction, dont le facteur d'intensification des 
contraintes est KI , il existe des facteurs d'intensification pour la rupture par cisaillement et la 
rupture par torsion notés respectivement  KII   et KIII . 
Les travaux de Horii et Nemat-Nasser (1985) sont fondamentaux dans le sens où ils 
constituent une synthèse des recherches précédentes et sont le point de départ de nouveau 
efforts théoriques et d'un progrès considérable dans le domaine de la micromécanique. 
L'objectif est de définir un critère globale de résistance pour les matériaux rocheux par la 
mécanique de la rupture. Pour cela, ils réalisèrent un programme théorique et expérimental, en 
utilisant, pour vérifier leurs conclusions, des plaques de résine présentant à l'intérieur une ou 
plusieurs fentes lubrifiées. Pellegrino (1995) cite également les modèles de Berkeley (Ewy et 
Cook, 1990 ; Ewy, 1990 ; Ewy, 1989 ; Ewy, Kemeny et al., 1987). 
 
II.3.3.4/ MECANIQUE DE LA RUPTURE ET BIFURCATION 
 
Papamichos (1992) traita le problème de l'instabilité de surface. Il utilisa une théorie, 
développée par Biot (1965), basée sur le principe de superposition des déformations 
incrémentales sur une déformation uniforme engendrée, en déformations planes, par une 
compression uniforme. La progression incrémentale de la déformation prend en compte la 
présence des fissures existantes. Papamichos développa les équations qui gouvernent le 
comportement et la possibilité de bifurcation par flambement pour un demi-espace linéaire, 
anisotrope et hypoélastique, sur la surface duquel il analysa les effets de la présence de 
fissures. 
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II.3.3.5/ MECANIQUE DE LA RUPTURE ET LOCALISATION 
 
Bazant et al. (1993, cités par Pellegrino, 1995) étudièrent la rupture pour écaillage dans une 
cavité circulaire à l'aide d'un modèle simplifié, où le flambement est le phénomène principal. 
 
Figure 2.3.1: Croissance d'une région elliptique fissurée à partir d'une cavité circulaire. (d'après Bazant et al., 
1993). 
 
Le modèle est basé sur un bilan énergétique dans la zone comprise ente le cylindre circulaire 
et le cylindre elliptique qui renferme la partie où se déroule la fissuration en colonnettes 
(figure 2.3.1). La perte nette d'énergie par unité de longueur ∆π , due au passage de la cavité 
circulaire dans la roche intacte à une zone elliptique endommagée avec un écaillage vertical 
est ∆π = ∆π1

' - ∆π0 + πcr  . 
∆π1

' est la perte d'énergie potentielle lorsqu'on applique une traction uniforme σcr à l'intérieur 
de la surface de la cavité elliptique. 
∆π0 est la perte d'énergie potentielle lorsqu'on creuse une cavité circulaire dont le rayon R est 
égal à l'axe le plus petit de l'ellipse. 
πcr est l'énergie de déformation résiduelle, contenue entre l'ellipse et le cercle initial, donnée 
par l'énergie de flambement des colonnettes par écaillage.  
Dans cette dernière, on inclut l'énergie dissipée par frottement entre colonnettes. Dans 
l'expression de πcr apparaissent l'épaisseur h de l'écaille et une longueur empirique λ reliée à 
l'énergie dissipée par frottement, celle-ci étant l'épaisseur d'une tranche de roche intacte dont 
le déplacement relatif élastique de cisaillement, dû à la contrainte unitaire de cisaillement, est 
le même que celui entre les deux surfaces d'une fissure. 
On peut considérer ensuite l'énergie dissipée par la fissuration de la roche ∆W , égale à la 
somme de l'énergie dissipée par toutes les écailles verticales. En comparant ∆π à ∆W , on peut 
construire une fonction F (R, h) qu'on minimise par rapport à h pour obtenir la valeur σef  , qui 
représente la contrainte de compression la plus petite pour laquelle l'écaillage commence. De 
nombreuses hypothèses soutiennent ce modèle, notamment la symétrie de la rupture et la 
similitude des zones fissurées, dont la taille est proportionnelle au rayon de la cavité. 
Une autre limite fort gênante concerne la difficulté d'assigner une valeur à λ , qui est une sorte 
de longueur interne du matériau. L'approche de Bazant et al. a le mérite d'introduire dans 
l'analyse de la stabilité de la cavité l'effet de la taille de celle-ci , car σef dépend de R et de h. 



Chapitre II                                                                                                                                                               Etude bibliographique 53

 
II.3.4/ THEORIE DE LA BIFURCATION 
 
II.3.4.1/ INTERETS ET OBJECTIFS DE LA THEORIE 
 
La rupture dans les géomatériaux est le plus souvent précédée d’un changement spontané du 
mode de déformation qui peut être décrit et modélisé par le concept de bifurcation de 
l’équilibre. L'étude de la localisation des déformations en mécanique des roches s'inscrit dans 
le cadre de cette théorie de la bifurcation (Rudnicki et Rice, 1975). Ce phénomène est vu 
comme une  instabilité matérielle dans une théorie de modes localisées. Le but de l'analyse de 
bifurcation est de reproduire les données relatives à la localisation des déformations (détection 
du seuil, orientation des surfaces et cinématique de la localisation) pour un matériau donné. 
Le critère de bifurcation par localisation de Rice permet de prédire dans le cas de sollicitations 
quasi-statiques ces paramètres de localisation. Tenter d'appliquer pour modéliser la 
localisation en bande de cisaillement dans la roches fragiles une théorie autre que la 
mécanique de la rupture, en l'occurrence, la théorie de la bifurcation, n'est pas dépourvue 
d'intérêt. En effet, cette théorie ne considère que la loi de comportement du matériau, liée aux 
caractéristiques intrinsèques de ce dernier, ainsi que le chemin de sollicitation suivi par le 
matériau et les conditions limites du problème considéré. La théorie de la bifurcation permet 
de prédire des conditions nécessaires pour que puissent exister des bandes de cisaillement. 
Elle considère l’existence d’une bande comme un problème de stabilité, dont la solution tient 
compte de la loi rhéologique du matériau. 
 
II.3.4.2/ HISTORIQUE 
 
Historiquement, la théorie de la bifurcation est une théorie relativement ancienne développée 
dans le domaine de la stabilité élastique. L'approche et les bases théoriques nécessaires à 
l'étude et l'analyse de la localisation des déformations dans le cadre de la théorie de la 
bifurcation remontent initialement aux travaux d'Hadamard (1903), relevant du domaine de la 
dynamique des solides. Ces travaux reposent sur l'analyse de la vitesse de propagation d'ondes 
d'accélération dans les solides élastiques linéaires. Plus tard, Thomas (1961), Hill (1962) et 
Mandel (1964) ont étendu les principes de cette approche dynamique aux matériaux à 
comportement non linéaire. En fait, l'étude des modes de rupture dans les cavités souterraines 
et en laboratoire avait montré les limitations des analyses élastoplastiques classiques. La 
théorie de l'élastoplasticité, développée pour les roches à partir des travaux de Mohr (1900), 
est adaptée à l'étude de la rupture en cisaillement et se révéle insuffisante pour expliquer les 
modes de rupture en extension (écaillage, clivage axial). Depuis, cette théorie a progressé 
considérablement à partir des travaux fondamentaux de pionniers tels que Rice (1973), Hill et 
Hutchinson (1975), Rudnicki et Rice (1975), Rice (1976), qui sur la base d’une formulation 
directe, non plus dynamique mais quasi-statique, ont montré tout son intérêt. Ces travaux ont 
permis d'intégrer dans le cadre général de la mécanique des milieux continus et notamment de 
la théorie de l'élastoplasticité les concepts d'instabilité (la rupture est interprétée comme 
phénomène d'instabilité), de bifurcation, de localisation du mode de déformation, d'effet 
d'échelle et de perte d'unicité de la solution (Desrues, 1984 ; Vardoulakis et Graf, 1985 ; 
Sulem et Vardoulakis, 1988 ; Vardoulakis, Sulem et Guenot, 1988 ; Desrues, 1991 ; Nova, 
1992 ; Vardoulakis et Sulem, 1993 ; Darve, 1994). 
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II.3.4.3/ APPLICATION AUX GEOMATERIAUX 
 
La théorie de la bifurcation a suscité d'importants travaux expérimentaux en géomécanique. 
De nombreux chercheurs ont étudié le phénomène de localisation dans les géomatériaux (Hill 
et Hutchinson, 1975 ; Vardoulakis et al., 1978 ; Rice et Rudnicki, 1980 ; Rudnicki et Rice, 
1975 ; Kolymbas, 1981 ; Raniecki et Bruhns, 1981 ; Pietruszczak et Mroz, 1981 ; Desrues, 
1984 ; Vardoulakis 1979, 1988 ; Chambon, 1986, 1989 ; Desrues et Chambon, 1986 ; Ortiz, 
1987 ; Darve, 1987 ; Singh et Digby, 1989ab ; Holcomb, 1992, cités par Diouta Ngamy, 
1995 ; Tillard, 1992 ; Vardoulakis et Sulem, 1995).  
En fait, les analyses en bifurcation ont été initialement développées à l'aube des années 90 
pour les géomatériaux non cohérents (les sols). L'approche théorique de formation de bandes 
de cisaillement comme un phénomène de bifurcation était étayée de façon satisfaisante par 
des essais de laboratoire dans les milieux granulaires tels que le sable (Darve, 1987 ; Desrues 
et Chambon, 1989 ; Kolymbas, 1981 ; Chambon, Desrues et Hammad, 1994, cités par 
Bésuelle, 1999 ; Vardoulakis et al., 1978 ; Vardoulakis et Graf, 1985 ; Desrues, 1984 ; 
Hammad, 1991 ; Mokni, 1992 ; Tatsuoka et al., 1986 ; Tatsuoka et al., 1990 ; Arthur et al., 
1977 ; Arthur et Dunstan, 1982, cités par Tillard, 1992 ; Vardoulakis et Graf, 1982). 
Les analyses en bifurcations ont été appliquées ensuite aux géomatériaux cohérents et 
notamment aux matériaux rocheux (Vardoulakis, 1984, cité par Santarelli, 1988 ; Chambon, 
Desrues et Tillard, 1994, cité par Bésuelle, 1999 ; Vardoulakis, Sulem et Guenot, 1988 ; 
Vardoulakis et Sulem, 1995 ; Sulem et al., 1998).  
 
II.3.4.4/ THEOREMES D’UNICITE ET CRITERES DE STABILITE 
 
Suivant la définition donnée par Hadamard (1903), un problème mathématique est bien posé 
s’il a une solution, si cette solution est unique et si elle est continue par rapport aux données 
du problème. Pour toute résolution de problèmes aux limites, il est donc important de 
s’enquérir de l’existence et de l’unicité de la solution. On a alors accès au régime post-
localisation. On s’intéresse ici au travail d’ordre 2 noté ∆2w. Considérons un corps solide B 
occupant le volume V. Pour un solide hyperélastique, une condition suffisante globale 
d’unicité de la solution est que pour tout champ de déplacement cinématiquement admissible 
∆U, le travail global d’ordre 2 est positif à l’intérieur de la bande. 
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avec ∆ ∆ ∆ε ij i j j iU U= +( ) /, , 2  où ∆ε est le tenseur de déformation associé au champ de 
déplacement ∆U. 
Cette condition est appelée critère de stabilité d’Hadamard. Une condition suffisante forte est 
obtenue en écrivant la positivité du travail d’ordre 2 en tout point du solide de volume V: 
∆ ∆ ∆2 0w ij ij= ≥σ ε  
L’inégalité ci-dessus est appelée le postulat ou condition de stabilité matérielle (figure 2.3.2). 
Notons que cette condition d’unicité est suffisante mais non nécessaire. 
 
 
Figure 2.3.2: Condition de stabilité dans le cas unidimensionnel. Parties stables et instables d’une courbe 
contrainte-déformation unidimensionnelle. Dans la partie post-pic ou « radoucissante », le critère de stabilité est 
violé. 
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Pour un solide élastoplastique, le postulat de stabilité de Drucker exprime la positivité du 
travail plastique d’ordre 2 :  ∆ ∆ ∆2 0p

ij ij
pw = ≥σ ε . 

Le postulat de stabilité de Drucker est une condition locale suffisante d’unicité (et non une 
condition nécessaire). Pour le cas des géomatériaux (sols, roches, bétons) pour lesquels les 
déformations plastiques sont souvent fortement non associées, le postulat de stabilité de 
Drucker peut être violé même dans le régime à écrouissage positif (Vardoulakis et Sulem, 
1995). Pour un solide homogène dont le comportement est décrit par des équations 
incrémentalement linéaires, on peut écrire une condition nécessaire et suffisante d’unicité de 
la solution (Benallal et al., 1992). Cette condition est l’ellipticité des équations de champs. La 
perte d’ellipticité de ces équations est reliée à l’apparition de modes de déformation 
présentant une discontinuité du gradient des vitesses de déplacement à travers certaines 
surfaces singulières et représente généralement le critère de localisation des déformations sous 
la forme de bandes de cisaillement à l’intérieur d’un solide (Mandel, 1964). Cette condition 
ne dépend que de la nature des équations de champs (et par conséquent des relations de 
comportement considérées) et non des conditions aux limites.  
                                                                                                                                                                               
II.3.4.5/ BIFURCATION D’UNE DEFORMATION HOMOGENE A UNE 
DEFORMATION NON-HOMOGENE 
 
Au laboratoire, on a longtemps pensé qu'améliorer les techniques expérimentales en utilisant 
des échantillons trapus et des plateaux de chargement correctement lubrifiés ferait disparaître 
les phénomènes de localisation de la déformation. (Roscoe et al., 1963, cités par Tillard, 
1992). Toutefois, il faut noter que des essais de compression simple ou triaxiale, réalisés en 
laboratoire dans des conditions idéales avec des échantillons parfaitement homogènes et des 
conditions aux limites parfaites ne garantissent généralement pas que la déformation restera 
homogène dans l'échantillon pendant tout le trajet de chargement. Il est vrai que l'apparition 
de la bande de cisaillement est toujours favorisée par un chargement mal appliqué mais un 
bon système anti-frettage n'interdit en rien l'apparition de structures de déformations 
localisées. La déformation peut se localiser même dans un échantillon où le matériau est 
parfaitement homogène, sans hétérogénéité et où les conditions de chargement sont 
parfaitement appliquées, c'est-à-dire où règnent en début de test des champs de contraintes et 
de déformations aussi homogènes que possible. La théorie de la bifurcation permet de décrire 
ce phénomène. Physiquement, cette dernière est basée sur la notion d'équilibre instable. La 
localisation des déformations est vue comme la conséquence d’une instabilité mécanique 
apparaissant lors du chargement. La théorie de la bifurcation appliquée à la mécanique prévoit 
le passage d’une solution unique d’équilibre, où un seul champ de déformation peut être 
solution d’un problème aux conditions limites considérées, à l’existence de plusieurs 
solutions, voire une infinité pour ce même problème. La bifurcation du processus de 
déformation signifie que, à un certain moment critique de l'histoire de chargement du 
matériau, plusieurs états de déformations correspondent à un seul état de contrainte. Du point 
de vue mathématique, la localisation de la déformation d’un matériau élastoplastique est 
décrit par la théorie de Thomas-Hill-Mandel (1964-66). Cette théorie correspond à une 
analyse de stabilité de l’équilibre. Un état de bifurcation est un point où la solution des 
équations mathématiques qui gouvernent le problème aux limites considérées et l'évolution du 
système mécanique étudié (équations d’équilibre, loi de comportement) perdent leur caractère 
d’unicité. Les notions de bifurcation de l’équilibre et de perte d’unicité de la solution 
permettent de décrire, par exemple, le changement du processus de déformation au cours du 
chargement et la transition entre un état initial de déformation homogène et un état non-
homogène à l’intérieur de l’échantillon. L'état de charge auquel plusieurs champs de 
déformations apparaissent s'appelle état de bifurcation. On peut évaluer cet état à partir des 
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équations constitutives incrémentales du matériau, de l'équation d'équilibre en vitesse et des 
conditions aux limites dans un essai de compression triaxiale ou biaxiale.  
Des modes de bifurcation des déformations de nature différente sont possibles et se 
développent effectivement. Des exemples de changement spontané de modes de déformation 
peuvent être observés à différentes échelles. Des exemples typiques d'une telle perte 
spontanée d’homogénéité de la déformation de l’échantillon sont (figures 2.3.3, 2.3.4) : 
- La formation de bande de cisaillement qui correspond à un type de bifurcation discontinue 
ou localisée (Chambon et Desrues, 1994 ; Rudnicki et Rice, 1975 ; Vardoulakis et Sulem, 
1995) 
- La mise en tonneau de l'échantillon, le clivage axial, le flambement de l’échantillon ou les 
phénomènes d'instabilité de surface par flambement des microfissures préexistantes 
correspondent à un type de bifurcation continue ou diffuse (Sulem, 1990). 
 
Figure 2.3.3 : Schéma à gauche : déformation homogène. Deuxième schéma à gauche : déformation inhomogène 
de surface. Au lieu de se déformer d’une manière purement cylindrique, les génératrices de l’éprouvette se 
déforment en serpentin. Schémas de droite : modes bifurqués diffus observés en mécanique des sols (mise en 
tonneau et mise en bouteille). (d’après Guenot, 1988). 
 
 
Figure 2.3.4: Bifurcation localisée et diffuse. Schéma à gauche : bande de cisaillement. Deuxième schéma à 
gauche : mise en tonneau. Schéma central : clivage axial. Deuxième schéma à droite : mode symétrique (mise en 
tonneau). Schéma à droite : mode antisymétrique (flambement). (d’après Sulem et Vardoulakis, 1990 et 
Vardoulakis et Sulem, 1995). 
 
La rupture est considérée comme une caractéristique du système mécanique tout entier, 
définie par une géométrie donnée, un ensemble de conditions aux limites et un comportement 
décrit par des équations constitutives. Il apparaît que les résultats des analyses de bifurcation, 
notamment l’apparition d’un mode de bifurcation donné dépend fortement de la géométrie 
(taille et forme) de l’échantillon, des hypothèses sur les propriétés rhéologiques du matériau 
considéré, des conditions aux limites comme le frottement aux extrémités et du chemin de 
contraintes (la pression de confinement). Il est possible d’étudier et de modéliser ces 
différents modes de rupture par une analyse de stabilité basée sur la théorie des bifurcations. 
 
II.3.4.6/ ANALYSE DE BIFURCATION EN MODE LOCALISE 
 
II.3.4.6.1/ Présentation de l’analyse 
 
La formation de bandes de cisaillement est un exemple typique de changement spontané du 
mode de déformation d’un corps alors que les conditions aux limites de la structure 
considérée sont  maintenues inchangées. Quand le critère de bifurcation localisé est rempli, à 
partir du dit point de localisation, on a une transition spontanée et irréversible du mode de 
déformation diffus au mode localisé en bande de cisaillement. On passe d’une solution 
d’équilibre unique initialement homogène ou quasi-homogène à la possibilité d’existence 
d’une solution d’équilibre où le champ de déformation présente une zone de forte 
concentration de la déformation. La bifurcation localisée conduit à la formation d'une bande 
de cisaillement. La bande de cisaillement de localisation des déformations correspond donc à 
un mode de bifurcation que l'on peut analyser par la théorie de la bifurcation d’équilibre en 
précisant le chemin de sollicitation suivi et la loi de comportement du matériau testé. La 
théorie de la bifurcation prévoit cependant l’apparition brutale et spontanée d’une bande de 
cisaillement alors qu’expérimentalement, on observe plutôt une propagation de la bande 
(figure 2.3.5). 
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Figure 2.3.5 : Illustration schématique des différentes phases de fissuration et rupture d’une éprouvette en 
compression triaxiale, où la rupture présente une seule fissure de cisaillement. (d’après Hakami, 1988), (cité par 
Pellegrino, 1995). 
 
L’analyse de bifurcation en mode localisé dans les essais classiques de laboratoire (essai 
biaxial et triaxial de révolution) est présentée de façon détaillée dans de nombreuses 
publications (Vardoulakis, 1981, cité par Sulem, 1996 ; Vardoulakis et Sulem, 1995 ; 
Rudnicki et Rice, 1975 ; Desrues, 1987).  
 
La modélisation de la localisation des déformations en bande de cisaillement dans les 
géomatériaux est un problème difficile en raison du caractère radoucissant du matériau dans la 
zone de localisation et de l’évolution de la frontière de la zone élastoplastique. Une 
formulation dans le cas quasi-statique de la théorie de la bifurcation, adaptée pour l'étude de la 
localisation des déformations dans les géomatériaux a été introduite par Rudnicki et Rice 
(1975 ; Rice, 1976). Ces derniers ont décrit les conditions de localisation en une bande plane. 
Cette analyse débouche en effet sur un critère de localisation, qui indique si dans l’état actuel 
du matériau, au point considéré, sous les contraintes qu’il subit, il est susceptible ou non de 
bifurquer vers un mode localisé en bande de cisaillement. Dans les conditions de sollicitation 
quasi-statique, le formalisme de Hadamard-Thomas-Hill-Rice permet donc de prévoir 
l'initialisation du phénomène de localisation. On examine l’existence de modes de 
déformations discontinus comme des suites possibles à des déformations homogènes dans le 
cadre d’un comportement élastoplastique. En posant la question de la possibilité d’un 
changement spontané du mode de déformation de la structure considérée pour une histoire de 
chargement donnée et de l’évolution possible de ce mode secondaire de déformations non-
homogènes, on est conduit à chercher les conditions d’unicité et de stabilité du problème aux 
frontières correspondant. Mandel (1964) est le premier à avoir traité le sujet. Les questions 
d’unicité et de stabilité des solutions se posent naturellement dans le contexte d’analyse de la 
bande de cisaillement. La démarche consiste à rechercher si, la description rhéologique de la 
loi de comportement permet d'obtenir une solution, compatible avec toutes les équations du 
problème (conditions aux limites, loi du comportement, équilibre en tout point) et comportant 
un mode de déformation localisée en bande de cisaillement. En d'autres termes, on cherche si, 
en tenant compte des conditions limites et de la loi rhéologique du matériau, une déformation 
en un mode localisé particulier, la bande de cisaillement, peut se superposer au champ de 
déformation homogène du matériau. L’approche en bifurcation consiste donc à étudier 
l’existence possible d’un autre champ de déformation que le champ de déformation homogène 
représentant la solution fondamentale d’équilibre. 
D’après la définition donnée par Hill (1962), une bande  de cisaillement est une structure de 
déformation bien définie de longueur infinie et d'épaisseur finie régulière non nulle, dans 
laquelle la déformation de cisaillement est relativement forte par rapport à la déformation à 
l’extérieur. La bande de cisaillement est une couche mince linéaire, limitée par deux surfaces 
matérielles parallèles. Ces deux frontières de la bande sont le lieu d’une discontinuité du 
gradient du champ de déplacement incrémental, le champ de déplacement reste quant à lui 
continu. Ces surfaces sont appelées limites de la bande de cisaillement et la distance entre ces 
deux surfaces 2dB correspond à l’épaisseur de la bande de cisaillement (figure 2.3.6). 
 
 
Figure 2.3.6: Schéma d’une bande de cisaillement pour un essai triaxial axisymétrique. (d’après Sulem, 1996). 
 
 
Rudnicki et Rice (1975) relient la localisation de la déformation élastoplastique à l’apparition 
de discontinuités du gradient de déplacement, phénomène précurseur de l’apparition de 
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discontinuités du déplacement lui-même, c’est à dire de l’amorçage de fissures. De très faibles 
incréments de déplacements aux limites de l'échantillon provoquent cependant dans la bande 
de cisaillement des déformations si grandes que le passage à une discontinuité pure et simple 
du champ de cisaillement peut survenir presque immédiatement. La macrofissure finale est 
donc induite plus tôt dans le chargement par une déformation intense localisée dans cette 
bande de cisaillement. 
 
II.3.4.6.2/ Formulation du problème 
 
La formulation quasi-statique fait appel à des hypothèse générales où la loi rhéologique est 
non linéaire sous forme incrémentale. Pour palier aux effets de bord liés aux conditions 
limites et réduire la complexité des équations, le milieu est supposé et modélisé homogène, 
infini, non linéaire et non visqueux, sollicité sous des vitesses de contrainte et de déformation 
homogènes. Dans ce cadre, on analyse un solide soumis à certaines conditions aux limites qui 
se déforme de façon homogène et on cherche à déterminer le premier instant où la bifurcation 
en mode de déformation localisée aura lieu. Ce mode est un mode de déformation non 
homogène faisant apparaître une zone où les déformations sont concentrées. 
Soit un système avec une configuration actuel C où les champs de vitesses et de contraintes 
sont uniformes. Notons Xi  et Yij  les composantes des tenseurs 

r
X et Y  exprimées le repère 

(1,2,3). Après un certain accroissement du chargement, sous l'hypothèse d'équilibre continu, 
quand une bifurcation en bande de cisaillement se déclenche, le système se retrouve dans une 
configuration finale Cf (appelée configuration bifurquée localisée), le champs de déformation 
perd sa continuité, le gradient de vitesse est discontinu le long d'une surface ∑, la vitesse 
restant continue. A ce moment précis, dans la formulation de Rudnicki et Rice (1975), le 
solide supposé homogène et non visqueux doit obéir à 3 relations: la condition statique, la 
condition cinématique et la condition rhéologique représentant la loi de comportement du 
matériau, tant à l’extérieur de la bande qu’à l’intérieur. L'analyse de bande de cisaillement se 
fait à partir de ces trois conditions. 
 
II.3.4.6.3/ Condition statique 
 
L'apparition de la localisation en bande de cisaillement s'accompagne d'une différence entre le 
champs de contrainte à l'intérieur de la bande et celui à l'extérieur de la bande. 
Les conditions de compatibilité statique garantissent la continuité de l'état des contraintes 
initiales et l'équilibre de l'incrément effectif des contraintes à travers les frontières de la bande 
de cisaillement. Soit un échantillon homogène d'un matériau soumis à un champ uniforme de 
contrainte. Considérons le tenseur de contrainte de Cauchy σ . 
La présentation de Rice (1976) adoptait le tenseur de contrainte nominale (transposé du 
tenseur de contrainte de Piola-Kirchoff), mais l'un ou l'autre peut être utilisé dans la 
formulation statique (Rice et Rudnicki, 1980). Notons dσ et &σ  respectivement l'incrément et 
le taux, la vitesse de σ.  
Soit 

rn  le vecteur unitaire normal à la bande. A la frontière entre le matériau intact et celui 
atteint par la localisation de la déformation, le taux du vecteur contrainte doit être continu sur 
la facette parallèle à la bande ∑. La continuité lorsqu'on traverse la bande se traduit par la 
condition d’équilibre statique locale aux deux interfaces de la bande: 
∆[dσ ].

rn= 0 soit  ni  ∆[dσij] = 0    (a) 
ou bien 

[ ] ( )& & & & &. .σ σ σr r r r
n n t t= = =− −1 0 1 0 0  soit ( )

. .
σ σij ij nj1 0 0− =   
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avec &σ1 et &σ0  les contraintes de Cauchy, respectivement dans la bande et à l’extérieur, aux 
interfaces de celle-ci. 
Les tractions 

r&t 1 et 
r&t 0  agissant sur une facette parallèle à la surface de la bande de cisaillement 

de normale 
rn  doivent être égales. L’équation statique exprime la continuité du vecteur 

contrainte à la frontière entre la bande et le milieu extérieur (figure 2.3.7). 
 
Figure 2.3.7 : Schématisation d’une bande de cisaillement et de la condition statique. (d’après Desrues, 1991). 
 
II.3.4.6.4/ Condition cinématique 
 
Notons: rn  la normale à la bande. r
U   le déplacement du point courant. 

( )r r
V U= &  la vitesse de déplacement du point courant 

F gradU=
r

 la transformation F correspond au gradient de déformation  
& ( &) ( & )F gradU grad U gradV= = =

r r r
  représente le taux (ou la vitesse) du gradient de 

déformation de la transformation ou gradient de la vitesse de déplacement. 

)(
2
1(

2
1

) VtgradVgradFF t rr
&& ++= =ε  ou εij = 

1
2

(Vi,j + Vj,i) représentant le tenseur de 

déformation associé à 
r

V , égal à la partie symétrique de & .F  
La bande de cisaillement est par définition un lieu de discontinuité du gradient de vitesse  
grad 

r
V . 

En fait, les conditions de compatibilité géométrique expriment que le champ de vitesse 
r

V est 
continu sur les frontières de la bande, tandis que le gradient de ce champ ne l'est pas. 
La continuité de 

r
V impose que la discontinuité de grad 

r
V soit purement normale, c'est-à-dire 

vérifie l'équation de compatibilité géométrique d'Hadamard (1903). 
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Soit &F 0 le taux (ou vitesse) du gradient de déformation homogène du secteur non perturbé par 
la localisation et &F 1 le taux (ou vitesse) du gradient de déformation (supposé homogène) dans 
la bande de cisaillement. 
A &F 0, s'ajoute dans la bande de cisaillement, un champ qui peut s'écrire sous la forme d'un 
produit tensoriel r rg n⊗ , avec rn  normale à la bande et rg  vecteur arbitraire quelconque tel que 
rg =

ro  en dehors de la bande. Ce vecteur rg  est significatif de l’intensité et du mécanisme de 
déformation dans la bande (cisaillement pur, ou avec ouverture ou fermeture de bande). 
Finalement, la condition cinématique s'écrit 
& & [ & ] ( )F F F gradV g n1 0− = = = ⊗

r r r
 ou [Vi,j] = gi nj. 

L’équation cinématique explicite la forme que doit prendre la vitesse de déformation dans la 
bande &F 1. Elle s’écrit comme la somme d’un terme fondamental &F 0 et d’un terme additionnel 
r rg n⊗  qui fait intervenir l’orientation de la bande rn  et un vecteur rg  (figure 2.3.8). 
rg  représente donc le gradient de la vitesse dans la direction X sur laquelle est aligné 

rn . 
L'expression du champ additionnel r rg n⊗  indique que & .F  n'est discontinu que dans la 
direction perpendiculaire à la bande comme le confirme les observations expérimentales. 

On obtient alors l'équation cinématique ∆[dεkl ] = 
1
2

(gk nl + gl nk ) dt   (b) 

Dans le cas particulier où rg  est colinéaire à 
rn , la bande s'ouvre en mode d'extension. Si par 

contre rg  est perpendiculaire à 
rn , la bande joue exclusivement en mode de cisaillement. En 

général, rg  est quelconque. 
 
 
 
Figure 2.3.8: A gauche : Schématisation théorique d’une bande de cisaillement et de sa cinématique. (d’après 
Desrues, 1991). A droite : superposition d’un mode de déformation en bande de cisaillement. (d’après Bésuelle, 
1999). 
 
Les deux équations (a) et (b) représentent la condition nécessaire pour l'existence d'une bande 
de cisaillement. C’est une condition suffisante si rg ≠

ro , sinon si rg =
ro , les déformations 

seraient partout homogènes ∆[dεij ] = 0. 
 
 
 
 
 
 
 
II.3.4.6.5/ Loi de comportement 
 
Le matériau intact ou non doit bien sûr suivre une loi de comportement. Cette condition 
rhéologique constitutive relie la vitesse de contrainte [dσij] à la vitesse du gradient de 
déformation [dεij ]. Les composantes de ces deux tenseurs étant écrits dans les axes fixes 
(1,2,3). Cette relation est supposée être valide en dehors et aussi à l’intérieur de la bande de 
cisaillement. Si on se limite au domaine de comportement élastoplastique non visqueux du 
matériau, cette loi rhéologique sous forme incrémentale s'écrit de manière générale:   

Dσ ε= f d( ) ou σ ε
∇

= =f l F( ) ( )
. .

 avec f  fonction tensorielle.  
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Pour une écriture avec composantes:  Dσij = f ij (dεkl ) ou  σ
∇

 ij = f ij ( ε
.

kl  ). 
La relation Dσij = F ij (dεkl ) pour être « objective », doit tenir compte dans la différentiation 
de dσ, de la rotation matérielle. Cette objectivité n'est assurée que si la différentiation 
s'effectue dans un repère local tournant avec une vitesse égale à la rotation propre de l'élément 
matériel. 
Si on veut garder toutes les équations dans le repère fixe, il convient d'utiliser un opérateur de 
différentiation objectif comme par exemple l'opérateur de Jaumann qui s'écrit: 

Dσij = dσij - dwik σkj - dwjk σik  ou σ σ σ σ
∇

= − +
.

w w . 
σ
∇

 est une dérivée objective du tenseur de contrainte de Cauchy. 
&ε  représente la vitesse du tenseur de déformation ε  

)(
2
1(

2
1

) VtgradVgradFFW t rr
&& −−= =  ou  Wij = 

1
2

(Vi,j - Vj,i). 

W  représente le tenseur de rotation propre associé à 
r

V , égal à la partie antisymétrique de &F . 
 
II.3.4.6.6/ Critère de bifurcation dans le cas linéaire 
 
La loi de comportement peut être linéaire, multilinéaire ou non linéaire (Desrues et Chambon, 
1986). 
Dans le cas d'une loi de comportement incrémentalement multilinéaire, la relation est linéaire 

mais par zones (Rice, 1976), la relation générale σ
∇

= l F( )
.

 se réduit à la relation linéaire     
Dσij = Lijkl : dεkl entre les tenseurs de vitesse de contrainte et de déformation tel que L 
représente le tenseur rhéologique vérifiant les symétries Lijkl = Ljikl = Lijlk . L dépend de la loi 
utilisée. 
Si on considère un cas simple, celui d'une fonction tensorielle f  linéaire, alors les équations 
constitutives deviennent ∆[Dσij] = Lijkl : ∆[dεkl ]    avec  ∆  représentant le saut. 
Avec (a), on obtient ni Lijkl : ∆[dεkl] = 0 et sachant que [Vi,j ] = gi nj , on a alors  
(ni Lijkl nk ) gk = 0.  
D'autre part, l'incrément de contrainte ne concerne que les termes différenciés: 
∆[Dσij] = ∆[dσij] - ∆[dwik] σkj - ∆[dwjk] σik . 

et sachant que [Vi,j] = gi nj , on obtient ∆[dwij ] = 
1
2

( gi nj - gj ni) dt.  

Avec (a), on obtient finalement 

ni ∆[Dσij] = -
1
2

 ni (gi nk - gk ni) σkj dt  -
1
2

 ni (gj nk - gk nj) σik dt . 

D'autre part, ni ∆[Dσij] = 
1
2

 ni Lijkl ( gk nl + gl nk) dt  

 

d'où  [ni Lijkl nl + 
1
2

( np σpj nk + np σpq nq δik - np σpk nj  - σjk)] gk = 0 

avec δ représentant le symbole de kronecker. 
Ce système d'équation est homogène à 3 inconnues g1, g2, g3. 
Il existe deux types de solutions:  
la solution triviale rg =0 (g1 = g2 =g3 = 0) correspond à l'absence de bifurcation. 
Une condition nécessaire et suffisante pour qu'il y ait localisation ( rg  non nul) est que le 
déterminant de ce système soit nul. On obtient alors des solutions non triviales. 
Cette condition fournit le critère de bifurcation en bande de cisaillement                        
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det( n L n - Λ) = 0     (ou det(ni Lijkl nl - Λjk) = 0). rnest la normale à la bande plane d'orientation connue. 
L est le tenseur rhéologique de la loi constitutive dans le domaine considéré, appelé 
également matrice de rigidité tangente. 
Classiquement, le tenseur nLn où interviennent donc la normale 

rn  à la bande d’orientation 
inconnue et le tenseur L de la loi constitutive est appelé tenseur acoustique. On remarque que 
le critère dû à Rice de la localisation des déformations dépend uniquement de la loi de 
comportement du matériau (tenseur de raideur Lijkl), de l’orientation inconnue 

rn  et de l’état de 
contrainte actuel du matériau.  
Les conditions limites ne jouant aucun rôle dans l'analyse (Rice, 1976), la loi de 
comportement à elle seule définit les conditions de localisation (seuil de localisation et 
orientation de la bande de cisaillement). Comme la loi de comportement homogène avant 
localisation joue un rôle central dans l'apparition du mode de déformation localisé, elle doit 
intégrer les aspects physiques importants de la déformation des roches: non linéarités, 
anisotropie induite, endommagement, dilatance par microfissuration, sensibilité des modules 
élastiques par rapport aux contraintes (pression moyenne et déviateur). Le fait que la loi 
constitutive du matériau joue un rôle essentiel dans cette analyse est intéressant dans la 
mesure où la modélisation rhéologique du comportement des géomatériaux a fait des progrès 
significatifs et permet de prendre en compte beaucoup plus finement que par le passé la 
complexité de ce comportement. De plus, Desrues et Chambon (1986) soulignent le fait que 
comme la loi de comportement intervient de façon cruciale dans la condition de perte 
d’unicité, l’étude de la localisation peut être vue comme un élément de test pour les lois et 
peut même devenir un élément de calage de celles-ci. 
Il y aura bifurcation du champ de déformation si, pour un chemin de sollicitation donné, cette 
équation admet une ou plusieurs racines réelles {ni}. L'angle θ (via les composantes de 

rn ) qui 
correspond à l'angle entre la normale à la bande de cisaillement et la direction x1 et qui définit 
donc la direction locale de la bande, peut alors être déterminée. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
II.3.4.6.7/ Application au cas de l’essai triaxial de révolution 
 
Considérons que le problème est de révolution autour de l'axe 1. Les deux directions latérales 
seront notées 3. On a alors: 
σij = 0 si i≠j et σ11 = σ1 , σ22 = σ33 = σ3. 
εij = 0 si i≠j et ε11 = ε1 , ε22 = ε33 = -ε3. 

Λ11  = ( )n n2
2

3
2 1 3

2
+ −σ σ    Λ22 = Λ33 = -n1

2 1 3

2

σ σ−
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Λ21  = -Λ12 = -n n1 2
1 3

2

σ σ−

 Λ31 = -Λ13 = -n n1 3
1 3

2

σ σ−

 Λ23 = Λ32 = 0 

On pose tg
n

n n
θ =

+
1

2
2

3

2
  avec n n n1

2
2

2
3

2 1+ + =  

θ  définit la direction locale de la bande, correspond à l'inclinaison de l'axe de la bande de 
cisaillement par rapport à la direction radiale. 
Pour résoudre l’équation du déterminant nul, en terme d’angle θ, inclinaison de la bande de 
cisaillement par rapport à la direction x1 , l’expression du tenseur Lijkl est introduite dans le 
critère de bifurcation. Si le comportement du matériau est considéré comme anisotrope, on 
obtient la condition de bifurcation suivante : 
a1 tg4(θ) ± a2 tg3(θ)+a3 tg2(θ) ± a4 tg(θ) + a5 = 0 
où les coefficients ai sont représentés par les relations suivantes : 
a1 = (Gs + t) C1111             a2 = C1113 (C3311 - 2t/ Gs) - C3313 C1111 
a3 = C1111 C3333 - C1133 C3311 - C1133 (Gs - t) - C3311 (Gs + t) 
a4 = C3313 (C1133 + 2t/ Gs) - C1113 C3333          a5 = (Gs - t) C3333 
Dans la condition de bifurcation, on a un signe (+) devant les coefficients a2 et a4 lorsque θ >0 
et un signe (-) lorsque θ<0. Si en plus du comportement anisotrope du matériau, on considère 
un modèle non-coaxial, alors Gs sera remplacé par G* dans les coefficients ai qui dépendront 
des paramètres de non-coaxialité ξ et d’anisotropie χ . 
Dans le cas d’un comportement isotrope : si on suppose que la sollicitation n'a pas induit de 
rotations des axes principaux, on démontre que l'échantillon est orthotrope et que les axes 
d'orthotropie sont confondus avec les axes principaux des contraintes (Chambon, 1981 ; 
Darve et Lefevre, 1981, cités par Haïed, 1995), ce qui se traduit par Liikl = Lklii = 0 si k ≠ l . 
Dans le cas donc où le tenseur de rigidité Lijkl est orthotrope et est exprimé dans ses axes 
d'orthotropie, le critère de localisation (déterminant nul) se transforme en une équation paire 
de degré 6 en tg (θ ) et l'élimination d'une racine négative de tg2 (θ ) nous amène à l'équation 
caractéristique bicarrée  a tg4θ + b tg2θ + c =0. 
θ est l’inclinaison de la bande de cisaillement. Elle est mesurée à partir de la direction de la 
contrainte principale mineure. Les coefficients a, b, c s'expriment en fonction de l'état des 
contraintes, c'est-à-dire du déviateur σ1- σ3  et également en fonction des composantes du 
tenseur de rigidité élastoplastique Lijkl . Les bandes de cisaillement correspondent donc aux 
caractéristiques du système différentiel obtenu en introduisant les relations de comportement 
élastoplastique dans les équations d’équilibre du système (conditions statique et cinématique). 
Dépendant de l'état de déformation, l'équation caractéristique aura des directions complexes 
ou réelles. En d'autres termes, selon les valeurs des coefficients a, b et c, l'équation peut ou 
non présenter des solutions réelles pour tg (θ ). Cette équation ne peut admettre que des 
racines réelles positives, ce qui se traduit par la distinction de trois régimes (Vardoulakis, 
1979 ; Darve, 1985, cités par Haïed, 1995 ; Rudnicki et Rice, 1975 ; Rice, 1976). 
 
- Régime elliptique: discriminant ∆ = b2 - 4ac < 0: aucune solution réelle n'existe, le critère de 
bifurcation n'est satisfait pour aucun vecteur rg non nul, la localisation en bande de 
cisaillement est impossible, il n'y a pas de bifurcation. 
 
- Régime parabolique: discriminant ∆ = b2 - 4ac = 0: il existe une solution réelle double. 
Si à partir d'un incrément, la valeur du discriminant jusqu'ici négative devient nulle, l'état de 
contrainte et de déformation à cet incrément correspond précisément au dit seuil de 
localisation ou point de bifurcation pour ce matériau, dans l'essai triaxial. 
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- Régime hyperbolique: discriminant ∆ = b2 - 4ac > 0: il existe deux solutions réelles 
distinctes. Au delà de cet incrément, le discriminant devient strictement positif. Cette 
transition souligne le caractère spontané dans l'apparition du point de bifurcation. 
 
La condition de formation de la bande de cisaillement est donc obtenue en écrivant que 
l’équation caractéristique a des solutions réelles. Cette condition est réalisée dès que l’on 
atteint l’état de bifurcation correspondant à D = b2 - 4ac = 0 et (b/a < 0). 
Du point de vue mathématique, la formation de bande de cisaillement apparaît lorsque le 
système différentiel qui gouverne l’évolution des déplacements change de type du régime 
elliptique au régime hyperbolique. Pour ce point de transition de régime, il existe deux 
directions symétriques de bande de cisaillement dont l’orientation est donnée par :  

θB artg b
a

= −( )
2

    (b/a < 0). 

 
II.3.4.7/ CONCLUSION 
 
La théorie est basée sur la notion d’équilibre instable. Rice (1976) considère que le point de 
bifurcation marque la fin du régime stable. Le début de la localisation est associé à une 
instabilité rhéologique du système et cette instabilité correspond localement à la perte 
d'ellipticité des équations qui gouvernent l'équilibre incrémental continu en vitesses. Cette 
théorie permet le calcul de l’état d’initiation de la localisation. Elle donne une évaluation de 
l’angle d’orientation θ de la bande de cisaillement et du module d’écrouissage critique Hc au 
point de bifurcation. 
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II.4/ MICROSTRUCTURE ET LOCALISATION 
 
II.4.1/ CHANGEMENT D’ECHELLE 
 
Pour la plupart des géomatériaux en géomécanique, des processus de déformations 
irréversibles se produisent au cours de l’histoire de chargement. Le développement de ces 
déformations inélastiques sont dues à des phénomènes de mouvements relatifs des grains ou 
de microfissurations et sont donc par nature un processus inhomogène. Qu’il s’agisse de 
phénomènes de glissement entre grains comme dans les matériaux granulaires ou de 
microfissuration comme dans les matériaux cohérents et fragiles, il existe une échelle de 
longueur ou de taille en dessous de laquelle la déformation est discontinue. Pour une structure 
dont la taille est grande comparée à la taille des grains ou des microfissures, un chargement 
macroscopiquement uniforme engendre une déformation plastique qui peut apparaître 
macroscopiquement homogène tant que l’on n’a pas atteint la configuration critique de 
localisation des déformations. En effet, même à cette échelle macroscopique, certaines 
configurations de chargement critiques peuvent conduire à un phénomène de localisation des 
déformations en bande de cisaillement dont la taille est un faible multiple de la taille 
caractéristique de la microstructure. Sur du sable, Roscoe (1970), Scarpelli et Wood (1982), 
Vardoulakis et Graf (1985), Mühlhaus et Vardoulakis (1987) et Hammad (1991) ont observé 
en laboratoire que l’épaisseur de la bande de cisaillement est d’environ dix à vingt fois la 
taille moyenne d’un grain. Pour un grès, l’épaisseur de la bande est de l’ordre de quelques 
grains (Ord, Vardoulakis et Kajewski, 1991). 
Dans les matériaux granulaires, ces phénomènes de localisation des déformations 
s’accompagnent, à l’intérieur de la bande, d’importants phénomènes de glissement 
intergranulaire, de décohésion, de rotation et même d’écrasement des grains. Dès qu’il y a 
localisation des déformations, d’importantes déformations inélastiques plastiques engendrant 
un radoucissement du matériau vont se développer à l’intérieur de la bande de cisaillement 
alors qu’un déchargement élastique se produit à l’extérieur de la bande. Dans le régime post-
localisation, le comportement de l’échantillon est gouverné par le comportement du matériau 
à l’intérieur de la bande. On peut dire que des phénomènes tels que la localisation des 
déformations conduisent à un changement d’échelle du problème, de sorte que les 
phénomènes micro-mécaniques de la bande de cisaillement qui entrent en jeu à l’échelle du 
grain et plus généralement de la microstructure ne peuvent être ignorés et sont même d’une 
importance majeure pour modéliser le comportement macroscopique du matériau. Dans ce 
sens, le professeur G.I. Barenblatt eu 18ème congrès IUTAM en 1992 (cité par Vardoulakis et 
Sulem, 1995) a dit: « la micromécanique est la branche de la mécanique qui étudie les 
phénomènes où les variations de la microstructure ont une influence sur le comportement 
macroscopique des corps ».  
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II.4.2/ LIMITES DES MILIEUX CONTINUS CLASSIQUES 
 
II.4.2.1/ EPAISSEUR DE BANDE DE CISAILLEMENT INDETERMINEE 
 
Un milieu continu homogénéisé ne peut reproduire que le comportement à grande échelle du 
matériau réel et c’est là sa principale limitation. Du point de vue de la modélisation, les 
limites de la théorie classique des milieux continus apparaissent dans le cadre des problèmes 
de localisation des déformations ou plus généralement dans le cas où les équations qui 
gouvernent le problème perdent leur caractère elliptique (Benallal et al., 1989). Le phénomène 
de post-localisation est encore mal maîtrisé. On désigne par ce terme l’ensemble des 
processus qui surviennent depuis l’initialisation de la localisation jusqu’à la rupture. Les 
questions d’orientation et de largeur de bandes sont les plus cruciales. La théorie de Thomas-
Hill-Mandel donne essentiellement l’angle d’inclinaison de la bande de cisaillement et une 
estimation du module d’écrouissage critique au point de bifurcation. Dans le formalisme de 
Hadamard-Thomas-Hill-Rice, les modèles élastoplastique appliqués aux milieux continus 
classiques de comportement permettent donc d’exprimer les conditions d’initiation de la 
localisation mais ne permettent pas de décrire l’évolution du système au delà de l’état 
d’initiation, de suivre la solution dans le régime post-localisation (Benallal et al., 1988, 1989, 
cités par Sulem, 1998). Les équations qui gouvernent l’équilibre incrémental dans les modèles 
continus classiques de comportement ne contiennent pas de paramètre intrinsèque ayant la 
dimension d’une longueur. L’absence de longueur interne dans les modèles constitutifs 
classiques a pour conséquence que l’analyse théorique de la localisation ne donne pas 
d’informations sur l’épaisseur de la bande de cisaillement. L’épaisseur de la bande de 
cisaillement (c’est à dire de la zone de radoucissement plastique) reste alors indéterminée.   
La théorie classique des milieux continus ne permet donc pas d’accéder au régime post-
localisation (Benallal et al., 1988, 1989, cités par Sulem, 1998).  
 
II.4.2.2/ DEPENDANCE DES RESULTATS NUMERIQUES AU MAILLAGE 
 
On se heurte à des difficultés mathématiques qu’induit un comportement radoucissant de sorte 
que pour modéliser la phase post-localisation, le changement de type des équations 
mathématiques qui gouvernent le problème dans le régime post-bifurcation conduit à des 
équations « mal posées » au delà du point de localisation (Schaeffer, 1990). Comme le 
problème aux conditions initiales est mathématiquement mal posé, un traitement numérique 
devient théoriquement impossible. En effet, dans les analyses numériques par éléments finis 
de la localisation des déformations, lors des simulations au delà de l’état critique de 
bifurcation, il apparaît que des résultats numériques comme la largeur de bande montrent une 
dépendance pathologique par rapport au maillage (Sandler et Wright, 1984, cités par Loret et 
Harireche, 1991 ; Bazant et al., 1984, cités par Sulem, 1993, 1996 ; Diouta Ngamy, 1995 ; El-
Hassan Assoum, 1997). Cette non-objectivité constitue une inconsistance numérique 
évidemment inadmissible physiquement.  
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II.4.3/ REGULARISATION DU PROBLEME 
 
Notons que plusieurs procédés de régularisation du problème ont été proposés. Il y a eu en fait 
plusieurs tentatives pour modéliser numériquement la déformation localisée et la région 
radoucissante avec la perspective d’éviter la dépendance du maillage (ce que l’on appelle 
« régulariser » le problème). Ces procédures de régularisation sont citées pour la plupart par 
Regueiro et al. (1998) : 
 
- Une échelle de longueur incorporée dans les équations élastoplastiques. (Pietruszczak et 
Mroz, 1981, cités par Regueiro et al., 1998). 
 
- Approche non locale: on considère des lois de comportement non locales. (Pijaudier-Cabot 
et Bazant, 1987, cité par Sulem, 1993, 1996 ; Bazant, Pijaudier-Cabot, 1988 ; Adachi et al., 
1991, cités par Regueiro et al., 1998). 
 
- Introduction de termes de viscosité. (Needleman, 1988 ; Loret et Prevost, 1990, cités par 
Sulem, 1993, 1996). 
 
- « Adapture remeshing » (Zienkiewicz et al., 1995, cités par Regueiro et al., 1998). 
 
- « Element breaking » (Wan et al., 1990, cités par Regueiro et al., 1998). 
 
- Approche de discontinuité faible. (Ortiz et al., 1987, cités par Regueiro et al., 1998). 
 
- Approche de discontinuité forte. (Simo et Oliver, 1994 ; Simo et al., 1993 ; Larsson et al., 
1993 ; Armero et Garikipati, 1995 ; Regueiro et al., 1998). Une modélisation numérique par 
élément fini régularisée de la localisation de la déformation dans les matériaux frottants et en 
particulier dans les roches tendres, basée sur cette approche proposée de discontinuités fortes, 
donne des solutions numériques qui ne montrent absolument pas de dépendance au maillage 
et cela sans introduire d’échelle de longueur caractéristique. Ces solutions sont montrées 
compatibles avec la réponse radoucissante dans le régime quasi-statique. Le problème aux 
valeurs initiales est alors « bien posé ». 
 
- Milieux continus généralisés: Introduction de la notion d’échelle de longueur caractéristique. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 



Chapitre II                                                                                                                                                               Etude Bibliographique 69

 
 
II.4.4/ MILIEUX CONTINUS GENERALISES 
 
II.4.4.1/ INTRODUCTION D’UNE LONGUEUR INTERNE CARACTERISTIQUE 
 
La source des difficultés concernant les milieux continus classiques réside dans l’absence de 
notion d’échelle de longueur dans les équations de  comportement de sorte que la largeur des 
bandes de localisation ne peut être quantifiée. Il faut donc palier, dans la zone post-
localisation, aux limites du formalisme de Rice. En plus des paramètres accessibles par le 
critère de Rice, il faut suivre l’émergence de la bande de localisation et son évolution et 
prévoir sa largeur. Ainsi, pour remédier à cela, il est donc nécessaire de tenir compte de la 
microstructure du matériau pour étendre le domaine de validité de la représentation continue 
d’un milieu discontinu en captant quelques traits dominants de l’influence du comportement 
micromécanique sur l’évolution macroscopique du solide considéré. La prévision d’une 
épaisseur de bande nécessite généralement l’introduction d’une longueur caractéristique (ou 
interne) dans la loi rhéologique de comportement. Ceci est possible en ayant recours à des 
modèles de milieux continus d’ordres supérieurs ou milieux continus généralisés, possédant 
dans leur formulation des degrés de liberté cinématiques supplémentaires comme les milieux 
de Cosserat (1909) et/ou des gradients de déformation d’ordres supérieurs comme la théorie 
du second gradient. (Sulem, Vardoulakis et Papamichos, 1995 ; Muhlhaus et Vardoulakis, 
1987 ; Vardoulakis et Sulem, 1995). Ces milieux appartiennent à la classe générale des 
modèles constitutifs qui prennent en compte la microstructure du matériau. En effet, les 
modèles de milieux continus généralisés contiennent, dans leur description des relations de 
comportement, un ou plusieurs paramètres ayant la dimension d’une longueur appelés 
longueurs caractéristiques internes qui sont reliées à la géométrie de la microstructure du 
matériau (taille des grains). La prise en compte dans l’analyse du phénomène de localisation 
de la microstructure du matériau, par un modèle continu généralisé, permet de lever 
l’indétermination de l’étendue de la zone de localisation des déformations, de relier celle-ci 
aux caractéristiques microstructurales du matériau et de tenir compte des effets d’échelle dans 
les phénomènes de rupture. (Mühlhaus et Vardoulakis, 1987 ; Vardoulakis et Sulem, 1995). 
Des modèles plastiques basés sur ces milieux continus généralisés, comme le milieu de 
Cosserat (Mühlhaus et Vardoulakis, 1987) permettent donc de prédire l’épaisseur de la bande 
de cisaillement et de suivre la solution dans le régime post-localisation. Ces modèles continus 
généralisés permettent ainsi une régularisation des équations mathématiques gouvernant 
l’évolution d’un solide présentant un comportement radoucissant dans le régime post-
bifurcation. Ils conduisent à une modélisation correcte des phénomènes de localisation et à 
des calculs numériques robustes. Le problème mathématique décrivant le phénomène de 
localisation est alors « régularisé ». Notons que pour traiter théoriquement ou numériquement 
la rupture dans le grès, de nombreux auteurs ont déjà appliqué les milieux de Cosserat dans le 
cadre de la théorie de la bifurcation. (Mühlhaus et Vardoulakis, 1987 ; Sulem et Vardoulakis, 
1988 ; Papanastasiou et Vardoulakis, 1989 ; Vardoulakis et Aifantis, 1989, cités par Tillard, 
1992 ; Sulem et Vardoulakis, 1990 ; Papanastasiou et Vardoulakis, 1992 ; Papamichos, 
Vardoulakis et Muhlhaus, 1995, cités par Oulahna, 1996 ; Vardoulakis et Sulem, 1993). 
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II.4.4.2/ DESCRIPTION DE LA STATIQUE ET DE LA CINEMATIQUE 
 
II.4.4.2.1/ Formulation générale 
 
La description de la statique et de la cinématique des milieux continus possédant une 
microstructure (ou milieux continus généralisés) a été présentée d’une manière systématique 
par Germain (1973) à partir de l’application du principe des puissances virtuelles en suivant le 
formalisme proposé par Mindlin (1964). Dans une description classique, un milieu continu est 
une distribution continue de points matériels caractérisés géométriquement par une position X 
et cinématiquement par une vitesse V. Dans une théorie qui prend en compte la 
microstructure du matériau, on associe à chaque particule matérielle un milieu continu C(X) 
déformable appelé micro-volume autour du point X. Les tenseurs de vitesse de macro-
déformation et de macro-rotation sont définis habituellement comme la partie symétrique et la 
partie antisymétrique du gradient du champ de vitesse : 

( ) ( )ijjiijijjiij VVwetVV δδδδε −=+=
2
1

2
1

 . 

On définit un tenseur de vitesse de micro-déformations ψ correspondant à la déformation du 
micro-volume C(X) supposé homogène. La vitesse de déformation relative γ est alors définie 
comme la différence entre le gradient de macro-vitesse et la vitesse de microdéformation  
γ = ∇v - ψ.  
Enfin, on définit le tenseur d’ordre 3 de gradient de vitesse de micro-déformation  κ = ∇ψ. 
Les quantités statiques duales dérivent alors de l’application du principe des puissances 
virtuelles et de l’expression de la puissance des efforts intérieurs   
δw(i) = τijδεij + αijδγij + µijkδκijk 
où τ est le tenseur de contraintes de Cauchy (symétrique) associé au tenseur de vitesse de 
macro-déformation ε .  α est le tenseur de contraintes relatives associé au tenseur de vitesse 
de déformation relative γ .  µ est le tenseur de double-contraintes associé au gradient de 
vitesse de micro-déformation κ (tenseur d’ordre 3). On peut écrire la puissance des forces 
intérieures sous la forme δw(i) = σijδiVj - αijδψij + µijkδκijk  où σ = τ + α est le tenseur de 
contraintes totales. A partir de la formulation ci-dessus, nous pouvons obtenir les équations de 
base d’un milieu de Cosserat et d’une théorie du second gradient. 
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II.4.4.2.2/ Milieu de Cosserat 
 
Un milieu de Cosserat est un milieu micro-polaire pour lequel on suppose que le micro-
volume C(X) est un corps rigide. Par conséquent, un milieu de Cosserat est un milieu continu 
qui associe à chaque point matériel un vecteur vitesse de translation V et un vecteur de 
rotation individuelle wc différente de la rotation d’ensemble (macro-rotation w). 
Les quantités cinématiques correspondantes, gradient de rotation et de vitesse (courbure), ∇wc 
et ∇V, sont associées respectivement à travers le principe des travaux virtuels à un tenseur de 
couple de contraintes et un tenseur non-symétrique de contrainte. Un milieu de Cosserat est 
donc un milieu contenant une cinématique plus riche qu’un milieu continu classique car 
chaque point matériel va posséder trois degrés de liberté de rotation en plus des trois degrés 
de liberté de translation d’un milieu continu classique, indépendants de la partie 
antisymétrique du gradient de déplacement. La description du comportement d’un tel 
matériau contient par conséquent un module de flexion M, qui normalisé par le module de 
cisaillement G, introduit naturellement dans le problème une longueur interne intrinsèque, 

donnée par la relation l M
G

= 1
2

. Ce concept donne le moyen d’accéder à la notion d’échelle 

en introduisant l’effet de la taille dans une étude. 
L’homogénéisation par les milieux de Cosserat apparaît comme une alternative aux approches 
par modèles discrets lorsque les mécanismes agissant au niveau de la microstructure ont un 
rôle prépondérant sur le comportement macroscopique. Pour les milieux granulaires par 
exemple, la théorie de Cosserat a été utilisée pour étudier la localisation des déformations 
(Muhlhaus et Vardoulakis, 1987 ; Vardoulakis et Sulem, 1995) et le comportement des 
interfaces (Unterreiner, 1994 ; Bauer et Huang, 1999 ; Tejchman, 1999 ; de Borst, 1999). 
La théorie de Cosserat est utilisée pour décrire le comportement des milieux granulaires non 
cohérents comme les sables pour lesquels la prise en compte de la rotation des grains à 
l’intérieur de la bande de cisaillement est importante. Par ailleurs, d’après Vinegar et al. 
(1991), la macrofissure est déclenchée par une hétérogénéité locale liée à une porosité 
initialement plus forte. Ord, Vardoulakis et Kajewski (1991), après avoir réalisé des essais 
biaxiaux sur le grès de Gosford, suggèrent plutôt que ce sont les micro-rotations et les 
déplacements des grains qui entraînent la localisation de la déformation. Les grains 
s'accommodent au cisaillement en se réarrangeant sans se fracturer. Comme le souligne Ord, 
ces réarrangements de grains s’avèrent très difficiles à mesurer expérimentalement à cause de 
l’hétérogénéité même du grès non déformé observé au MEB, pourtant ils pourraient expliquer 
les zones de déformation plus diffuses que l’on peut observer le long du plan de rupture final. 
Ord apporte des preuves expérimentales aux partisans du milieu continu de Cosserat sensé 
décrire correctement les milieux granulaires en homogénéisant les micromécanismes qui les 
affectent. Une modélisation de la microstructure de la roche basée sur la théorie des milieux 
de Cosserat est donc également bien adaptée dans le cas des matériaux cohérents de type 
granulaire. 
Les structures de blocs représentent un autre exemple pour lequel la théorie de Cosserat est 
tout à fait adaptée. Pour des structures périodiques de blocs, qu’il s’agisse de murs de 
maçonnerie ou encore de blocs rocheux formés par un système régulier de joints dans un 
massif fracturé, la représentation par un milieu continu de Cosserat permet de prendre en 
compte les mouvements de rotation et de pivotement des blocs individuels, ce que ne permet 
pas l’homogénéisation par milieu continu classique (Muhlhaus, 1993 ; El Bied, 1996). 
Comme exemple de structure périodique de blocs, on peut citer l’étude réalisée sur l’acropole 
du Parthénon (Schlosser, Sulem, Frank et El Bied, 1997 ; Sulem, Cerrolaza, El Bied, 1998 ; 
Cerrolaza, Sulem et El Bied, 1999). Cette étude n’est pas présentée dans ce rapport (figure 
2.4.1). 
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Figure 2.4.1 : Mur du Parthénon. (d’après Cerrolaza, Sulem et El Bied, 1999). 
 
 
II.4.4.2.3/ Théorie du second gradient 
 
Une théorie du second gradient est obtenue si l’on suppose que chaque particule subit la 
même déformation que le milieu continu général ψ = ∇V. Il en résulte que les tenseurs de 
micro et de macro-déformation sont identiques et le gradient de vitesse de micro-déformation 
correspond au second gradient de la vitesse. A travers le principe des travaux virtuels, un 
tenseur symétrique du deuxième ordre de contrainte et un tenseur du troisième ordre de 
contrainte sont définis comme étant les duals dans l’énergie de ∇V et ∇∇V respectivement.  
Une théorie du second gradient est bien adaptée à la modélisation du comportement des 
milieux cohérents et fragiles comme les roches car elle permet de prendre en compte de forts 
gradients de déformation (forte dilatance des zones en décompression) dans l’expression des 
relations de comportement. Ces forts gradients de déformation affectent les conditions de 
rupture de sorte que les quantités statiques duales associées aux gradients de déformation 
doivent être introduites dans les critères de rupture. (Sulem, Vardoulakis et Papamichos, 
1995). 
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II.5/ COMPORTEMENT POST-PIC 
 
II.5.1/ DEFINITION DU RADOUCISSEMENT 
 
Le radoucissement du matériau (work-softening) correspond au cas où une augmentation de la 
déformation résulte en une diminution de la résistance à cette déformation. Cette réduction de 
la résistance de l'échantillon dans la phase post-pic est due à une microfissuration avancée de 
l'échantillon. En fait, à la localisation des déformations, le matériau subit un radoucissement 
au niveau de la bande de cisaillement. Ce radoucissement matériel est lié à une 
microfissuration intense dans la bande et aura pour conséquence un radoucissement global 
(structural) de tout le matériau. La plupart des études de laboratoire sur le comportement de la 
roche en terme de résistance et de déformation sont centrées sur les caractéristiques pré-
rupture de la roche. Les expériences triaxiales sont aujourd'hui étendues à l'étude du 
comportement et des propriétés des échantillons de roche dans la partie radoucissante post-
pic. Les résultats expérimentaux sur le radoucissement des déformations sont nombreux 
(Wawersik et Fairhurst, 1970 ; Bazant, 1976 ; Vardoulakis, 1980 ; Cook, 1965, 1966). Le 
radoucissement est une caractéristique observée dans beaucoup de matériaux comme la roche, 
le béton et les sols denses (figure 2.5.1). 
 
 
Figure 2.5.1: Courbe contrainte-déformation complète pour un échantillon de roche et montrant le module 
d’Young pré-pic, la résistance en compression et le module d’Young post-pic. (d’après Fairhurst et Hudson, 
1999). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
II.5.2/ PROBLEME DE L’INSTABILITE AU PIC 
 
La difficulté dans l'étude de la région post-pic réside dans la nature instable des tests de 
laboratoire. En effet, un tel comportement radoucissant (work-softening) est potentiellement 
instable. Une instabilité peut se produire au pic, provoquant une rupture rapide, violente et 
brutale de l'échantillon, se traduisant par une chute très brusque de l’effort au pic et 
conduisant à la ruine instantanée de l’échantillon de roche. La partie post-pic de la courbe 
contrainte-déformation n’est alors pas observée. Il est nécessaire de réaliser un contrôle 
efficace de la presse pour pouvoir visualiser cette partie post-pic. Il est important de souligner 
que le concept d'instabilité dans le test de compression est basé sur l'hypothèse que la relation 
complète force-déplacement de l'échantillon de roche est une propriété unique, telle que la 
réponse post-pic peut être due à un radoucissement du matériau. Cependant, le comportement 
observé après le pic de chargement est, dans la plupart des cas, une réponse de structure et 
non pas une caractéristique matérielle (Drescher et Vardoulakis,1982 ; Read et Hegemier, 
1984). En fait, ce problème d’instabilité au pic a souvent été constaté par les mécaniciens des 
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roches. C'est pourquoi la contrainte au pic est souvent appelée contrainte de rupture et le 
comportement post-pic est appelé comportement post-rupture. Toutefois, ces termes ne 
reflètent pas de façon suffisante et appropriée la complexité du processus de rupture. 
Dans les essais que nous avons réalisés, nous avons également rencontré ce problème 
d’instabilité au pic. En pilotant avec la mesure du déplacement entre plateaux, il nous a été 
très difficile d'obtenir systématiquement une phase post-pic significative, clairement visible et 
sans chute brutale. En fait, nous avons arrêté les essais systématiquement au niveau du pic, 
juste au moment où on a observé une chute brutale et importante de l'effort. Pour obtenir une 
courbe contrainte-déformation complète, on aurait pu continué l'essai, mais nous avons 
préféré arrêter systématiquement les essais pour ne pas détériorer l'échantillon et obtenir ainsi 
l'échantillon « intact » avec une bande de cisaillement visible mais sans discontinuités 
matérielles, ce qui va nous permettre de déterminer précisément l'épaisseur de la bande de 
cisaillement. 
 
II.5.3/ VISUALISATION EXPERIMENTALE DU COMPORTEMENT 
RADOUCISSANT 
 
A notre connaissance, la première courbe contrainte-déformation complète sous compression 
étendue à la région post-pic a été obtenue par Kiendl et Maldari (1938, cité par Vutukuri, 
Lama et Saluja, 1974) en testant des échantillons de béton. Rappelons que Wawersik (1968) 
et Wawersik et Fairhurst (1970) ont étudié les mécanismes de rupture se produisant dans les 
différents types de roches. Ils ont été capable d'obtenir la courbe complète contrainte-
déformation dans une série de tests de compression uniaxiale sur une gamme de types de 
roches et cela en contrôlant manuellement les déplacements de la presse. Le fait qu'ils aient pu 
effectuer un contrôle manuel prouve que le processus de rupture de la roche est plus lent que 
ce que l'on pourrait penser. Normalement, la rupture dans les matériaux fragiles est supposée 
être un processus rapide. Le processus que Wawersik contrôla manuellement prend place en 
quelques secondes et non pas en quelques microsecondes. La relative lenteur du processus de 
rupture a été confirmée dans de nombreuses expérimentations. 
La figure 2.5.2 montre la comparaison des courbes force axiale-déplacement axial obtenues 
par Wawersik et Fairhurst (1970) à partir de deux échantillons de marbre de Tennessee de 
diamètre 51 mm, de longueur 102 mm en compression uniaxiale, dont l'un sujet à des cycles 
de charge-décharge après le pic de résistance dans la gamme post-pic. Le déplacement 
continue dans la région post-pic. Les courbes post-pic sont donc obtenues avec une très bonne 
répétabilité quand les échantillons homogènes sont préparés sous conditions très 
« contrôlées ». Par ailleurs, au niveau de l’essai cyclique, des déformations permanentes sont 
observées. Les boucles de charge-décharge montrent également quelques hystéresis. Le 
module apparent de la roche qui peut être calculé à partir de la pente des courbes de 
recharges, décroît avec la déformation post-pic et avec la fragmentation progressive de 
l'échantillon. Quant la fissuration progresse, la fraction de roche intacte décroît et la rigidité 
élastique de l'échantillon diminue. 
 
 
 
Figure 2.5.2: Courbe force axiale-déplacement axial obtenue à partir d'échantillons de marbre de Tennessee de 
diamètre 51 mm et de longueur 102 mm. (d’après Wawersik et Fairhurst, 1970). 
 
Bieniawski (1969, cité par Vutukuri et al., 1974), Bieniawski (1971), Horino et al. (1972) ont 
observé également que le module apparent de la roche décroît avec l'augmentation de la 
déformation dans la phase post-pic, une fois que la résistance ultime est dépassée (figure 
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2.5.3). 
 
 
 
Figure 2.5.3: A gauche : diminution du module apparent de la roche avec l'augmentation de la déformation dans 
la phase post-pic. (Horino, Brady, Duvall et Hooker, 1972). A droite : diminution du module apparent de la 
roche avec l'augmentation de la déformation dans la phase post-pic. (Bieniawski, 1971). 
 
 
 
 
 
II.5.4/ APPLICATIONS GEOLOGIQUES ET GEOTECHNIQUES 
 
La nature de changement de résistance du matériau à la déformation avec l'augmentation de la 
déformation est d'une grande importance dans les problèmes où l'instabilité est concernée. En 
effet, cette rupture brutale au pic, dite « fragile », de l'échantillon de laboratoire sous 
compression, est analogue aux éclatements de roche (rockbursts) dans les massifs rocheux et 
les déformations sismiques (tremblements de terre) dans la croûte terrestre. (Nur, 1974, cité 
par Jaeger et Cook, 1979 ; Griggs et Handin, 1960 ; Brace et Byerlee, 1966 ; Dieterich, 1974, 
cités par Labuz, 1991). La décroissance du taux de chargement après le pic sert de 
caractéristique dynamique du processus de rupture et est utilisé pour évaluer le danger 
potentiel des éclatements de roches (La tendance des roches à avoir le type de rupture fragile). 
Cette étude de la rupture est donc d'une grande importance. 
 
II.5.5/ CRITERE GLOBAL ET LOCAL DE STABILITE 
 
II.5.5.1/ CLASSIFICATION ADOPTEE 
 
Wawersik et Fairhurst (1970) ont réalisé une analyse détaillée du comportement post-pic des 
roches sous compression. Six types de roches ont été testées en compression uniaxiale. Le 
granite gris charcoal, le calcaire d'Indiana, le marbre de Tennessee, le calcaire Solenhofen, le 
basalt. Il existe deux variétés de marbre de Tennessee et de granite gris Charcoal désignés par 
I et II. Tous les échantillons sont chargés directement entre les plateaux de chargement de la 
presse. Aucun réducteur de frottement n’est inséré à l’interface roche-plateau (figure 2.5.4). 
 
Figure 2.5.4 : Courbes contrainte-déformation pour six types de roches en compression uniaxiale. (Wawersik et 
Fairhurst, 1970 et Wawersik, 1968).  
 
Les roches ont plus ou moins un comportement pré-rupture similaire, les comportements dans 
la région post-pic sont différents. Selon la classification donnée par Wawersik, ce dernier 
distingue en compression sur les roches deux différents types fondamentaux de comportement 
force-déplacement dans la phase post-pic (Wawersik, 1968 ; Wawersik et Fairhurst, 1970). 
Ces deux types de comportement sont dits de classe I ou de classe II. La classe I est 
caractérisée par un radoucissement « stable ».La classe II est caractérisée par un 
radoucissement « instable ». 
 
II.5.5.2/ CRITERE GLOBAL DE STABILITE 
 
II.5.5.2.1/ Classe I 
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La réponse force-déplacement dans le régime post-pic est caractérisée par une pente négative. 
Un radoucissement apparaît au niveau global. Le comportement de classe I est caractérisé par 
une propagation de rupture « stable » du système mécanique. On utilise également dans la 
littérature le terme de propagation de rupture « ductile » dans le sens où, quand la résistance 
maximale de l'échantillon  est dépassée, une diminution incrémentale de la résistance 
correspond à un travail positif. De telles roches conservent leur résistance (partiellement) 
même quand le pic de résistance a été dépassée. L'énergie de déformation enmagasinée dans 
le système est alors supérieure à celle de l'état critique (au pic). Cette terminologie utilisée 
dans la littérature de rupture « ductile » ne doit pas être retenue ici. On lui préferera le terme 
de rupture « stable ». La notion de rupture « ductile » quant à elle a été définie de façon 
précise dans le chapitre correspondant aux différents modes de rupture d’un échantillon de 
roche sous compression. 
 
II.5.5.2.2/ Classe II 
 
Au pic, une « instabilité » du système mécanique peut se produire si la branche radoucissante 
post-pic a une pente positive (ou au moins une partie). (Berry, 1960, cité par Brady et Brown, 
1985; Cook, 1965; Bazant, 1976). La classe II est caratérisée par un processus de propagation 
dit « instable » ou « fragile » de la rupture. Là encore, cette terminologie utilisée dans la 
littérature de rupture « fragile » ne doit pas être retenue ici. On lui préferera le terme de 
rupture « instable ». La notion de rupture « fragile » quant à elle a été définie de façon précise 
dans le chapitre correspondant aux différents modes de rupture d’un échantillon de roche sous 
compression. Quand la contrainte appliquée est égale à la résistance au pic, au moment où la 
résistance maximale de l’échantillon est juste dépassée, la  quantité d'énergie de déformation 
élastique emmagasinée dans l'échantillon de roche est suffisante pour maintenir la naissance 
et la propagation de fissures dans l'échantillon. Dans un tel cas, la propagation peut être 
arrêtée seulement quand l'énergie de déformation est relachée de l'échantillon. L'énergie est 
relachée et le déplacement décroît (snap-back) avec une pente positive. On a ce type de 
courbe si la déformation ou le déplacement décroît dans l'échantillon (snap-back). Le système 
perd de l'énergie, l'énergie de déformation emmagasinée dans le système est alors inférieure à 
celle de l'état critique. Le travail nécessaire pour une déformation supplémentaire de 
l'échantillon n'est pas fourni par le système. 
 
II.5.5.2.3/ Etat critique 
 
L'état critique est la séparation entre la stabilité de classe I et l'instabillité de classe II. Cet état 
correspond à la réduction de la résistance à déplacement constant (ligne en pointillé dans la 
figure à gauche).  Comme la déformation (respectivement le déplacement) à l'état critique 
correspond à la déformation (respectivement le déplacement) au pic, l'énergie de déformation 
élastique emmagasinée dans le système à l'état critique est égale à l'énergie requise pour 
produire la rupture totale de l'échantillon (figure 2.5.5). 
 
 
 
Figure 2.5.5 : Réponses globales force-déplacement de structure d'un matériau élastique linéaire radoucissant. 
Considérations globales de stabilité. A droite : classification du comportement à la rupture d’une roche sous 
compression uniaxiale en deux classes I et II. (Wawersik et Fairhust, 1970 et Wawersik, 1968). A gauche : (a: 
comportement stable de classe I), (b: comportement instable de classe II) et (c: état critique). (d’après Biolzi et 
Labuz, 1993). 
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II.5.5.3/ CRITERE LOCAL DE STABILITE 
 
Un critère local incrémental de stabilité, qui est plus restrictif pour le comportement de classe 
I est défini en examinant la pente de la courbe force-déplacement.  
d
dF
δ

> 0 indique une réponse « snap-back » (figure 2.5.6). 

 
Figure 2.5.6 : Réponse de structure d'un matériau élastique linéaire radoucissant de classe I et II. Considération 
locales. (d’après Labuz et Biolzi, 1991). 
 
II.5.5.4/ RUPTURE EN CLASSE I ET II ET DUCTILITE 
 
Dans les tests triaxiaux, quand on augmente la pression latérale, la résistance ultime de 
l'échantillon augmente. En général, les courbes post-pic, dans le cas de tests à faibles 
pressions de confinement , peuvent être caractérisées par des régions de chute soudaine dans 
la résistance suivie par des pentes plus douces. A grandes pressions de confinement, la 
transition de fragile à ductile prend place et la soudaine chute disparaît lentement. C'est 
clairement observé pour les roches présentant un comportement de classe I, tandis que pour 
les roches avec un comportement de classe II, ce comportement persiste même pour de 
grandes pressions de confinement. On s'attend tout de même à ce que la transition prenne 
place au delà d'une très grande pression de confinement (figure 2.5.7). 
 
 
 
Figure 2.5.7 : A gauche : courbes contrainte-déformation complète du marbre de Tennessee II confiné et non 
confiné. (d’après Wawersik et Fairhurst, 1970). A droite : courbes contrainte-déformation du granite de Westerly 
en compression uniaxiale et triaxiale. (d’après Wawersik et Brace, 1971). 
 
 
II.5.6/ PARAMETRES INFLUENCANT LA STABILITE 
 
II.5.6.1/ STRUCTURE DE LA ROCHE 
 
Brown et Hudson (1971, cités par Vutukuri et al., 1974) ont montré que le type de 
comportement dépend de la structure de la roche. Dans des roches très poreuses comme les 
grès et les calcaires, le processus de rupture débute avec l'effondrement (collapse) de la 
structure poreuse résultant en une augmentation constante de leur anisotropie. Ils ont un 
comportement post-rupture de type classe I. Un comportement similaire se produit aussi dans 
quelques roches cristallines avec des grains ultra-fins, la rupture est due aux fissures 
subaxiales inter et intragranulaires. Les courbes obtenues dépendent de la taille des grains. 
Pour les roches de petite taille de grain, les courbes tendent à être dans la catégorie classe II. 
 
II.5.6.2/ TAUX DE DEFORMATION 
 
Peng et Podnieks (1972) ont étudié le rôle du temps sur l’allure des courbes contraintes-
déformations complètes. Ils ont fait varier le taux de déformation de 10-2 à 10-7 / sec. Ils ont 
constaté que la résistance au pic augmente quand le taux de déformation augmente (figure 
2.5.8). 
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Figure 2.5.8 : courbes contraintes-déformations complètes obtenues en testant une roche (tuff) avec différents 
taux de déformation. (d’après Peng et Podnieks, 1972).  
 
Par ailleurs, Peng (1973) a testé le granite charcoal et le marbre de Tennessee à des taux de 
déformation allant de 6,35 × 10-1  à 6,35 × 10-2  mm/s et le grès Arkose de 6,35 × 10-1  à 6,35 × 
10-2  mm/s. Les résultats indiquent également que la résistance ultime augmente avec le taux 
de déformation appliqué. Le taux de déformation n’affecte pas la pente des courbes forces-
déformations pré-rupture. Dans la région post-pic, les essais montrent que les courbes 
complètes forces-déformations de certaines roches peuvent être obtenues facilement et la 
rupture des échantillons peut être contrôlée pour l’étude de propagation des fissures. L’angle 
mesuré entre l’horizontale (axe de déformation) et les courbes forces-déformations augmente 
avec la diminution du taux de déformation. Cependant, pour d’autres types de roches tel que 
le granite Charcoal et le grès de Berea, à grand taux de déformation, les échantillons rompent 
violemment et les courbes chutent en très peu de temps. Les courbes post-pic sont composées 
d’une seule ligne verticale et ne révèlent pas d’information sur le processus de rupture. Une 
diminution du taux de déformation appliqué augmente la pente de la courbe complète force-
déformation dans la région post-pic. Les résultats expérimentaux indiquent que pour le même 
type de roche, plus le taux de déformation est lent, plus la rupture des échantillons peut être 
facilement contrôlée (figure 2.5.9). Le changement dans le taux d’application du chargement 
de la roche affecte donc les propriétés mécaniques et les mécanismes de rupture. Une 
diminution du taux de déformation diminue la résistance de rupture et augmente la ductilité. 
Peng (1973) arrive à la conclusion qu’il est préférable de réaliser les tests avec un faible taux 
de déformation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.5.9 : Courbes contraintes-déformations complètes pour différentes roches testées avec différents taux de 
déformation. Comportement dépendant du temps. En haut à gauche : granite Charcoal. En haut à droite : grès 
Arkose. En bas à gauche : grès de Berea. En bas à droite : marbre de Tennessee. (d’après Peng, 1973). 
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En accord avec ces conclusions, Vutukuri et al. (1974) ont affirmé qu’il était possible que le 
comportement post-pic de la roche change d'une classe à une autre dépendant des taux de 
déformation et que pour de grands taux de déformation, les roches de comportement classe I 
peuvent changer en un comportement de classe II. 
 
II.5.6.3/ HISTOIRE DE CHARGEMENT ET ETAT DE CONTRAINTE 
 
Le comportement post-pic de roches est sensible aux changements dans l'état de contrainte et 
est dépendant de l'histoire de chargement (stress-path). Crouch (1972 a,b, cité par Vutukuri et 
al., 1974) a réalisé des tests sur la dépendance de la courbe post-pic à l'histoire de chargement. 
Ces tests ont été réalisé sur une norite de l'Afrique du sud. La résistance ultime de la roche est 
quasiment indépendante de la manière avec laquelle les contraintes axiales et de confinement 
sont appliquées, mais la courbe σ-ε post-pic est dépendante de l'histoire de chargement de la 
contrainte de confinement. Dans la figure 2.5.10, les courbes B et C sont obtenues à la même 
contrainte de confinement 10 MPa excepté que C a été obtenue en gardant la contrainte 
latérale constante tandis que dans B, la contrainte a été changée à la rupture de 6,9 à 10 MPa. 
 
 
 
 
Figure 2.5.10 : Courbes contrainte axiale-déformation axiale pour une norite soumise à une contrainte de 
confinement entre 1000 et 1450 lbf/in2. (A: contrainte de confinement constante fixée à 1000 lbf/in2), (B: 
contrainte de confinement constante fixée à 1000 lbf/in2, puis augmentée à 1450 lbf/in2 et gardée constante), (C: 
contrainte de confinement constante fixée à 1450 lbf/in2). Les courbes B et C sont donc obtenues à la même 
contrainte de confinement 10 MPa excepté que C a été obtenue en gardant la contrainte latérale constante tandis 
que dans B, la contrainte a été changée à la rupture de 6,9 à 10 MPa. 
 
II.5.6.4/ RIGIDITE DE LA PRESSE 
 
Certaines études de stabilité, laissant de côté l'étude des mécanismes de rupture des roches, se 
sont concentrées sur l'énergie emmagasinée par la presse. Le phénomène d'accumulation 
d'énergie de déformation peut rendre impossible à un processus de rupture de se poursuivre 
après le pic. (Fairhurst et Cook, 1967). La rigidité relativement faible de la presse utilisée peut 
rendre difficile les études de laboratoires du comportement radoucissant du matériau. En effet, 
la rupture brutale incontrôlée et explosive, l'éclatement d'échantillon  de roche dépend de la 
rigidité de la presse utilisée pour le chargement. L'observation de la portion post-pic de la 
courbe contrainte-déformation dépend directement de la rigidité relative de l'échantillon et de 
la presse (figure 2.5.11). 
 
 
Figure 2.5.11 : Observation de la partie post-pic de la courbe contrainte-déformation pour le cas d’une presse 
rigide. (d’après Horino et al., 1972). 
 
Dans le passé, la plupart des presses étaient souples. Aujourd'hui, beaucoup d'efforts ont été 
réalisés pour rendre les presses rigides, (Bieniawski et al., 1969, cités par Vutukuri et al., 
1974 ). Ces dernières ont malgré tout une certaine déformation élastique qui peut varier d'une 
presse à l'autre. Dès 1935, Speath (1935, cité par Jaeger et Cook, 1979) postula que la forme 
précise de la courbe contrainte-déformation sur du fer durant la déformation plastique était 
influencée par la rigidité de la presse. Des portions descendantes de la courbe contrainte-
déformation seraient masquées par les caractéristiques de décharge de la presse parce que la 
rigidité de la plupart des presses était de 200 MN/m tandis que la rigidité d'un échantillon de 
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fer de taille standard était de 500 MN/m. 
La première explication claire et définitive de l'effet de la rigidité de la presse sur la rupture 
des échantillons testés a été donnée par Whitney (1943, cité par Vutukuri et al., 1974 ), 
commentant des courbes de contraintes-déformations obtenues sur du béton par Jensen (1943, 
cité par Jaeger et Cook, 1979). Durant la rupture, la presse se relaxe élastiquement, son 
mouvement élastique impose une grande déformation supplémentaire au béton. Cette 
déformation pourrait être considérablement plus grande que la déformation totale 
correspondant à la rupture. Une grande quantité d'énergie de déformation élastique est 
emmagasinée pendant le chargement dans le cylindre et la presse et la libération soudaine de 
cette énergie élastique stockée cause la rupture de type explosive de l'éprouvette. La rupture 
instable et incontrôlée n'est donc pas une caractéristique intrinsèque de la roche. Whitney 
mesura la rigidité de quatre presses et les compara aux pentes des courbes contraintes-
déformation  à la rupture. Il conclut que juste après le maximum de charge, la pente de la 
courbe correspondant au béton devient égale à celle de la courbe de la presse. En ce point, la 
déformation commence à augmenter et une rupture rapide suit. 
Biolzi et Labuz (1993), par une étude sur les poutres, ont illustré l'influence de la rigidité de la 
presse (Salamon, 1970 ; Cooper, 1977 ; Sture et Ko, 1978, cités par Biolzi et Labuz, 1993) sur 
la réponse post-pic force-déplacement en considérant une rotation des axes de chargement, tel 
qu'à partir de la réponse stable obtenue permettant le contrôle de l'essai, on puisse visualiser 
l'instabilité du comportement. Le comportement propre de l'échantillon est masqué par la 
contribution supplémentaire de la machine (figure 2.5.12). Biolzi et Labuz ont utilisé pour le 
signal feed-back le déplacement d'un côté à l'autre d'une encoche sciée. Deux capteurs 
LVDTS (linear variable differential transformers) sont fixés de façon symétrique dans la ligne 
centrale de la poutre pour mesurer le déplacement. 
 
 
Figure 2.5.12 : Comportement réel et réponse masquée. km : rigidité de la presse. (d’après Biolzi et Labuz, 1993). 
 
Mansurov (1993) étudia l'influence de la rigidité de la presse sur le développement et la 
localisation dans l'espace du processus de déformation des roches, ainsi que sur les émissions 
d'énergie élastiques, pour savoir à quelle étape de la déformation l'influence de la rigidité du 
système de chargement devient significative. Pour cela, Mansurov a réalisé une étude sur le 
granite. Il est difficile de noter des différences visibles jusqu’au point de rupture. Les courbes 
sont égales jusqu’aux valeurs de contrainte proches du maximum. Toutefois, on n’observe 
pratiquement pas de zone de déformation post-pic pour une presse souple. Cette zone de 
déformation apparaît quand on augmente la rigidité de la presse. On arrive en effet à avoir un 
radoucissement plus important, plus significatif pour un chargement rigide. Seule une presse 
rigide nous permet donc de continuer le processus de déformation et d’obtenir une partie 
supplémentaire de la courbe contrainte-déformation dans la zone post-pic (figure 2.5.13). On 
compare également la dilatance εv’ avec le nombre de fissures en développement. Le nombre 
de fissures et leurs dimensions sont caractérisés par l’énergie totale d’émission acoustique 
(AE). 
 
 
 
Figure 2.5.13 : A gauche : comparaison des courbes contraintes-déformation longitudinales ε//, transversales ε⊥ et 
volumique εv  pour une presse souple (courbe i) et une autre rigide (courbe i'). A droite comparaison de 
l’émission d’énergie (AE) pour un chargement souple et rigide. εvc  et εvcompl sont les  valeurs actuelles et 
complètes de la déformation volumique. ΣEc et ΣEcompl sont les valeurs actuelles et complètes de la valeur 
d’émission d’énergie intégrale (AE). (d’après Mansurov, 1993) 
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Les courbes sont les mêmes, excepté pour un chargement souple où la roche rompt 
prématurément. La première conclusion est que la déformation et la microfissuration ne sont 
pas sensibles à la rigidité du système de chargement jusqu'à un certain degré de déformation. 
Ces dernières étant définies par les propriétés du matériau lui-même. La deuxième conclusion 
est que localisation se produit prématurément avec un chargement souple. Pour savoir 
comment la rigidité du système de chargement influence la localisation de la rupture, c'est-à-
dire la formation et le développement du centre de la rupture, Mansurov réalisa une analyse 
détaillée de l’émission acoustique (AE). Soit εv  la déformation volumique, nf le nombre de 

fissures générées, E
.

 l’intensité d'émission (AE) et p
.
 le taux ou la vitesse de chargement de 

l'échantillon (figure 2.5.14). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.5.14 : Analyse d’émission acoustique (AE). (d’après Mansurov, 1993) 
 
Dans la figure 2.5.14.a, la flèche indique un changement soudain qui représente le point de 
rupture, le pic d'émission d'énergie correspond à ce point. Dans la figure 2.5.14.b, les pics de 
E
.

 montrent la présence de grands signaux d'énergie, liés à la formation de grandes fissures. 
Dans la figure 2.5.14.d, les changements soudains dans la courbe de déformation correspond à 
une diminution aiguë de la vitesse de chargement. Une diminution répétée de la vitesse de 
chargement montre la formation de plusieurs centres. Quand on charge avec un appareil de 
faible rigidité, les changements soudains des déformations, l'augmentation soudaine des 
déformations transverses et spécialement des déformations volumiques est liée à la génération 
et au développement rapide d'un centre de rupture qui finit par la formation d'une grande 
macrofissure finale. Pour un chargement très rigide, le processus de déformation ne se finit 
pas de cette façon, le centre généré peut être stabilisé, même pour une roche fragile. La 
déformation mène à la génération d'un nouveau centre de rupture ou à un développement d'un 
autre centre déjà existant. Si les ruptures isolés sont beaucoup plus petites que la taille de 
l'échantillon, quand le centre de rupture apparaît alors et se développe, une redistribution de la 
contrainte prend place, menant à une relaxation et à une stabilisation du centre de rupture. 
Cette redistribution des contraintes est fourni par la surface entourant les ruptures isolées. 
Dans ce cas, la rupture isolée n'est pas liée à la presse. La relaxation des contraintes autour de 
la fissure générée est déterminée par les propriétés du matériau lui même. Quand la taille du 
centre de rupture généré devient équivalent à celle de l'échantillon chargé, la perte de la 
résistance dans la surface du centre de rupture peut devenir une proportion appréciable de la 
résistance totale de l'échantillon. Dans ce cas, la rigidité du système de chargement est 
importante. Quand elle est grande, la perte partielle de la résistance de l'échantillon est 
compensé et l'échantillon en partie se décharge. Ce qui facilite la relaxation des contraintes 
autour du centre de rupture et fournit une stabilisation. Pour une déformation supplémentaire, 
le chargement est supporté par les parties saines (unfailed) de l'échantillon et le processus de 
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déformation continue. Comme pour un système à faible rigidité, quand un centre de rupture 
de taille similaire à celle de l'échantillon est généré, le développement accéléré du centre de 
rupture généré prend place et mène à une macrorupture avec une émission vigoureuse de 
l'énergie élastique accumulée. Des données similaires ont été obtenues par Mansurov pour le 
marbre qui est un matériau relativement plastique par rapport au granite fragile. Le point de 
rupture est dépassé sans problème. Même pour un chargement souple et particulièrement pour 
un chargement rigide, la déformation volumique est régulière, même avec un grand nombre 
de petites ruptures stabilisées se produisant dans le matériau (figure 2.5.15). 
 
 
 
Figure 2.5.15 : Analyse d’émission acoustique (AE). (d’après Mansurov, 1993) 
 
Une roche telle que le grès, qui est plus fragile que le marbre et plus plastique que le granite a 
des propriétés intermédiaires à celles présentées, en terme de nombre de centre de rupture et 
de propriétés dynamiques (Mansurov, 1993). 
En conclusion, l'augmentation de la rigidité du système de chargement décroît le degré de 
rupture fragile et la vitesse à laquelle elle se produit. La rigidité du système de chargement est 
très importante dans le processus de rupture, déterminant sa nature. 
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II.5.6.5/ ELEMENTS RIGIDIFIANTS 
 
La rupture brutale et explosive de l'éprouvette est due au fait qu'après le pic d'effort, la presse 
transmet plus d'énergie à l'échantillon que ce dont il a besoin pour le processus de rupture. Si 
on amortit cet excès d'énergie, on obtient alors la portion post-pic de la courbe de 
déformation. L'échantillon continue à se déformer et à supporter le chargement qu'on lui 
applique, pour diminuer la quantité d'énergie de déformation élastique emmagasinée pendant 
la compression et qui est restituée au moment de la perte de la capacité de support de charge 
du matériau, on peut envisager d'augmenter la rigidité de la presse de chargement. Construire 
des bâtis de presse très massifs est une solution encombrante et coûteuse en équipement. 
Une autre alternative basée sur une idée très simple a déjà été proposée et utilisée. Une 
technique simple pour rigidifier le système de chargement a été mise en place. Des piliers de 
grande résistance sont placés en parallèle avec l'échantillon entre les plateaux de la presse. 
Partant d'une idée similaire, Wawersik (1968) a placé en parallèle avec l'échantillon testé des 
crics hydrauliques stabilisants (Hydraulic Stabilizing Jacks), mais la technique des piliers 
placés en parallèle avec l'échantillon est, en raison de sa simplicité, la technique la plus 
utilisée. Les caractéristiques mécaniques et géométriques de ces piliers doivent être définies 
en prenant en compte les capacités de la presse et les valeurs de déformation du matériau 
mesurées au pic de contrainte. Il est préférable que ces pièces soient rigoureusement 
identiques. Bésuelle (1999) suggère que la hauteur de ces piliers soit légèrement inférieure à 
la hauteur de l'éprouvette au repos de façon à ne charger les piliers qu'à l'approche du pic de 
contrainte axiale, l'idée étant de prévenir la sollicitation excessive du dispositif de 
chargement. Ce qui permet au matériau constituant les piliers de rester dans le domaine 
élastique même lors de l'écrasement complet de l'échantillon. 
Cook et Hojem (1966, cités par Horino et al., 1972) et Cook (1965) ont chargé des tubes en 
acier en parallèle avec un échantillon de roche dans une presse conventionnelle. Les roches 
testées étaient du marbre de Tennessee et du granite de St Cloud. Ils ont  réduit ainsi de façon 
significative la violence de la rupture des échantillons testés et ont été capable d'obtenir une 
courbe post-pic partielle. 
Une courbe complète contrainte-déformation a également été obtenue par Bieniawski (1966), 
Bieniawski et al. (1969, cités par Vutukuri et al., 1974) qui utilisèrent des colonnes en acier 
chargées en parallèle avec l'échantillon dans une presse de 1 MN. La rigidité de la machine 
pouvait varier entre 105 MN/m et 1,804 GN/m, dépendant du diamètre et de la hauteur des 
colonnes rigidifiantes. 
Peng et Johnson (1972) ont également utilisé un élément rigidifiant pour obtenir les parties de 
courbes post-pic . La capacité de support de chargement de l'échantillon se réduit quand 
l'échantillon est chargé au pic. A ce moment, si la presse n'est pas assez rigide, l'énergie 
élastique emmagasinée dans la presse se libère rapidement, la machine rebondit et 
l'échantillon est détruit. Il est donc nécessaire de rigidifier la machine ou l'échantillon pour 
étudier la courbe complète contrainte-déformation  du matériau. Comme il est plus facile et 
moins cher de rigidifier l'échantillon plutôt que la machine, l'échantillon est rigidifié grâce à 
un élément rigidifiant chargé en parallèle avec l'échantillon. (Peng, 1970, cité par Peng et 
Johnson, 1972). 
Pour rigidifier la presse, Horino et al. (1972) ont placé trois colonnes en acier. Ce qui leur a 
permis d'obtenir la courbe contrainte-déformation complète (figure 2.5.16). 
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Figure 2.5.16 : A droite : augmentation de la rigidité de la presse à partir d'éléments rigidifiants. (d’après 
Bieniawski, 1966). A gauche : échantillon et colonnes rigidifiantes chargés entre les plateaux de la presse. 
(d’après Horino et al., 1972). 
 
Pour pouvoir étudier le processus de rupture dans les roches et de la déformation  
d'échantillons sous conditions idéales sans chargements dynamiques dus à la presse, 
Mansurov (1993) a introduit un appareillage dans l'espace de travail de la presse. Cet 
appareillage contient 3 colonnes qui sont chargées avec l'échantillon, fournissant une rigidité 
qui supporte une grande partie du chargement et amortissant l'énergie excessive accumulée 
dans la presse. Quand la capacité de support de charge de l'échantillon diminue, la charge est 
transférée à l'élément élastique. 
Pour rigidifier la presse, Bésuelle (1999) a placé deux piliers en parallèle avec l'échantillon 
entre les plateaux de la presse. Les piliers sont en alliage d'aluminium AU4G. Les deux pièces 
sont rigoureusement identiques. Bésuelle a réalisé deux essais sur des éprouvettes de marbre 
de vilette avec et sans le dispositif. En absence des piliers, une rupture explosive non 
contrôlée est obtenue. La contrainte axiale devient immédiatement nulle juste après le pic. En 
revanche, en présence des piliers, la rupture du marbre de vilette est contrôlée, elle est 
progressive et la totalité de l'évolution post-pic de l'essai est enregistrée. Comme le fait 
remarquer Bésuelle, la présence des piliers n'affecte pas l'aspect de la courbe contrainte-
déformation, la valeur du module de déformation et les valeurs au pic de la contrainte et de la 
déformation axiales (figure 2.5.17). 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.5.17 : A gauche : installation de rigidification de la presse: deux piliers en parallèle avec l’échantillon 
monté sur le capteur de force. A droite : évolution de la contrainte axiale vis-à-vis de la déformation axiale, sur 
un échantillon de marbre de Vilette, en compression simple. L’essai avec presse rigidifiée est comparé avec 
l’essai sur presse normale (rupture brutale). (d’après Bésuelle, 1999). 
 
On peut également citer d’autres références, (Brady et al., 1971 ; Maranhao, 1974, cités par 
Paterson, 1978 ; Bieniawski et al., 1969 ; Brady et al., 1973, cités par Bésuelle, 1999). 
En conclusion, la technique des piliers placés en parallèle avec l'échantillon de roche testé 
augmente de façon significative la rigidité de la presse. Ce qui permet d'obtenir les courbes 
contrainte-déformation complètes, même pour des roches très dures. La technique a toutefois 
l'inconvénient de ne pas fournir un contrôle du taux de chargement dans la région post-pic 
durant les phases finales de la rupture de l'échantillon. Un contrôle rigoureux est impossible. 
 
II.5.6.6/ TAILLE ET FORME GEOMETRIQUE DE L’ECHANTILLON 
 
Il est généralement accepté que si la rigidité de la presse dépasse celle de la roches, alors il en 
résulte une décharge stable, un radoucissement stable et une réponse post-pic peut être 
observée. Cependant, ce n'est pas toujours le cas, même pour une presse infiniment rigide 
comme le suggère Wawersik et Fairhurst (1970) et Wawersik (1968). En fait, de nombreuses 
études théoriques et expérimentales ont montré que la rigidité de la presse n'est pas le seul 
facteur déterminant la stabilité d'un matériau sous compression, une fois que la déformation a 
localisé (Labuz et Biolzi, 1991 ; Biolzi et Labuz, 1993). L'objectif de ces études est de 
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montrer que les problèmes de rupture ne nécessitent pas de non-linéarité matérielle ou 
géométrique. Pour produire une instabilité, la taille, la géométrie (shape) et la symétrie de la 
structure déformée sont des facteurs importants qui contrôlent le système. Le comportement 
global force-déplacement dans la zone post-pic de la structure intacte composée d'un matériau 
élastique radoucissant tel que la plupart des roches et testée en compression sous les mêmes 
conditions, est dépendant de la taille et de la géométrie de l'élément global, de l'échantillon. 
(Hudson et al., 1971, cités par Labuz, 1991). Ce qui veut dire que l'expérimentateur peut 
réaliser sous certaines conditions des tests de compression avec une réponse post-pic stable. 
La base générale de cette observation, qui est un point important souvent écarté, négligé par 
l'argument de la rigidité est que l'énergie potentielle de déformation élastique du système, 
emmagasinée par unité de volume, est convertie en une énergie de fissuration et de rupture 
dans la roche, dissipée par unité de surface, durant le processus de rupture. Par conséquent, un 
effet naturel de la taille de l'échantillon (size effect) apparaît dans la réponse globale force-
déplacement. (Palmer et Rice, 1973, cité par Biolzi et Labuz, 1993). 
 
Pour l'étude expérimentale du radoucissement du matériau, des méthodes ont été développées 
(Drescher et Vardoulakis, 1982 ; Read et Hegemier, 1984). De nombreuses observations en 
laboratoire sur des tests de compression sur la roche et du béton révèlent que la déformation 
localise à partir de la coalescence des microfissures quelque part prés du pic de chargement. 
(Wawersik et Fairhurst, 1970 ; Wong 1982a ; Horii et Nemat-Nasser, 1985). La zone localisée 
de déformation dite encore bande de cisaillement ou zone de rupture macroscopique peut être 
étudiée dans le cadre de la bifurcation d'équilibre dans un milieu continu non linéaire. 
(Rudnicki et Rice, 1975 ; Vardoulakis, 1980). En fait, pour un chargement axisymétrique, 
beaucoup de données expérimentales indiquent que la localisation des déformations se produit 
avant ou au pic de charge. Dans ce cas, la réponse dans le régime post-pic souvent observée 
est due au glissement et à la propagation de la rupture de cisaillement. La réponse post-pic 
n'est pas une caractéristique matérielle, n'est pas une propriété essentielle du matériau, mais 
une réponse de structure typique. Le comportement observée après le pic est du alors à la 
déformation globale de l'élément de structure. (Glucklich et Cohen, 1967 ; Carpinteri, 1989, 
cités par Labuz et Biolzi, 1991). Le même matériau radoucissant peut apparaître avec un 
comportement de stabilité de classe I ou II. Berry (1960, cité par Labuz et Biolzi, 1991) et 
Cook (1965) ont étudié la stabilité et les effets de taille en terme de longueur de fissure, d'un 
plateau infini sous tension et en compression. Gardant les propriétés du matériau constants, il 
est possible d'obtenir un comportement instable de classe II pour des faibles longueurs de 
fissures et une réponse stable de classe I pour de grandes longueurs de fissures. L'effet de 
taille est une conséquence directe de ce modèle. 
Labuz et Biolzi (1991) ont étudié la rupture en compression par cisaillement. Pour le même 
matériau et les mêmes conditions de chargement, ils montrent que le comportement de 
stabilité classe I-classe II est du uniquement à la géométrie et à la taille de l'échantillon (size 
and shape). Ils sont arrivés à la conclusion que la rigidité de la machine influence la stabilité 
de la réponse post-pic, mais n'est pas le seul facteur. Même pour une presse infiniment rigide, 
un comportement de classe II peut être observé. Les propriétés du matériau, la taille et la 
forme de l'échantillon et la pression de confinement sont importantes pour déterminer la 
stabilité. Pour des échantillons avec un diamètre au dessus d'une valeur critique, la réponse est 
instable. Au niveau expérimentale, Labuz et Biolzi ont réalisé des essais de compression 
uniaxiale sur du calcaire d'Indiana. Ils ont mis en évidence le changement de stabilité pour la 
même presse de chargement en variant simplement le diamètre D des échantillons. La presse 
est rigide et est contrôlée en déplacement circonférentiel. La vitesse de déplacement 
circonférentiel est de 5×10-4 mm/s. Le déplacement circonférentiel est une fonction 
augmentant de façon monotone le long de tout le test, il est donc utilisé comme signal feed-
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back dans la bouche fermé d'asservissement (closed loop) du système servo-hydraulique. Ce 
qui permet d'observer le retour en arrière (snap-back) de la courbe. Le déplacement axial est 
mesuré avec un capteur LVDT (linear variable differential transformer). En cas de tests servo-
contrôlés avec asservissement du déplacement axial, la réponse globale ne peut évidemment 
être suivie pour les échantillons de comportement de classe II. Par évidence, la rigidité de la 
presse n'est pas le seul facteur déterminant l'instabilité. La réponse post-pic du système 
dépend de la taille de l'échantillon, en supposant que les paramètres caractéristiques du 
matériau sont constants pour les échantillons testés (Labuz et Biolzi, 1991). Quand la taille de 
l'élément sous compression qui rompt par rupture de cisaillement augmente, la réponse post-
pic peut prendre une pente positive. Une taille critique existe tel que l'élément sous 
compression composé d'un matériau élastique radoucissant peut avoir un comportement 
instable. Ce comportement radoucissant de la roche n'est pas une propriété essentielle du 
matériau mais simplement une réponse globale typique. 
 
 
 
 
Figure 2.5.18 : A gauche : l’histoire de chargement complète montre une réponse instable de type classe II (snap-
back) ou « fragile » de l'échantillon de diamètre D = 52 mm et une réponse stable ou « ductile » de l'échantillon 
de diamètre D = 26 mm. Compression uniaxiale sur la même presse. A droite : influence de la géométrie pour 
des échantillons de diamètre D = 26 mm et avec deux différentes longueurs (λ =2 et 3), sous compression 
triaxiale avec une faible pression de confinement de 2 MPa. (d’après Labuz, 1991 et Labuz, Biolzi, 1991). 
 
La baisse soudaine dans la charge (en pointillé) est un indicateur de l'instabilité. La réponse 
globale est changée quand on augmente l’élancement l/D, tendant vers une instabilité (figure 
2.5.18). Biolzi et Labuz (1993) ont également étudié le problème d'instabilité globale et de 
bifurcation et incorporé le comportement radoucissant dans l'analyse des poutres. Pour 
considérer l'instabilité des systèmes radoucissants, des expériences sont réalisées pour une 
configuration donnée de flexion (three points bending) avec une géométrie simple caractérisée 
pour un trajet de fissure bien défini. On enregistre donc la réponse globale de poutres 
composées de matériaux radoucissants. Notons la longueur de la poutre L, la hauteur de la 
poutre B, l'épaisseur de la poutre T. 
 
 
Figure 2.5.19 : Comportement de poutres d'une section donnée, de même hauteur B = 50 mm, de même 
épaisseur T = 50 mm, mais avec des longueurs L différentes. (d’après Labuz et Biolzi, 1991). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.5.20 : Comportement de poutres d'une section donnée, de même hauteur B = 57 mm, de même 
épaisseur, mais avec des longueurs L différentes. (d’après Labuz et Biolzi, 1991). 
 
La réponse globale va de l'instabilité pour les poutres courtes, à la stabilité pour les poutres 
intermédiaires et un retour à l'instabilité pour les poutres très élancées (figures 2.5.19, 2.5.20). 
Par conséquent, le comportement radoucissant qui peut être observé dans une structure 
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élastique radoucissante n'est pas une propriété matérielle mais plutôt une réponse de structure. 
 
 
 
Figure 2.5.21 : Dépendance à la taille à travers la hauteur B. (d’après Biolzi et Labuz, 1993). 
 
Les échantillons sont géométriquement similaires. Les poutres de différentes tailles présentent 
un comportement global différent. Pour un matériau donné avec des propriétés constantes, 
une dépendance à la taille apparaît à travers la hauteur B (figure 2.5.21). On observe un 
radoucissement avec une augmentation de déplacement associé à une baisse du chargement 
appliqué pour les plus petits échantillons (condition stable) et une réponse plus fragile pour 
les échantillons plus grands (condition instable). L'échantillon est instable au dessus d'une 
taille critique. Ceci est une manifestation du dit effet de taille, un facteur d'importance 
fondamentale quand les essais de laboratoire effectués sur des petits éléments sont extrapolés 
à des structures réelles de taille considérable. (Bazant, 1984, cité par Biolzi et Labuz, 1993). 
La stabilité de la configuration (three point bend) peut être analysée en considérant le 
déplacement totale υt  au point d'application de la charge. Notons λ = L / B l’élancement de la 
poutre. En plus de l'effet de taille (pour une configuration de chargement donnée), la réponse 
post-pic est influencée par la géométrie, plus précisément pour le cas d'une poutre par 
l'élancement. Biolzi et Labuz (1993) ont montré que la poutre a deux valeurs d'élancement 
(2,5 < λ <6) entre laquelle la réponse force-déplacement est stable. Les expériences 
confirment que pour des élancements trop grands ou trop faibles, la poutre a un comportement 
instable. Deux valeurs de l'élancement définissent l'intervalle, la gamme stable de la réponse 
radoucissante pour une géométrie et une configuration de chargement données. 
(Rokugo et al., 1985, cités par Boulay, 1988) ont également remarqué un effet de taille lors 
d’essais de compression (figure 2.5.22). 
 
 
 
Figure 2.5.22 : Courbes effort-déplacement, lors d’essais de compression sur éprouvettes de longueur différentes. 
(Rokugo et al., 1985). 
 
Par ailleurs, avec le développement des fissures dans la région post-pic, l'aire effective au 
centre de l'échantillon décroît lentement. La décroissance relative de l'aire sectionnelle est 
plus grande pour les échantillons de plus grand élancement parce que les différentes 
conditions de distribution de contrainte dans l'échantillon résulte en une rapide décroissance 
de la valeur de rigidité de l’échantillon, les courbes post-pic des échantillons d'élancement 
plus grand sont plus raides. Les résultats obtenus par Hudson et al. (1971) et Bieniawski 
(1969) confirment cela. Hudson et al. (1971, cités par Vutukuri et al., 1974 et Vardoulakis, 
Sulem, 1993) ont conduit une série de tests de compression uniaxiale sur le marbre de 
Georgia Cherokee avec des plateaux non lubrifiés, pour différents élancements d’échantillons 
(figure 2.5.23). 
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Figure 2.5.23 : A gauche et au centre : rigidité post-pic des échantillons de marbre comme fonction de la 
géométrie des échantillons. Influence de la taille (size) et de la forme (shape) d’échantillons de marbre chargés 
en compression uniaxiale sur la courbe contrainte-déformation complète. (d’après Hudson et al., 1971). A 
droite : rigidité post-pic du marbre de Georgia Cherokee en compression uniaxiale comme fonction du diamètre 
de l’échantillon pour différents élancements. (d’après Hudson et al., 1972), (cités par Vutukuri et al., 1974). 
 
En conclusion, l'instabilité dans la réponse force-déplacement est fonction des propriétés 
mécaniques du matériau mais aussi de la taille et de la géométrie de la structure. 
 
Par ailleurs, (Van Vliet et Van Mier, 1996, cité par Vardoulakis et al., 1998) utilisant un 
contrôle de déplacement axial et des plateaux lubrifiés sur des échantillons de différents 
élancements, ont observé que les données post-pic des essais de compression uniaxiale sur le 
béton suggèrent une relation contrainte-déplacement plutôt que contrainte-déformation (figure 
2.5.24). Ils suggèrent une dépendance entre la contrainte axiale et le déplacement axial, ce 
dernier étant plus ou moins insensible à la hauteur de l’échantillon, ce qui permet d’obtenir 
une relation contrainte-déplacement empirique unique au lieu de plusieurs relations 
contraintes-déformations. Comme le font remarquer Vardoulakis et al. (1998), cette méthode 
de présentation des données post-pic est similaire à celle du test de cisaillement direct en 
mécanique des sols. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.5.24 : A gauche : reproduction de résultats expérimentaux concernant la compression uniaxiale 
d’échantillons de béton avec extrémités lubrifiées. (d’après Van Vliet et Van Mier, 1996). A droite : 
reproduction du concept de Palmer et Rice sur la localisation des déformations en cisaillement direct. (a: 
diagramme schématique, b: relation entre la force de cisaillement et le déplacement, c: relation entre la 
contrainte de cisaillement τ et le déplacement δ. (d’après Palmer et Rice, 1973), (cités par Vardoulakis et al., 
1998). 
 
Cette présentation des résultats des tests est étroitement lié au concept de localisation des 
déformations et d’échelle de longueur matérielle qui se reflète dans l’épaisseur dB  de la bande 
de cisaillement. (Vardoulakis et Sulem, 1995, cité par Vardoulakis et al., 1998). Par exemple, 
utilisant une épaisseur de bande de cisaillement comme une longueur de référence pour le 
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déplacement de cisaillement δ, une déformation locale γ = δ
dB

 peut être introduite, qui est 

indépendante des dimensions géométriques externes du problème telles que l’épaisseur de la 
couche dans le cisaillement direct. (Vardoulakis, 1978 ; Desrues et al., 1991, cités par 
Vardoulakis et al., 1998). En fait, comme le font remarquer Vardoulakis et al. (1998), le 
concept de la localisation des déformations en bandes de cisaillement n’est pas applicable au 
problème considéré de la compression uniaxiale. Pour arriver à une description continue des 
phénomènes post-pic observés, on a besoin d’un nouveau concept pour décrire les 
mécanismes de rupture dans un test de compression uniaxiale. Un tel concept est développé 
dans leur article. La contrainte axiale post-pic est vue comme une fonction du déplacement 
axial normalisé par le rayon de l’échantillon et non de sa hauteur. Une théorie continue de 
« diffusion de contrainte » est développée, qui est capable de prendre en compte l’effet de 
taille. 
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III.1/ PRINCIPE DE L’ESSAI TRIAXIAL 
 
Le test triaxial est décrit en détail dans la littérature. (Vutukuri et.al, 1974 ; Paterson, 1978). 
L’essai de compression triaxiale consiste à soumettre une éprouvette généralement 
cylindrique à un champ de contrainte uniforme qui a pour composantes une pression 
hydraulique σ3  appliquée par l’intermédiaire d’un fluide remplissant la cellule (généralement 
de l’huile hydraulique) et une contrainte axiale ou déviateur (σ1 - σ3 ) appliquée par 
l'intermédiaire d’un piston. Dans un essai de compression triaxiale monotone classique, 
l'éprouvette est soumise à un champ de contraintes isotropes jusqu'à une valeur donnée. On 
maintient ensuite à niveau constant la pression hydraulique représentée par σ2 et σ3 , à la dite 
pression de confinement et on augmente progressivement la contrainte axiale σ1  ou le 
déviateur (σ1 - σ3 ) jusqu'à la rupture de l’éprouvette. Les essais peuvent être effectués à 
différentes pressions de confinement. Dans un essai de compression triaxiale avec cycles de 
chargement-déchargement-rechargement, l'éprouvette est soumise à une sollicitation du type 
décrit précédemment. A différents niveaux de la contrainte axiale déviatorique (1, 2 et 3 sur la 
figure 3.1.1), on effectue un déchargement jusqu'à l'état hydrostatique, puis un rechargement 
jusqu'à un niveau de contrainte axiale supérieur au précédent niveau de contrainte axiale de 
déchargement et de nouveau, on décharge et ainsi de suite, jusqu'à la rupture. 
 
Figure 3.1.1 : Chemin de sollicitation de compression triaxiale avec cycles de chargement - déchargement – 
rechargement. 
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III.2/ DESCRIPTION DU DISPOSITIF EXPERIMENTAL 
 
 
 
III.2.1/ MATERIAU ET PREPARATION DES EPROUVETTES 
 
III.2.1.1/ CRITERES DE CHOIX DU MATERIAU 
 
L'industrie pétrolière est concernée de très près par les ruptures de puits dans les formations 
gréseuses, ruptures que l'on attribue à des phénomènes de localisation et dont l'entretien et la 
réparation nécessitent des sommes et des moyens considérables. La plupart des puits de 
pétrole sont forés dans des bassins sédimentaires où de nombreux problèmes de forabilité et 
de tenue de parois se posent. En tant que roche réservoir de pétrole, le grès fait ainsi l'objet de 
nombreuses études de laboratoire. 
Le matériau de référence choisi pour notre étude est le grès de Fontainebleau. Cette roche a 
déjà été utilisée pour étudier expérimentalement en laboratoire le phénomène de la 
localisation des déformations. (Bourbie et al., 1987 ; Ikogou, 1990 ; Sayehi, 1992 ; Haïed, 
1995 ; Haïed et al., 1997). Le grès de Fontainebleau est une roche initialement isotrope. Ceci 
permet d'obtenir des déformations d'échantillon les plus homogènes possibles pour étudier au 
mieux le phénomène de la localisation. Par ailleurs, cela diminue la complexité mathématique 
des modèles. Notons que l'hypothèse d'un comportement de roche isotrope n'est valide que 
pour les roches qui n'ont pas d'orientation préférentielle de plans de faiblesse (weakness 
planes). 
 
 
 
 
III.2.1.2/ CARACTERISATION PHYSIQUE DU GRES DE FONTAINEBLEAU 
 
III.2.1.2.1/ Composition minéralogique 
 
Une étude pétrographique d'une ou plusieurs lames minces au microscope optique permet de 
déterminer la composition minéralogique de la roche. Le grès de Fontainebleau est 
monominéral. C'est une roche minéralogique très pure, composée presque exclusivement de 
grains de quartz à plus de 99.8 % de quartz pur. Aucun autre minéral n'a été observé dans les 
éprouvettes étudiées. La grande pureté de ces roches permet de s'affranchir des problèmes liés 
à une minéralogie complexe et aussi de bien connaître les modules élastiques de la roche non 
fissurée. La présence dominante du quartz est un avantage pour l'étude microscopique du 
phénomène de la localisation des déformations. En effet, le grès de Fontainebleau (comme 
d’autres grès) présente sous fortes déformations un changement de coloration au niveau de la 
bande de cisaillement. On observe au niveau de la bande de cisaillement une coloration 
blanche nettement visible à l’œil nu. La forme et les contours des zones de localisation sont 
donc mis en évidence grâce à leur aspect blanchâtre qui indique en fait une altération locale 
importante du matériau. Ce changement de coloration est dû au broyage et à la décohésion des 
grains de quartz, à la perte de cohésion qui caractérise la localisation. Ce changement de 
coloration rend les microfissures en général plus faciles à observer et permet d'évaluer de 
façon précise l'épaisseur et l'orientation des bandes de cisaillement. 
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III.2.1.2.2/ Simplicité chimique et cristallographique 
 
Les blocs sont macroscopiquement très homogènes, on n'observe aucune structure dans la 
roche. Au niveau microscopique, en dehors de la cohésion qui lie ses grains de quartz, le grès 
est une roche granulaire dont la structure semble tout juste un peu plus complexe que celle 
d'un sable. Ce matériau est un assemblage de grains, dont les contacts sont cimentés après 
sédimentation par formation d'un ciment d'origine variable selon les cas, mais la cohésion des 
grains peut être assurée par des interpénétrations entre grains (d'origine diagénétique). Dans 
ce cas, aucun ciment ne soude les grains entre eux. C'est le cas par exemple pour le grès des 
Vosges (Bésuelle, 1999). Le grès de Fontainebleau, quant à lui, est essentiellement formé de 
grains de quartz ayant subi une longue érosion et un bon classement granulométrique avant de 
se développer. Le dépôt initial est formé de grains de quartz monocristallines, sub-sphériques, 
ce qui veut dire que les grains sont des monocristaux de quartz de forme plus ou moins 
arrondie. D’après la littérature, le diamètre moyen des grains de quartz avoisine les 250 µm.  
Faisons une brève excursion géologique: les sables de Fontainebleau constituent l'entablement 
des plateaux du secteur sud-ouest de la région Ile de France. Ils ont été déposés lors de la 
dernière incursion marine dans le bassin de Paris il y a quelques 35 millions d'années. Cela est 
attesté par la présence de niveaux fossilifères intercalés dans les sables et par des 
stratifications obliques alternées dues aux courants des marées. Il existe au sein des sables de 
Fontainebleau des dalles de grès. Ces niveaux grèsifiés sont dus à la cimentation des sables 
par de la silice. Le grès de Fontainebleau est formé de grains ayant subi une cimentation plus 
ou moins poussée par la silice qui cristallise autour de grains sous forme de quartz en 
continuité cristalline avec ceux-ci. Autrement dit, les grains sont soudés entre eux par un 
ciment siliceux (Zamora, 1990 ; Ikogou, 1990). La genèse des grès de Fontainebleau par le 
mécanisme de la silicification est expliqué en détail par Grisoni et Thiry (1988). 
La simplicité chimique et cristallographique en font un bon choix de matériau poreux naturel 
qui sert de support à de nombreuses expériences de mécanique des roches. 
 
III.2.1.2.3/ Porosité 
 
La porosité d'une roche est par définition le pourcentage du volume des vides (Vv ) par rapport 

au volume total (Vt ):  n
Vv
Vt

= ×100 (%). 

Le grès de Fontainebleau est un bon exemple de matériau poreux intergranulaire. Sa phase 
poreuse est assez simple et sa porosité est appréciable à l'œil nu. Le grès de Fontainebleau 
présente une très large gamme de porosité, allant de 2 à 30 %. 
L'évaluation du volume des vides passe par l'évaluation de la masse sèche de l'éprouvette. 
Pour cela, l'éprouvette est séchée dans une étuve. La température d’étuvage dépend de la 
roche. Elle est choisie de façon à éviter une microfissuration par expansion thermique des 
échantillons. (Richter et Simmons, 1974 ; Page et Heard, 1981 ; Lo et al., 1982, cités par 
Santarelli, 1987). Le grès de Fontainebleau peut être chauffé à une température de 60° 
pendant 2 à 3 jours. On peut même aller jusqu'à 110°C sans problème de fissurations. La 
masse sèche de l'éprouvette est mesurée sur une balance au centième de gramme près. Pour 
pouvoir évaluer ensuite le volume des vides, il existe deux techniques possibles, la technique 
de la saturation totale de l’échantillon et la technique de la masse volumique absolue. 
 
 Technique de saturation totale :  

L'échantillon est placé dans une enceinte fermée dans laquelle on établit le vide. L'échantillon 
est mis en dépression à l'air pendant une certaine durée dans le but de le saturer sous vide. On 
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introduit alors de l'eau déminéralisée dans l'enceinte jusqu'à remplissage. Après une certaine 
durée, la perméabilité de la roche permet de supposer que la roche est saturée le plus 
complètement possible. L'éprouvette « saturée » est pesée. On obtient alors la masse de 
l'éprouvette saturée (msat (g)). En fait, la porosité est la somme de la porosité connectée ou 
ouverte (ensemble des pores reliés à l'extérieur) et de la porosité fermée ou vacuolaire (celle 
qui n'est pas connectée avec l'extérieur). Seule la première est accessible aux fluides. Par la 
technique de saturation totale de la roche, on mesure donc la porosité ouverte accessible à 
l'eau. Le volume des pores accessibles à l'eau (Ve ) sous vide est égal au volume d'eau qui a 
pénétré dans l'éprouvette (Veau ), autrement dit Ve = Veau . Si on note (Vv ) le volume des vides 
et si on suppose la porosité fermée négligeable ou très faible, alors Vv = Ve .  

Par conséquent, Vv = Ve = Veau = 
m m meau

eau

sat

eauρ ρ=
− sec   avec ρeau  représente la masse 

volumique de l'eau, estimée à ρeau = 1kg / l . La porosité s'obtient ainsi par simple pesée de la 
roche sèche et de la roche saturée.  
 
 Technique de la masse volumique absolue : 

La masse volumique de l'éprouvette est calculée à partir de la masse sèche de l'échantillon 
obtenue après étuvage, divisée par le volume de l'échantillon. 
On définit: 

ρabs
m

Vt Vv
=

−
sec  masse volumique absolue de la roche.  

ρrel
m
Vt

= sec  masse volumique relative de la roche. 

100]1[100]1[100][100 sec

sec

×−=×−=×
−

=×=
abs

rel

abs

abs
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m
Vt

m
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Vt
Vvn

ρ
ρ

ρ
ρ

=
−
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ρ ρ

ρ
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On retrouve ici une autre définition équivalente de la porosité souvent citée dans la littérature: 

n
m
V

abs rel

abs

rel

abs

rel

abs t abs
=

−
× = − × = − = − ×( ) ( )

secρ ρ
ρ

ρ
ρ

ρ
ρ ρ

100 1 100 100 100 100
100

 

La porosité s'obtient ainsi par simple pesée de la roche sèche, à condition de connaître la 
masse volumique absolue ρabs, c'est-à-dire la masse volumique du matériau qui compose la 
roche. 
Pour un grès composé essentiellement de quartz, ρabs  ≅ 2.65 g /cm3 .  
 
Pour un échantillon de forme géométrique cylindrique, de diamètre φ = 40 mm et de hauteur  
h (cm) : 

))/()(
400

)(
)(100100

4
100 3

sec
2
sec

2 cmgcmcmh
gm

h
mn

absabs ρπφρπφ
×−=×−=  

0029.3
)cm(h
)g(m100

65.24
400

)cm(h
)g(m100n sec

2
sec ××××−−−−====

××××××××
××××−−−−====  

Par une simple pesée de la masse sèche de l'éprouvette et par une simple mesure de sa 
hauteur, on a une estimation précise de la porosité. La seul inconvénient de cette technique est 
qu'il faut avoir déjà à la base une estimation précise de la masse volumique absolue            
ρabs (g / cm3). En fait, cette estimation est possible par deux méthodes: la première est 
d’utiliser la technique de la saturation totale de la roche. Dans ce cas, cette dernière technique 
est utilisée juste pour quelques éprouvettes. Une fois la masse volumique absolue évaluée, on 
n'emploie alors plus que la deuxième technique qui ne nécessite que la pesée de l'échantillon 
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sec, sans aucune saturation de l’échantillon. La deuxième méthode pour estimer la masse 
volumique absolue est la pycnométrie. Elle consiste à réduire un échantillon de roche en 
poudre (de diamètre inférieur à 40 microns). On évalue ensuite la masse et le volume de la 
poudre, en supposant sa porosité négligeable. 
 
III.2.1.2.4/ Vitesse du son 
 
Le principe de la vitesse du son est basé sur le phénomène piézo-électrique. En comprimant le 
quartz selon son axe optique, il se crée une différence de potentiel aux bornes. A l’inverse, 
quand on impose une tension, le matériau se contracte ou se dilate suivant le signe du courant. 
Pour mesurer la vitesse longitudinale (vl) d’un échantillon de roche, on pose l’échantillon sur 
sa face axiale et on mesure le temps qu’il faut à l’onde pour passer de l’émetteur au récepteur. 
La mesure de la vitesse du son permet d’évaluer l’indice de continuité et le degré de 
fissuration d’un matériau. 
 La vitesse théorique du son dans l’air est de 300 m/s. La vitesse théorique dans le quartz 

(composant le grès de Fontainebleau) est de Vth quartz = 6000 m/s. 
 Notons n (%) la porosité. 

Notons Vth la vitesse théorique dans le matériau (sans pores) constituant la roche poreuse. 
 On définit la loi empirique des milieux poreux non fissurés:  

Pour une roche non fissurée de porosité n, l’indice de continuité est défini comme suit:   
Ic (%) = 100 - 1,4n . 
L’indice de continuité permet d’évaluer le degré de consolidation d’un matériau (liaison des 
grains) 
 La vitesse théorique dans la roche non fissurée de porosité n est notée Vl et est calculée 

comme suit:  sachant que Ic = 100 V
V

l

th

 , on a alors Vl = Vth ×
Ic

100
 avec Ic = 100 - 1,4 n. 

Ce qui traduit le fait que plus la porosité augmente, plus la vitesse du son Vl diminue. 
 
 Dans le cas plus général d’une roche de porosité n contenant des fissures, la valeur réelle 

mesurée de la vitesse Vl (souvent notée Vlm ) est inférieure à la vitesse théorique (notée ici Vl) 
d’une roche de porosité n non fissurée. Le terme de roche « fissurée » englobe également ici 
le cas d’un matériau non consolidé ou la présence de grains mal soudés. Si, par exemple, on 
obtient pour le grès de Fontainebleau (composé essentiellement de quartz) une mesure de la 
vitesse du son très faible, par exemple de l’ordre de 600, on peut en déduire alors que la roche 
est très mal consolidée. 

Sachant que Ic = 100 V
V

l

th

 et connaissant la valeur réelle mesurée Vl, on peut en déduire alors Ic 

 On peut faire une extension de la loi au cas des milieux poreux fissurés: 
On définit le degré de fissuration Df d’un matériau comme suit:   Df = 100 - 1,4 n - Ic . 
Connaissant la porosité n du matériau et son indice de continuité, on peut évaluer très 
simplement le degré de fissuration du matériau. 
Par ailleurs, on remplace Ic = 100 - 1,4 n - Df  et Vth = 6000 m/s  (pour le grès composé 

essentiellement de quartz) dans l’expression Vl = Vth ×
Ic

100
 . 

 On trace ensuite un graphe donnant la vitesse du son Vl réelle mesurée sur les échantillons 
en fonction de leur porosité. On trace enfin sur ce même graphe les droites correspondant à 
différentes valeurs du degré de fissuration Df  (0, 10, 20, 30, ...) (figures 3.2.1). On a alors 
pour chaque échantillon de roche une estimation très précise et très rapide de son degré de 
fissuration. Notons que Df = 0 représente le cas d’un matériau poreux non fissuré.  
Finalement, parmi les échantillons de différents élancements 1, 1.5 et 2 que nous avons 
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préparés, nous avons sélectionné en priorité, pour les essais à réaliser, les échantillons qui 
présentent le plus faible degré de fissuration possible.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figures 3.2.1 : Evaluation du degré de fissuration d’échantillons de roche de différents élancements en fonction 
de la porosité et de la vitesse du son mesurée. 
 
III.2.1.2.5/ Pic de résistance 
 
Le matériau testé doit avoir une résistance en compression qui doit rester dans la gamme de 
l'appareil, dans la capacité de la presse, même pour des pressions de confinement relativement 
grandes. Le grès de Fontainebleau de porosité 21 % a un pic de résistance en compression 
d’environ 10 MPa pour une pression de confinement nulle et un pic d’environ 230 MPa pour 
une pression de confinement de 42 MPa. C’est donc une roche qui va permettre un contrôle 
de la presse même pour des pressions de confinement élevées. 
Par ailleurs, nous avons étudié l’effet de la porosité et de la vitesse du son sur le pic de 
résistance en compression simple (figures 3.2.2). Cette étude à été réalisée sur des 
échantillons de différentes porosités et provenant de différentes roches mères. Les essais ont 
été réalises en conditions frettées. 
 
Figures 3.2.2 : Influence de la porosité et de la vitesse du son sur le pic de résistance en compression simple.       
                        R2 : facteur de corrélation.  
  
Ces essais ont permis de mettre en évidence l’influence de la porosité sur la résistance en 
compression simple, se traduisant par une relation quasi-linéaire. Il n’existe pas une 
corrélation directe entre la vitesse du son et la résistance en compression simple. On observe 
en effet une dispersion relativement grande des données. La mesure de la vitesse du son est 
utile pour évaluer le degré de consolidation d’un matériau. Notons que la mesure de la vitesse 
du son a été réalisée sans couplant et donc dans des conditions de contact qui ne sont pas 
parfaites, ce qui peut fausser les résultats. Il est en effet recommandé d’utiliser un agent 
couplant pour améliorer le contact. ASTM (1994, cité par Couvreur et Thimus, 1996) propose 
une mince couche de colle électriquement conductrice comme une époxy. La SIMR (1981) et 
Rummel et Van Heerden (1978, cités par Couvreur et Thimus, 1996) suggèrent un mince film 
de graisse, de vaseline ou de glycérine, etc...Quelques agents couplant communément utilisés 
ont été expérimentés et comparés en fonction de leur capacité à améliorer la propagation des 
ondes ultrasoniques, que ce soient les ondes de compression (P) ou de cisaillement (S). Ces 
agents couplants peuvent être classés en deux sortes: des feuilles de métal et des composés 
visco-liquides. Les auteurs ont tracé la vitesse et l’atténuation des ondes en fonction de la 
contrainte et de l’agent couplant. Finalement, la feuille de plomb, la graisse et le miel ont 
donné les meilleurs résultats (figure 3.2.3). 
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Figure 3.2.3 : Vitesse et atténuation des ondes en fonction de la contrainte et de l’agent couplant. (d’après 
Couvreur et Thimus, 1996). 
 
La graisse reste malgré tout l’agent couplant le plus utilisé aujourd’hui dans les laboratoires. 
Mais comme la graisse lors de la mesure de la vitesse du son pénètre beaucoup l’échantillon, 
nous avons fait le choix d’effectuer cette mesure sans couplant pour éviter d’avoir de la 
graisse en contact avec l’échantillon. En fait, quand on ne graisse pas, la valeur mesurée sous-
estime la vitesse du son réelle. Par une étude comparative de mesures réalisées avec et sans 
couplant, on a estimé l’erreur à environ 5 à 10 %. 
 
III.2.1.2.6/ Conclusion 
 
L’évaluation de l’effet de la porosité et de la vitesse du son est d’une grande importance. 
Dans les essais effectués, les échantillons doivent être quasi-identiques. Il nous faut trouver 
un critère de comparaison des différents échantillons. Le critère choisi d'échantillons 
« identiques » ou « équivalents » est avant essai une porosité voisine (moins de 1% de 
différence), puis après essai un pic de résistance proche. La mesure de la vitesse du son donne 
des résultats trop dispersés pour être retenue dans la comparaison des échantillons. Par contre, 
elle est utilisée pour évaluer le degré de fissuration des roches mères. Il faut cependant avoir 
suffisamment d’échantillons qui remplissent ce critère d’échantillons « équivalents ». Notons 
qu’il est préférable d’utiliser des échantillons avec un léger écart de porosité, mais provenant 
de la même roche mère plutôt que d’utiliser des échantillons de porosité quasiment identique 
mais provenant de roches mères différentes. En effet, si les échantillons proviennent tous de la 
même roche-mère constituée par un bloc de matériau homogène, on optimise à coup sûr la 
répétabilité des essais. 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.2.1.3/ PREPARATION DES EPROUVETTES ET DEFINITIONS 
GEOMETRIQUES 
 
III.2.1.3.1/ Prélèvement des roches mères 
 
Les roches mères ont été prélevées dans la carrière de Bonnevault, se trouvant dans la région 
de Fontainebleau, près de Paris en Ile-de-France. Les blocs de roche doivent être sain et ne 
contenir aucune fissure macroscopique. A cause du grand nombre de tests prévu, le bloc de 
roche doit également être homogène pour que les tests soient reproductibles et comparables 
quand ils sont réalisés sous des conditions différentes. Nous avons choisi d'étudier des 
éprouvettes de porosité intermédiaire dans une gamme proche de 15 - 20 %. Pour un choix 
optimal des roches mères directement sur le lieu du prélèvement, il est utile d’avoir déjà à la 
base, pour une porosité donnée, une idée de la valeur théorique de la vitesse du son dans la 
roche ainsi qu’une estimation de la masse volumique de cette dernière. Pour une porosité 
appartenant à la gamme 15 - 20 %, l'intervalle correspondant pour la masse volumique 
relative est de 2,12 - 2,2525 g / cm3. La vitesse théorique du son dans le grès de porosité 15 % 
(respectivement 20 %) est de 4740 m/s (respectivement 4320 m/s). Notons que la vitesse 
réelle est inférieure à la vitesse théorique et que la vitesse du son est un bon indicateur du 
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degré de fissuration dans la roche. Ce qui va nous permettre de faire un choix optimal des 
blocs de roches mères prélevés en terme d'homogénéité et de fissuration. 
 
III.2.1.3.2/ Carottage 
 
Une fois les roches mères prélevées, ces dernières sont traitées avec le plus grand soin au sein 
du laboratoire, à l'abri de chocs mécaniques (secousses), thermiques (soleil), chimiques 
(pluie) ou de moisissures. Les essais de compression sont réalisés sur des cylindres droits à 
bases circulaires. Le diamètre de l’échantillon doit être au moins 20 fois celui du grain le plus 
grand. (Fairhurst et Hudson, 1999). On choisit un diamètre d'échantillon de 40 mm. Les 
normes de la SIMR sont donc respectées. Le carottage se fait en condition humide, sous jet 
d'eau. Le sens de carottage n'a pas de signification géologique. L'élancement d'un échantillon 
est par définition son rapport hauteur / diamètre. Les éprouvettes ont été taillées pour trois 
valeurs de l’élancement 1, 1.5 et 2, la hauteur moyenne est donc de 40, 60 et 80 mm. 
 
III.2.1.3.3/ Rectification 
 
Pour le traitement des surfaces de chargement, une rectifieuse plane est utilisée. Les 
différentes faces de l'échantillon sont rectifiées sous l'eau dans une rectifieuse avec une meule 
pour les rendre planes et parallèles. Pendant la rectification, l'échantillon est serré sur un 
montage par un positionnement en V. La rectification de la deuxième face est réalisée après 
retournement du montage d'usinage, dont les surfaces portantes sont elles même rectifiées. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.2.4 : Microphotographies de la roche Pietra Leccese à partir du MEB. (à gauche: surface polie, à droite: 
surface non polie). (d’après Pellegrino et al., 1997 et Pellegrino, 1995). 
 
 
 
 
Figure 3.2.5 : Profil de la surface par rapport à la position sur le diamètre pour le cas d’une éprouvette bien 
rectifiée et d’une éprouvette mal rectifiée. (d’après Torrenti et Boulay, 1993). 
 
La qualité de la rectification peut être mesurée quantitativement. La planéité et le parallélisme 
des deux faces de l’éprouvette sont contrôlées et mesurées à l'aide d'un comparateur 
mécanique gradué appelé communément micromètre. L'échantillon est posé sur une surface 
horizontale. La face inférieure de l'échantillon est en contact avec cette surface en trois points. 
Ces trois points déterminent un plan d'appui. On effectue alors une mesure au niveau de la 
face supérieure de l'échantillon par rapport à ce plan de référence. On mesure donc avec un 
comparateur la différence de niveau à différents points de la surface par rapport à la surface 
opposée sur laquelle repose l'échantillon. Cette différence correspond à la précision de la 
planète et du parallélisme. La tolérance des imperfections du polissage des surfaces de 
chargement lors de la confection des éprouvettes est très stricte. L'erreur de parallélisme entre 
les deux surfaces de chargement planes ne dépasse pas 2 à 3 / 100 de mm (0.03 mm) pour une 
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hauteur d'échantillon de 60 mm. Ce qui est acceptable si l'on se réfère aux recommandations 
de la SIMR (Fairhurst et Hudson, 1999) pour les tests de compression. Un soin particulier est 
donc apporté à la confection de l'échantillon afin d’obtenir une géométrie parfaite de 
l’éprouvette et de respecter les normes de la SIMR (figures 3.2.4, 3.2.5). Les faces extrêmes 
de l'échantillon ont également été vérifiées au niveau de l'orthogonalité par rapport à la face 
latérale et à l’axe de symétrie de l’échantillon. La préparation des échantillons est cruciale 
pour obtenir des conditions de chargement homogènes. Dans le cas contraire, des pressions de 
pores hétérogènes pourraient se développer et la résistance au pic s'en trouverait affectée. 
Ainsi, Torrenti et Boulay (1993) ont testé des éprouvettes en béton à très hautes performances 
et ont mis en évidence l’effet d’une mauvaise rectification des échantillons sur la résistance. 
La résistance moyenne obtenue sur cinq éprouvettes bien rectifiées est de 102 MPa, celle 
obtenue sur cinq éprouvettes mal rectifiées est de 82 MPa. Par ailleurs, Torrenti et Boulay 
(1993) ont constaté que les déformations de mise en place des éprouvettes mal rectifiées sont 
trois fois plus grandes que pour les éprouvettes bien rectifiées (figure 3.2.6). 
 
 
Figure 3.2.6 : Comparaison des tassements d’appuis pour une rectification correcte et une mauvaise rectification. 
(d’après Torrenti et Boulay, 1993). 
 
Pour égaliser la surface de contact, Vicat (1833) plaçait entre l'échantillon et le plateau de 
chargement du carton. Je cite: « Chaque pièce cubique, dégauchie avec le plus grand soin sur 
toutes ses faces, est interposée d'ailleurs entre deux morceaux de carton doux qui servent à 
égaliser la pression. (...). Les pièces cubiques, cylindriques et autres, dont on mesurait la force 
portante, étaient comprises entre deux disques d'acier horizontaux. (...). Les pièces 
prismatiques n'étaient pas touchées par les disques, chaque face en était séparée par un 
matelas de carton mou, pour suppléer à l'imperfection du dégauchissement. Dans un petit 
nombre d'essais comparatifs sur des pièces posées à nu sur les disques et usées sur ces disques 
mêmes, pour éviter les fausses portées, nous avons trouvé des différences qui s'élevaient 
quelque fois à moitié ». Notons que cette technique est encore utilisée aujourd'hui au LCPC. 
 
III.2.1.3.4/ Collage des jauges 
 
Les échantillons de roche sont instrumentés avec un ensemble de jauges de déformations. Les 
éprouvettes sont munies aussi bien de jauges de déformations transversales que de jauges 
longitudinales. Les jauges de déformation sont collées directement sur l'échantillon, après 
préparation de l'état de surface. La surface de l'échantillon est dégraissée avec du 
trichloréthylène ou de l'acétone. Les caractéristiques d'une colle sont multiples: 
caractéristiques mécaniques (résistance mécanique et aux chocs), dureté, pouvoir d'adhésion, 
température de polymérisation, vitesse de prise, type de matériau ciblé (roche, métal, bois, 
céramique, verre, plastiques,...), perte ou non de composants volatiles pendant la prise, 
stabilité dimensionnelle maintenue ou non durant la prise avec un retrait négligeable ou non, 
résistance aux agents chimiques et aux solvants, inertie chimique après prise, simplicité 
d'emploi, durée de vie, fluage, consistance et souplesse. La tendance de la colle à fluer est un 
problème qui doit être considéré avoir beaucoup d’attention. Les deux notions de consistance 
et de souplesse de colle sont particulièrement importantes dans le cas d'un matériau poreux. 
Trois types de colle ont été utilisées. Les colles utilisées sont la cyanoacrylate, la résine époxy 
GY257 disponible au LCPC et une colle fournie par l'entreprise SEEA connue sous le nom de 
colle bibulle AE01. La colle cyanoacrylate (Loctite 480) est une colle à base de silicone. C’est 
une colle puissante avec une résistance au cisaillement de l’ordre de 30 MPa. L'adhésif AE01 
est une résine époxy à deux composants qui polymérise rapidement en 3 à 5 minutes à la 
température ambiante. Quand on utilise la colle AE01, malgré un séjour prolongé à l'étuve des 
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échantillons instrumentés, on observe souvent pour le cas des essais cycliques un problème de 
recul au niveau de la réponse de certaines jauges de déformations radiales et / ou axiales. 
(figure 3.2.7). Ce recul s'explique par un fluage de la colle qui n'a pas encore bien 
polymérisée. Notons qu'aucun recul n'est observé pour des jauges collées avec la 
cyanoacrylate le jour même de l'essai. Cette colle ne présente donc pas ce problème de fluage. 
Pour éviter tout problème de fluage de colle, les échantillons, après le collage des jauges, sont 
placés systématiquement dans l'étuve pendant plusieurs jours avant la réalisation des essais. 
De plus, on utilisera systématiquement la colle cyanoacrylate pour le cas des essais cycliques 
réalisés sur des échantillons secs. 
La colle doit être consistante pour pénétrer le moins possible l'échantillon à son contact. Le 
problème de la consistance de la colle est d'autant plus important que le matériau est poreux 
(comme c’est le cas du grès de Fontainebleau). Il faut également que la colle soit souple pour 
renforcer le moins possible le matériau. La colle utilisée pour les jauges de déformation 
pénètre la roche poreuse. Elle peut renforcer la roche localement et influencer alors le trajet 
des fissures. Elle exerce une contrainte qui peut influencer le comportement libre de 
l'échantillon en faible déformation (Facchini et Zanetta, 1994). La surface de rupture peut 
alors dans certains cas comme pour la cyanoacrylate éviter et contourner la jauge de 
déformation, rendant très difficile et imprécis une éventuelle évaluation de l’angle 
d’orientation de la bande de cisaillement. Comme la cyanoacrylate, très liquide, pénètre 
fortement l'échantillon à son contact, il est nécessaire de faire une préparation de la surface de 
collage en bouchant les pores de l'échantillon avec de la colle résine époxy  GY257. 
Toutefois, dans ce dernier cas, l'échantillon n'est pas renforcé par la pénétration de la colle 
cyanoacrylate mais par la préparation de la surface de collage. On préférera donc la colle 
bibulle AE01 pour le cas des essais monotones réalisés sur des échantillons secs, ce qui rend 
inutile une préparation à la colle de la surface (on colle directement les jauges). Ce qui permet 
également d'optimiser les conditions d'essais, particulièrement au niveau de la fiabilité et de la 
précision de l'évaluation de l'angle d'orientation de la bande de cisaillement. L'essai est sans 
aucun doute moins perturbé. Notons que les colles AE01 et cyanoacrylate ne sont pas 
adaptées pour des échantillons saturés à l'eau. Dans le cas d'un matériau à saturer, on prépare 
une colle pas trop poreuse qui bouche les pores de la surface de l'échantillon et qui tienne à 
l'eau, protégeant ainsi les jauges. Cette colle est obtenue en mélangeant de la résine époxy  
GY257 avec son durcisseur correspondant polymérisant. Les jauges sont donc collées sur les 
échantillons avec la résine pour empêcher, lorsque ces derniers sont plongés dans l'eau, des 
courts-circuits, par exemple au niveau des circuits de la jauge ou bien encore entre les deux 
soudures correspondant aux deux fils de jauges. Par ailleurs, nous avons testé la résistance de 
collage des jauges, en terme de durée, sur des échantillons de porosité comprise entre 14 et 15 
% saturés sous vide. Au bout du premier jour de saturation, les jauges n'ont présenté aucun 
signe de dysfonctionnement. Au bout du deuxième jour, certaines jauges ont commencé à 
montrer des problèmes d'instabilité au niveau de la mesure des déformations. En conclusion, 
il est préférable de saturer l’échantillon sous vide pendant au maximum 24 h pour une raison 
de sécurité, pour être sûr de ne pas détériorer l'isolation des jauges et perturber les mesures de 
déformations. En  résumé, on utilisera pour le cas des essais monotones la colle AE01 pour 
réduire la perturbation de l'essai due au renforcement de la colle. On utilisera pour le cas des 
essais secs cycliques la colle cyanoacrylate pour éviter tout problème de fluage de colle. Dans 
le cas d'un matériau assez poreux (comme le grès de Fontainebleau), avant le collage avec la 
cyanoacrylate, on fera une préparation de la surface de collage en bouchant les pores de 
l'échantillon avec de la colle résine époxy GY257. On utilisera pour le cas des essais saturés 
la colle résine époxy GY257. Pour étudier l'influence du choix d'une colle sur la réponse d'une 
jauge de déformation, nous avons comparé pour un même échantillon, lors d’un même essai, 
la mesure des jauges de déformation axiale et radiale préparées avec deux colles différentes, 
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de la cyanoacrylate et de la résine époxy GY257. 
 
Figure 3.2.7 : A gauche : problème de recul au niveau de la réponse de certaines jauges de déformations radiales 
et / ou axiales lors d’un essai cyclique. Problème de recul du au fluage de la colle AE01. A droite : comparaison 
pour un même échantillon, lors d’un même essai, de la mesure des jauges de déformation axiale et radiale 
préparées avec deux colles différentes, de la cyanoacrylate et de la résine époxy GY257. 
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III.2.2/ MATERIEL DE MISE EN PRESSION 
 
III.2.2.1/ CELLULE TRIAXIALE 
 
Dans l’essai de compression triaxiale, les contraintes principales mineures égales sont 
appliquées sur la surface courbe de l’échantillon à travers une cellule triaxiale. La cellule 
triaxiale disponible au LCPC permet de réaliser des essais de compression triaxiale sur des 
roches tendres comme le grès de Fontainebleau. La chambre est dimensionnée de telle façon 
qu’elle est capable supporter jusqu’à 70 MPa de pression de confinement. Cette cellule 
triaxiale est de type Hoek (figures 3.2.9, 3.2.10). Elle est équipée avec un capteur de pression 
adapté. Elle est munie d’une gaine et de deux poussoirs circulaires. Ces pistons à l’intérieur 
de la cellule ont été modifiés pour permettre la sortie des fils des jauges. La cellule complète 
peut ainsi se désolidariser en plusieurs parties: le corps de la cellule correspondant à la 
chambre de confinement, les embases, la membrane, etc... afin de permettre la mise en place 
de l’échantillon. Le corps de la cellule comprend une canalisation hydraulique qui permet la 
circulation du fluide de confinement. L’échantillon repose sur une embase inférieure et reçoit 
sur sa tête une embase supérieure. Le tout est adapté à recevoir une éprouvette cylindrique à 
base circulaire. La cellule est prévue, de par ses embases et sa membrane, pour des 
échantillons de 40 mm de diamètre. La gaine, appelée également manchon, jaquette ou 
membrane, est composée d’une matière caoutchouteuse, à la fois souple, résistante et 
facilement moulable. Les matériaux les plus couramment utilisés pour la composition et la 
confection de ces membranes sont le néoprène, le latex, le viton ou le sylastène. Dans les 
essais que nous avons réalisés, la gaine était en néoprène. Le manchon est fabriqué à partir 
d’un moule. La qualité du manchon réalisé est référencée comme suit: SN 4799. La 
membrane est moulée à -20° sous la température de vulcanisation. L’échantillon est introduit 
dans cette gaine, ce qui permet d’assurer son isolation du fluide de confinement utilisé pour la 
mise en pression de confinement. La membrane empêche le fluide d’entrer dans les pores de 
l’échantillon. L’éprouvette est entourée par le fluide de confinement mais se trouve protégée 
par cette membrane imperméable. Le confinement supplémentaire apporté par la membrane 
très fine est négligeable. On sait qu’une membrane trop épaisse épouserait mal la forme 
anguleuse de l’échantillon rompu selon un plan de cisaillement et qu’autour des « coins vides 
de matière », la surpression interstitielle dans le cas d’un essai saturé en conditions non 
drainées chuterait et la contrainte effective s’en trouverait accrue au point de conférer à la 
roche pourtant déjà fracturée, une résistance supplémentaire. L’huile hydraulique est choisie 
comme fluide de confinement. Le fluide utilisé pour les mises en pression est l’huile « haute 
pression » de désignation commerciale « Enerpac », couramment utilisée pour l’alimentation 
des pompes et systèmes hydrauliques. Cette huile présente l’avantage de permettre des 
montées en pression élevées, d’être réutilisable et de protéger le matériel de l’oxydation. Une 
pompe hydraulique « haute pression » de type « Enerpac » de 60 MPa de capacité maximale 
est utilisée pour l’application de la pression de confinement. Cette unité de mise en pression 
assure la montée de la pression de confinement choisie à l’intérieur de la cellule pendant la 
phase isotrope de chargement. Comme la pompe hydraulique est en circuit fermé et que la 
durée des essais est importante, la température de l’huile hydraulique atteint des valeurs très 
importantes et qui sont trop élevées pour la pompe utilisée. Pendant la phase déviatorique de 
l’essai, un manomètre prend le relais. Ce manomètre permet de maintenir la pression de 
confinement dans la cellule à la valeur choisie même pour des durées d’essais importantes. De 
plus, le manomètre a l’avantage de maintenir de façon beaucoup plus stable la pression. La 
mise en pression s’effectue par injection d’huile dans la cellule. Un capteur de pression est 
connecté en parallèle sur la sortie hydraulique du générateur. Ce capteur de pression de 
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grande sensibilité est toujours directement branché à la cellule triaxiale et permet de surveiller 
la moindre variation de la pression de confinement et de détecter les surpressions que 
l’intervention de l’opérateur peut rétablir au moyen d’un détendeur (vanne de régulation). 
Selon la conception et la fabrication de la cellule, elle peut avoir ou non certains 
inconvénients. Par exemple, la fuite d’huile est un problème particulièrement important. Pour 
la cellule de type Hoek, ce problème est très sensible à la qualité du manchon. Un manchon 
de mauvaise qualité ou avec des dimensions inappropriées rend la fuite inévitable. La fuite 
d’huile est un problème non négligeable. En effet, une fuite importante d’huile fait que la 
pression de confinement réellement appliquée sur l’échantillon est moins importante que celle 
voulue par l’opérateur, entraînant un pic de résistance plus faible que pour un cas d’étanchéité 
parfaite. On en a une illustration avec deux essais monotones triaxiaux réalisés avec une 
pression de confinement de 14 MPa = 140 bars en conditions non lubrifiées. Dans le cas de 
l’essai avec fuite d’huile, le pic de résistance est de 282 kN. Dans le cas de l’essai sans fuite, 
le pic est de 321 kN (figure 3.2.8). 
 
Figure 3.2.8 : Comparaison du pic de résistance de deux essais monotones triaxiaux réalisés avec une pression de 
confinement de 14 MPa en conditions non lubrifiées, avec et sans fuite d’huile. 
 
Par ailleurs, la pression de confinement peut générer une composante axiale de force qui 
réagit à l’encontre du chargement appliqué par la presse. De plus, quand l’échantillon est 
comprimé, le volume de la cellule décroît dû à la relativement grande surface des pistons par 
rapport à celle de l’échantillon, ce qui rend le contrôle de la pression de confinement difficile. 
La pénétration des pistons dans la cellule cause des surcharges en pression. Cet effet est 
largement diminué dans la cellule triaxiale de type Hoek, qui a deux pistons avec la même 
section que celle de l’échantillon, ce qui facilite l’installation de la membrane sur 
l’échantillon et ce qui évite l’interaction entre le déplacement axial des pièces d’extrémités et 
la pression de confinement, le volume du fluide de confinement reste constant. Un 
changement de volume trop important de l’échantillon peut toutefois avoir pour conséquence 
un changement du volume d’huile se trouvant dans la cellule, ce qui peut modifier  de façon 
sensible et brutale la pression de confinement exercée sur l’échantillon. Un autre inconvénient 
possible est que la cellule ne permet pas forcément de réaliser des essais d’extension triaxiale. 
Selon Elliott (1993), le test d’extension n’est possible qu’avec certains types de cellules 
triaxiales tel que la cellule de Hoek où l’extrémité circulaire de l’échantillon n’est pas exposée 
à la pression de confinement. Un autre avantage non négligeable de la cellule de type Hoek 
est qu’elle est simple d’utilisation et économique. 
 
Figure 3.2.9 : Schémas bidimensionnels et tridimensionnels de la cellule triaxiale de type Hoek. (Schéma en bas 
à droite d’après Hoek et Franklin, 1968), (cités par Brady et Brown, 1985 et Vutukuri, Lama et Saluja, 1974). 
 
 
 
Figure 3.2.10 : Photographies de la cellule triaxiale et du matériel de mise en pression. 
 
III.2.2.2/ PRESSE 
 
La cellule « triaxiale » utilisée n’est pas autonome, c’est à dire qu’elle ne contient pas son 
propre système de chargement axial. C’est une cellule sous presse (figure 3.2.12). Pour 
assurer le chargement axial de l’échantillon au niveau des essais de compression triaxiale, la 
machine d’essai utilisée est une presse hydraulique asservie de type « Tinius Olsen ». La 
contrainte principale majeure est donc appliquée le long de l’axe de l’échantillon cylindrique 
par cette presse. La pression de confinement étant appliquée à partir d’un générateur de 
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pression, la pression de confinement et la force axiale sont par conséquent contrôlées 
indépendamment l’une de l’autre (figure 3.2.11). 
 
 
 
Figure 3.2.11 : Composants de base pour un test triaxial. (d’après Elliott, 1993). 
 
Notons que le matériau testé doit avoir une résistance en compression dans la gamme de 
l’appareil, même pour des pressions de confinement relativement grandes. La capacité 
maximale de charge verticale de la presse triaxiale étant de 50 tonnes, elle a donc les capacités 
requises pour mener à la rupture des roches tendres. Comme la force est mesurée avec un 
capteur d’effort, la gamme des efforts doit être fournie. La presse est constituée d’une traverse 
supérieure liée à une traverse inférieure par deux colonnes. C’est dans le cadre ainsi formé 
que transitent les efforts. La presse est également munie d’un vérin. Un vérin à paliers 
hydrostatiques équipé d’une servovalve est fixé sur la traverse inférieure. Un socle est lié aux 
colonnes en partie inférieure du vérin. Deux vérins de manœuvre assurent le positionnement 
de la traverse supérieure, au gré de l’utilisateur, ce qui permet la mise en place de diverses 
cellules triaxiales. Quand cette traverse est en position, un système hydraulique de blocage la 
maintient fixe par rapport aux colonnes. Les mouvements du vérin sont pilotés par un système 
électro-hydraulique à commande numérique. Cette machine est pilotée par ordinateur à partir 
du logiciel de contrôle « Teststar » de MTS. Ce logiciel représente l’interface principale pour 
l’utilisateur de la presse et gère le dialogue avec le régulateur électronique. Il existe trois 
générateurs de consigne possibles: un fonctionnant sur un mode manuel grâce à un bouton 
rotatif (Pod), deux fonctionnant sur un mode automatique, « Function Generator » et 
« Testware SX ». « Testware SX » est un générateur de segment qui permet de choisir le 
signal de commande et d’imposer une rampe. Le logiciel « Teststar » permet également à 
l’opérateur de suivre l’évolution de la charge et du déplacement du vérin par lecture directe 
sur l’écran. La sensibilité de la machine est très grande en asservissement force et 
déplacement. Elle peut également simuler un grand nombre de chemins de sollicitations tels 
que les sollicitations cycliques ou les essais de fatigue. A partir du clavier, on peut 
directement intervenir sur les paramètres du test, ce qui facilite la gestion de l’essai.  
 
 
 
 
Figure 3.2.12 : Photographies de la cellule triaxiale de Hoek sous presse. 
 
 
 
 
III.2.3/ PLATEAUX DE CHARGEMENT 
 
III.2.3.1/ PRECAUTIONS IMPORTANTES 
 
Le dispositif expérimental doit être conçu pour réaliser des tests aussi homogènes que 
possible. La surface des plateaux de charge doit être rectifiée et polie afin de minimiser la 
résistance frottante avec l’échantillon. Avant le test, on doit vérifier le parallélisme des 
plateaux. En effet, des effets locaux comme des plateaux non plans peuvent sérieusement 
perturber les mesures de déformation aux cotés extrêmes de l'éprouvette cylindrique. Par 
ailleurs, il est préférable que la surface des plateaux de charge soit plus grande que la surface 
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de base de l’échantillon. (Fairhurst et Hudson, 1999). Grâce à cette géométrie particulière, 
lors de l’écrasement, la force axiale reste correctement appliquée sur les faces supérieures et 
inférieures de l’échantillon même si ce dernier voit son diamètre augmenter lors de l’essai en 
raison de la déformation radiale. On évite ainsi les problèmes de bords liés à l’effet de 
poinçonnement des plateaux de même diamètre. 
 
III.2.3.2/ TYPES DE PLATEAUX EXISTANTS 
  
En plus des précautions citées plus haut, il faut chercher la forme géométrique du plateau de 
chargement qui soit optimale au niveau de la réalisation des essais. On sait qu’en plus des 
plateaux de forme plate, il existe par exemple des plateaux en forme de siège sphérique. Il 
faut également chercher le nombre de degrés de liberté optimal que peut avoir le plateau de 
chargement. On peut en effet soit utiliser un plateau fixe, soit utiliser un plateau avec rotule 
qui a la possibilité d’avoir un mouvement de rotation, soit utiliser par exemple un plateau 
avec une base à bille roulante permettant un mouvement de translation, soit encore utiliser un 
plateau qui a la possibilité d’avoir à la fois un mouvement de rotation et un mouvement de 
translation. 
 
III.2.3.3/ ETUDES EXISTANTES 
 
Au niveau du test triaxial, un glissement se produit dans la discontinuité, on a alors un 
changement progressif dans la géométrie de l’échantillon qui accompagne le déplacement de 
cisaillement dans cette discontinuité.  
 
Figure 3.2.13 : Différentes configurations de plateaux de chargement. (d’après Jaeger et Rosengren, 1969). 
 
De la figure (3.2.13.a), il est évident que si le déplacement de cisaillement relatif des deux 
parties de l’échantillon se produit, il y a une translation latérale et une translation axiale 
relative. Si, comme c’est quelquefois le cas, un siège sphérique est utilisé dans le système, le 
déplacement axial cause la configuration (3.2.13.b) qui est clairement insatisfaisante. 
L’utilisation de deux sièges sphériques permet un contact complet (figure 3.2.13.c) maintenu 
entre les deux surfaces de glissement, mais l’aire de contact change et des forces frottantes et 
latérales sont introduites au niveau des sièges. La figure (3.2.13.d) illustre une méthode 
satisfaisante du point de vue de Jaeger et Rosengren (1969) pour s’assurer que la composante 
latérale de translation peut se produire librement et que le contact des surfaces de 
discontinuités est maintenu. Une paire de disque en acier est insérée entre les plateaux et 
chaque extrémité de l’échantillon. Aucun siège sphérique n’est utilisé. Les surfaces formant 
les interfaces entre les disques sont polies et lubrifiées avec une graisse en molybdenum 
disulphide. Cette technique a été développée par Rosengren (1968, cité par Brady et Brown, 
1985) et Goodman (1976) qui déterminèrent les corrections requises pour diminuer le 
changement de l’aire de contact. Les auteurs ont utilisé avec succès cette technique dans des 
tests sur des échantillons de diamètre 150 mm testés à des pressions de confinement allant 
jusqu’à 70 MPa. On retiendra de l’étude de Jaeger et Rosengren (1969) que les plateaux à 
sièges sphériques ne sont pas adaptés au type de chargement axial. 
 
III.2.3.4/ ROTULE 
 
Dans les essais que nous avons réalisés, nous n’avons pas utilisé la technique de Rosengren 
(1968). Toutefois, d’autres efforts ont été réalisés dans le même esprit, afin donc d’améliorer 
les conditions d’application du chargement. Les deux plateaux de chargement en contact avec 
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l’échantillon sont horizontaux. Ces plateaux sont rectifiés, affûtés et polis. Au cours de 
l’essai, le déplacement vertical est appliqué via un vérin mécanique par une tête de 
chargement fixe sur laquelle repose le géomatériau, tandis qu’au niveau de la tête de 
chargement supérieure, une rotation est possible ou empêchée grâce à un système de rotule 
(figure 3.2.14). 
 
 
 
Figure 3.2.14 :  Schéma illustrant la position de la rotule par rapport aux plateaux de la presse. 
 
Pour des roches qui sont nettement plus rigides que les sables, il peut être préférable de ne pas 
bloquer la tête rotulée afin d’améliorer en début de test le contact entre l’échantillon et le 
plateau de chargement supérieur. Pour les essais que nous avons réalisés avec rotule, nous 
avons choisi de laisser systématiquement la tête rotulée libre de tourner. L’opérateur doit 
également prendre une précaution supplémentaire pour centrer au mieux l’échantillon par 
rapport à l’axe de révolution de la rotule. L’amélioration de la coaxialité conditionne de 
beaucoup l’uniformité du chargement et la réussite de l’essai. (Fairhurst et Hudson, 1999). 
Ce système de rotule sur le vérin est utilisé dans le but d’assurer la coaxialité de l’ensemble 
éprouvette, embases (têtes d’appui), piston de chargement et vérin, ce qui est un avantage 
considérable par rapport à l’utilisation d’un plateau fixe. Remarquons que la coaxialité peut 
également être améliorée en introduisant une bille entre le piston et la tête d’appui. 
Il s’agit maintenant de montrer que la rotule garantit effectivement un bon parallélisme des 
plateaux de la presse avec les surfaces en extrémités de l’échantillon. Pour étudier le rôle de la 
rotule, on a réalisé des essais de compression simple sur des échantillons d'élancement 1.5 en 
conditions lubrifiées avec une protection en latex avec et sans rotule. Les essais sont contrôlés 
en force. Deux capteurs LVDT diamétralement opposés mesurent le déplacement entre 
plateaux. On a enregistré pour chaque essai la différence des deux réponses mesurées (figure 
3.2.15). On n’observe pas de différences au niveau des valeurs de pic de résistance. L'essai 
sans rotule a un pic de résistance en compression simple de 61 kN. L'essai avec rotule a un pic 
de 57 kN. En revanche, au niveau du déplacement entre plateaux, on obtient pour l'essai avec 
rotule une plus grande différence entre les mesures des deux capteurs de déplacement entre 
plateaux. Cette différence traduit l'effet de la rotule qui pivote, qui se déplace pendant l'essai 
pour assurer et pour garder l'horizontalité du plan de contact au niveau de l'interface. On peut 
remarquer que, contrairement à certaines idées reçues, il n'y a pas de blocage de la rotule au 
début de l'essai dès que l'horizontalité est obtenue. La rotule pivote pendant tout l'essai pour 
assurer en continu l'horizontalité. Cette différence entre les mesures des deux capteurs de 
déplacements entre plateaux reste toutefois très faible, de l'ordre de quelques dizaines de 
microdéformations, plus précisément de l'ordre d'une centaine de microdéformations, ce qui 
correspond à peu près à un peu moins de 10 % de la mesure globale du déplacement entre 
plateaux. Cette différence ne donne aucune information quantitative sur le pivotement de la 
rotule. En effet, l'axe de rotation, l'axe de pivotement de la rotule ne coïncide pas forcément 
avec l'axe défini par les deux capteurs LVDT de déplacement entre plateaux (figure 3.2.14). 
 
Figure 3.2.14 : Axe de rotation de la rotule et position des deux capteurs LVDT de déplacement entre plateaux. 
 
On peut remarquer que ces deux axes ont toujours pour  intersection le centre de la rotule et 
cela indépendamment de la qualité du centrage de l'éprouvette. Il faut toutefois s'assurer que 
les deux capteurs LVDT sont bien diamétralement opposés.  
En conclusion, on a mis en évidence pour le cas des essais de compression simple le 
pivotement de la rotule qui permet d'assurer une meilleure horizontalité du plan de contact. 
On choisit donc finalement de réaliser les essais avec une rotule. 
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Par ailleurs, il serait intéressant d’étudier l’effet de la rotule dans le cas des essais triaxiaux. 
On s’attend à ce que son influence soit moins sensible que pour le cas des essais uniaxiaux, 
comme la rotule dans le cas triaxial est en contact avec les poussoirs de la cellule triaxiale et 
non pas directement avec l’échantillon. 
 
Figure 3.2.15 : Courbes donnant la différence des déformations entre plateaux mesurées par les deux capteurs 
LVDT en fonction de la contrainte pour des essais réalisés avec et sans rotule. 
 
III.2.3.5/ BASE A BILLES ROULANTES 
 
Notons qu’il est possible d’avoir une tête de chargement qui permette une translation latérale 
en plus de la rotation. Dans le cas d’une tête de chargement qui permet une translation 
latérale, comme par exemple dans le cas d’une base à billes roulantes, on peut envisager alors 
d’insérer un capteur de mesure du déplacement horizontal. La question est de savoir si on peut 
obtenir une mesure cinématique de la bande de cisaillement à partir du déplacement 
horizontal du plateau de chargement. En fait, si c'est le cas, ça veut dire qu'il y a au niveau de 
l'interface entre l'échantillon et la base une adhérence parfaite. Dans ce cas, effectivement, la 
transmission du mouvement est totale et la mesure du déplacement du plateau représente 
réellement le déplacement de l'échantillon. On a alors à partir du déplacement de la base une 
indication sur la cinématique de la bande de cisaillement, mais les conditions d'essais 
correspondant à ce cas sont mauvaises à cause justement de l'existence de ces frottements à 
l'interface. Un lubrifiant est utilisé pour réduire ce frottement. Dans ce cas optimal où le 
frottement est nul, on a alors au niveau du contact entre l'échantillon et la base un glissement 
parfait. Dans ce cas, il n'y a pas de transmission de mouvement de l'échantillon à la base, cette 
dernière reste immobile même quand l'échantillon se déplace. Dans un cas intermédiaire où 
un lubrifiant est utilisé et où le déplacement mesuré de la base est non-nul, on peut conclure 
que le lubrifiant ne joue pas son rôle de façon optimale, il reste encore à l'interface des 
frottements résiduels qui vont permettre une transmission partielle du mouvement de 
l'échantillon à la base. En conclusion, le mouvement du plateau ne mesure pas 
quantitativement la cinématique de la bande de cisaillement, mais met en évidence l'existence 
éventuelle d'un frottement au niveau de l'interface. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.2.17 : Mécanisme de glissement au niveau du plateau de chargement inférieur d’une cellule triaxiale. 
(d’après Presti et al., 1998). 
 
Figure 3.2.18 : A gauche et au centre : Appareil biaxial avec arrangement des capteurs LVDT. (d’après Dresher 
et al., 1990). A droite : disposition des capteurs de déplacement pour mesurer le déplacement axial (U1 et U2), 
latéral (U3, U4, U5 et U6) et de glissement (U7). (d’après Ord et al., 1991). 
 
Ord, Vardoulakis et Kajewski (1991) ont réalisé des tests en compression biaxiale (en 
déformation plane) sur le grès de Gosford en conditions lubrifiées. Ils ont utilisé une base à 
billes roulantes et ont fixé l’échantillon aux plateaux au niveau du centre des surfaces de 
contact (représentés par un point noir sur la figure 3.2.18 de gauche). Ord et al. ont supposé 
dans ce cas que le mouvement du plateau à billes roulantes donne une mesure quantitative de 
la cinématique de la bande de cisaillement. Des capteurs ont été utilisés pour mesurer le 
déplacement au niveau du plateau de base à billes roulantes et au niveau de l’échantillon. Le 
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déplacement des embases, libres de glisser latéralement, est mesuré et comparé aux mesures 
de déplacement sur l’échantillon directement. Ord et al. ont observé dans un test à 15 MPa 
que le déplacement de glissement (figure 3.2.19.b) et le déplacement mesuré des capteurs 6 et 
4 (figures 3.2.19.d et 3.2.19.f) augmente rapidement avant la contrainte de pic. L’échantillon 
arrête de se dilater à la même déformation où le glissement commence (figure 3.2.19.c). Ord 
place le seuil de localisation au niveau de contrainte correspondant à l'accélération du 
mouvement du plateau de l’embase. La bande de cisaillement s’est formée, séparant 
l’échantillon en deux blocs de grès, l’un est libre de se déplacer avec la base roulante.  
 
 
Figure 3.2.19 : Courbes contraintes-déformations obtenues à partir des différents capteurs. La déformation axiale 
est en abscisse. On a en ordonnée (a: la contrainte déviatorique, b: le déplacement de glissement, c: U5, d: U6, e: 
U3, f: U4). Les lignes verticales en pointillé et pleines sont tracées pour la même déformation axiale. Les lignes 
en pointillé correspondent au point où le glissement horizontal commence à varier de façon significative. Les 
lignes pleines correspondent au pic de contrainte. (d’après Ord et al., 1991). 
 
Dans le cas où l’échantillon est parfaitement centré et que sa face supérieure est bien 
horizontale, le capteur de déplacement inséré dans la tête de chargement laissée libre ne 
détecte une translation qu’à l’apparition d’une discontinuité. 
Labuz et al. (1996) observent également que la perte d'homogénéité de la déformation a lieu 
avant le pic, mais la propagation complète de la zone localisée n’arrive pas avant le pic de 
contrainte, tant que l’embase ne glisse pas. 
Ces résultats mettent en évidence le fait que la base à billes roulantes peut servir de façon 
qualitative à détecter le seuil de localisation. 
 
III.2.3.6/ CONCLUSION 
 
Nous avons choisi finalement de réaliser nos essais avec une tête de chargement rotulée qui 
permet donc une rotation du plateau de chargement mais qui empêche toute translation 
latérale. 
 
III.2.4/ INSTRUMENTATION 
 
III.2.4.1/ TYPES DE CAPTEURS EXISTANT 
 
III.2.4.1.1/ Méthodes de mesures des déformations 
 
Il existe différentes méthodes de mesures des déformations axiales et radiales dans un essai 
triaxial. Pour la plupart, ces méthodes se différencient entre elles par l’application de 
différents types de capteurs. Comme le fait remarquer Bésuelle (1999), les mesures axiales 
que récapitulent (Scholey et al., 1995), sont toutes basées sur le principe de la mesure du 
déplacement relatif de deux points de la surface de l’échantillon, placés sur une même 
génératrice. Connaissant le déplacement de ces deux points et leur distance en début d’essai, 
on peut en déduire la déformation de l’échantillon entre ces deux points. C’est la technique de 
mesure du déplacement qui varie. Notons que certaines de ces techniques sont également 
applicables pour les mesures de déformations radiales. Dans le cas des mesures de 
déformations transversales, ces capteurs sont placés sur la surface latérale de l’échantillon. 
(Holoubec et Finn, 1969 ; Mogi, 1977 ; Linton et al., 1988, cités par Nowakowski et 
Nurkowski, 1995). Wawersik (1975), suivant le concept de Crouch (1970, cités par 
Nowakowski et Nurkowski, 1995), propose de mesurer les déformations transversales de 
l’échantillon par la mesure du changement de volume. En général, la modification de 
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l’installation est inévitable et elle est coûteuse autant financièrement qu’en temps. 
 
III.2.4.1.2/ Jauge de déformation 
 
Une méthode pour mesurer les déformations est d’utiliser des jauges de déformations à 
résistance électrique. Les jauges sont des capteurs de déformation de type CC collés 
directement sur la surface de l'échantillon. Elles donnent une mesure locale et ponctuelle de la 
déformation. Rappelons que les « mesures locales » sont des mesures de capteurs appliqués 
directement sur l’échantillon. Les mesures « locales », d’une façon générale, sont appliquées 
sur l’échantillon soit en un point précis de sa surface (en fait, entre deux points extrêmement 
proches), dans ce cas la mesure est dite ponctuelle (comme la mesure d’une jauge de 
déformation), soit dans toute la  longueur, ou seulement sur une partie de l’échantillon. La 
mesure obtenue correspond à la déformation propre de l’échantillon en un point précis de sa 
surface ou sur toute sa longueur ou sur une partie seulement. Cette mesure donnée par les 
jauges de déformation n’intègre aucune déformation autre que celle de l’échantillon. 
Les caractéristiques des jauges de déformation sont : 
- Taille de la jauge: l’avantage des jauges est qu’elles peuvent être de très petite taille. Ce qui 
permet de les placer très facilement à l’intérieur de la cellule triaxiale. 
- Longueur de la jauge (en mm): elle correspond à la dimension de son circuit électrique. 
Il est important que la longueur de la jauge soit au moins 10 fois supérieure au diamètre du 
grain le plus grand. (Fairhurst et Hudson, 1999). 
- Allongement de la jauge: il faut que l’allongement maximal de la jauge soit suffisamment 
grand pour permettre une mesure d’assez grandes déformations. 
Un allongement supérieur à 2,5 % par exemple permet d’avoir une bonne étendue de mesure. 
Toutefois, cette méthode de mesures des déformations à partir de jauges de déformations ne 
peut être appliquée dans le cas de grandes déformations. 
- Jauge simple, monodirectionnelle permettant de donc de mesurer la déformation selon une 
direction ou jauge en croix, appelée également jauge ronde ou en rosette permettant de 
mesurer la déformation suivant deux directions perpendiculaires. 
 
- Support de la jauge: il peut être en papier (sauf si l’échantillon est saturé), synthétique, etc... 
Il faut que ce support soit suffisamment souple pour qu’on puisse poser la jauge sur une 
surface arrondie. 
- Résistance électrique (en Ohm: Ω) de la jauge. 

- Facteur K de la jauge: il correspond au rapport entre ∆R et ∆l :     K
∆ ∆l
l

R
R

=  

l étant la longueur du fil électrique de la jauge, s sa section, R= ρ l/s sa résistance et ρ la 
résistivité du matériau composant le fil. 
Quand la roche se déforme, la longueur et la section du fil électrique de la jauge change, 
faisant varier la résistance électrique. 
- Coefficient de compensation thermique: ce coefficient compense la dilatation du matériau 
composant le fil électrique de la jauge due à la température. En effet, un changement de la 
température peut induire un changement de la résistance du fil électrique. 
 
III.2.4.1.3/ Capteur LVDT 
  
Une autre possibilité est l’utilisation de capteurs inductifs de déplacement linéaire de type 
externe, dits LVDTs (Linear Variable Differential Transformer) mentionnée par Linton et al., 
1988 ; Lo Presti et al., 1994). Dans le cas de mesures axiales, ces capteurs sont montés sur 
deux colliers fixés sur l’échantillon, l’un en tête et l’autre en base de ce dernier. Ces capteurs 
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mesurent alors le déplacement relatif des colliers. L’inconvénient de la technique est que les 
colliers ne permettent pas toujours une dilatance radiale libre de l’échantillon. De plus, on a 
souvent des problèmes de frottement entre la tige du capteur et l’échantillon. En revanche, ces 
capteurs offrent de larges possibilités quant à la course possible, la température d’utilisation et 
la pression du fluide de confinement. La pression de confinement maximale pour laquelle les 
capteurs ont été utilisés avec succès est de 70 MPa. (Scholey et al., 1995). Par ailleurs, ces 
capteurs garantissent une grande précision de mesure. Si on considère les travaux réalisés 
(Cuccovillo et Coop, 1997, cité par Bésuelle, 1999), la résolution de mesure est inférieure à 
10-6.  
 
III.2.4.1.4/ Capteur d’inclinaison 
 
Bésuelle (1999) a décrit dans sa thèse des capteurs dits d’inclinaison ou d’inclinométrie, 
encore appelés inclinomètres. Ils ont été développés par Burland et Symes (1982), Jardine et 
al. (1984), Jardine et Brooks (1984) et Ackerly et al. (1987, cités par Bésuelle, Desrues, 1998, 
Kim et al., 1994 et Hoque et al., 1997). Leur emploi est basé sue la déformation d’un triangle. 
Un des côtés du triangle est constitué d’une portion d’une génératrice de l’échantillon. Quand 
la longueur de celle-ci change au cours de l’essai, le triangle se déforme, entraînant un 
changement d’inclinaison de ses côtés, que mesure le capteur. Un inconvénient important cité 
par Bésuelle est que, même pour une distance entre les deux points d’appui inchangée, une 
inclinaison de la génératrice sur laquelle s’appuie le triangle de mesure influence la mesure. 
La résolution de ces capteurs est de 5.10-6 (Scholey et al., 1995, cités par Bésuelle, 1999). La 
pression de confinement maximale utilisée est de 1.5 MPa, ce qui est très faible pour  des 
essais en mécanique des roches.  
 
 
 
 
 
 
 
III.2.4.1.5/ Capteur à effet de HALL 
 
Ces capteurs fonctionnent sur un principe électromagnétique. Ils ont été développé à 
l’université de Surrey. (Clayton et Khatrush, 1986 ; Clayton et al., 1989, cités par Hoque et 
al., 1997 et Kim et al., 1994 et Presti et al., 1994 et Bressani, 1995). Une différence de 
potentiel est générée perpendiculairement aux lignes de courant d’un conducteur placé dans 
un champ d’induction et dépend de la position du conducteur par rapport au champ. Selon 
Bésuelle, la résolution de ces capteurs est intéressante mais leur course est limitée. Leur 
résolution est de 2.10-5 (Scholey et al., 1995). La pression de confinement maximale utilise est 
de 1 MPa, ce qui est également très faible pour des essais en mécanique des roches. 
 
III.2.4.1.6/ Capteur à lame flexible LDT 
 
Les capteurs à lame flexible LDT (Local Deformation Transducer) (figures 3.2.20, 3.2.21) ont 
été initialement développé au Japon par Pr. Tatsuoka (1988) et par Dr. Goto (Goto et al., 
1991). 
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Figure 3.2.20 : A gauche : test de compression triaxial avec disposition des différents capteurs. (d’après Tatsuoka 
et al., 1993). (cités par Kim et al., 1994). Au centre : une méthode de calibration des capteurs LDT utilisant une 
cellule triaxiale. A droite : installation du capteur LDT utilisant un appareil fixant. (d’après Goto et al., 1991). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.2.21 : A gauche : échantillon instrumenté entièrement. (d’après Shibuya et al., 1994). Au centre : 
échantillon avec mesures de déformations locales axiales et radiales. (d’après Hoque et al., 1996). A droite : 
zoom sur la partie du capteur en contact avec la membrane. 
 
Ces capteurs de déformation ont été à la base conçus pour mesurer les petites déformations 
axiales, mais ils peuvent être utilisés de la même façon pour mesurer les petites déformations 
radiales latérales sur des échantillons prismatiques rectangulaires. Notons que pour mesurer 
les déformations latérales sur des échantillons cylindriques, il faut apporter des modifications 
dans la conception de ces capteurs. (Puci, 1993, cité par Lo Presti et al., 1998 ; Bésuelle, 
1999). Au niveau de la figure 3.2.22 (à gauche), en plus des capteurs LVDT pour les mesures 
externes de la déformation axiale et des capteurs LDT (Goto et al., 1991) pour les mesures 
dites « locales » de déformations axiales, on a des capteurs RLDT (Radial Local Deformation 
Transducers) (Puci, 1993) pour les mesures dites « locales » de déformations radiales. 
 
 
Figure 3.2.22 : A gauche : dispositif de chargement avec différents capteurs. (d’après Puci, 1993). Au centre et à 
droite : capteurs internes de déformation axiale et radiale. Schéma de forme et dimensions. (d’après Bésuelle, 
1999 et Bésuelle, Desrues, 1998). 
 
Le principe du capteur de déformation axiale est simple. On colle deux crochets en forme de 
V directement sur le membrane entourant l’échantillon. Une lame élastique de bronze est 
placée entre les deux crochets. Les deux extrémités de la lame viennent se loger dans ces 
crochets. La longueur de la lame est légèrement supérieure à la distance entre les deux 
crochets. Ce qui fait que lors de la mise en place de l’échantillon, les deux extrémités sont 
déjà rapprochées par rapport à leur position au repos, le capteur est déjà légèrement 
comprimé. La lame, déformée en flambement, est maintenue en place de cette façon entre les 
deux crochets. Le capteur est maintenu du fait de sa propre réaction élastique, ce qui lui 
permet de suivre les mouvements de raccourcissement ou d’allongement de l’échantillon. La 
déformation de l’échantillon crée un déplacement des deux crochets modifiant ainsi la 
déformée de la lame. Le principe est de mesurer la déformation de l’échantillon via la mesure 
de la flexion de la tige. La flexion de la tige est mesurée par une jauge collée sur cette 
dernière. Les jauges sont collées sur la lame par une colle performante, elles sont protégées 
sur leur face extérieure par cette même colle. Elles sont raccordées à des cosse-relais par des 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 121

fils fins de très faible section. Pour plus de détails sur la préparation des capteurs, il est utile 
de consulter le guide de préparation rédigé par Sato (1993). Ce type de capteur a été utilisé 
depuis en France par Jacques Desrues et Pierre Bésuelle (Laboratoire 3S de Grenoble). Ils ont 
gardé le principe de la lame équipée de jauges de déformation. Ils ont par contre changé la 
géométrie de cette lame, ce qui leur a permis d’élargir l’étendue de mesure. (Bésuelle et 
Desrues, 1998). Dans l’instrumentation qu’ils ont développé (figure 3.2.22), le corps des 
capteurs de déformation axiale et radiale, comprenant la partie flexible, est en bronze UE9P 
(cuivre, étain, phosphore), à haute limite élastique (510 MPa). Ce matériau a l’avantage 
d’avoir un large domaine de déformation élastique (≈ 4.10-3 ), un module de Young (120 GPa) 
faible relativement à celui de l’acier et une bonne résistance à la corrosion. La relation 
théorique de la réponse du capteur a été établie, elle est approximativement linéaire. Si on fait 
cette hypothèse, l’erreur commise est inférieure à 0,3 %. Cette technique de lame élastique 
équipée de jauge a également été utilisée par Bésuelle (1999) pour les mesures de 
déformations radiales de l’échantillon. La description du capteur interne de déformation 
radiale est rappelée brièvement ici. Le capteur radial comprend une partie horizontale qui 
vient au contact de l’échantillon, par l’intermédiaire d’une coupelle semi-sphérique et qui 
permet de conserver la qualité du contact au fur et à mesure de la déformation. Le capteur 
radial comprend également une partie verticale, se décomposant en deux tronçons. Le tronçon 
inférieur est souple et est équipé de jauges de déformation, tandis que le tronçon supérieur est 
rigidifié par pliage, afin de concentrer la flexion du capteur dans le tronçon inférieur. Le 
capteur est pincé par le bas de son embase. L’embase est fixée sur un anneau qui est ajusté 
autour de l’embase inférieure de l’échantillon. La réponse théorique du capteur radiale établie 
est linéaire vis à vis du déplacement de la pointe du capteur. Les capteurs internes de 
déformation axiale et radiale développés par Bésuelle présentent un très grand intérêt. Leur 
principe étant d’éliminer les causes d’erreur de mesure inhérentes aux mesures externes. De 
plus, comme la mesure de la déformation se fait entre deux points éloignés de l’échantillon, 
on peut obtenir une mesure de la cinématique de la bande de cisaillement, à condition que les 
deux points de mesures soient localisés de part et d’autre de cette bande. Malheureusement, 
comme le fait remarquer Bésuelle (1999) lui-même, ces capteurs présentent quelques 
inconvénients: Bésuelle a mis en évidence l’influence de la pression du fluide de confinement 
dans lequel sont immergés les capteurs. Cette influence présente une non-linéarité et une non-
réversibilité et est donc difficilement étalonnable. Bésuelle a également constaté un défaut de 
stabilité dans le temps. En effet, une acquisition de mesures réalisées sur trois jours montre 
une dérive dans l’évolution. Ce défaut peut être négligé pour de faibles durées d’essais. De 
plus, ces capteurs internes ne peuvent être appliqués que sur la membrane de la cellule 
triaxiale, ce qui fait que, même pour les essais uniaxiaux, Bésuelle a été contraint d’utiliser la 
membrane ainsi que la cellule triaxiale. Les essais uniaxiaux ont en effet été réalisés avec un 
confinement très faible de 0,1 MPa pour plaquer la membrane et le système de mesure de 
déformation sur l’échantillon. Par ailleurs, un saut sur les courbes de déformation a 
quelquefois été observé. Ce saut sur la courbe est attribué à un saut sur les capteurs radiaux. 
Selon Bésuelle, cet artefact de la mesure s’explique par un effet néfaste du frottement au point 
de contact des capteurs radiaux et de la membrane.  
 
III.2.4.1.7/ Anneau de mesure 
 
Nowakowski et Nurkowski (1995) ont utilisé un générateur qui comprend une inductance 
sous la forme d’un anneau circulaire et qui émet un signal, des vibrations électriques. Pour le 
choix du matériau pour l’anneau, on doit trouver un compromis entre les propriétés 
électriques et mécaniques. Un ressort peut présenter de bonnes propriétés mécaniques, mais 
avoir par exemple une trop grande résistance, ce qui fait que l’excitation du générateur est 
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impossible ou instable. Dans le cas de Nowakowski et Nurkowski (1995), la résistance de 
l’anneau est de 10Ω. Le ressort est constitué d’un fil d’acier de diamètre 0,2 mm formant 150 
spirales de diamètre 3 mm. Il est donc de très petite dimension. L’anneau est monté au centre 
de l’échantillon, il est suffisamment long pour entourer tout l’échantillon. L’échantillon a un 
diamètre de 22 mm. Le ressort a un diamètre de 19 mm. Le diamètre intérieur de l’anneau est 
légèrement inférieur au diamètre de l’échantillon, ce qui garantit une bonne adhésion. Les 
deux extrémités de l’anneau sont reliées, formant une ceinture entourant l’échantillon. Les 
extrémités sont collées avec une résine époxy qui les isole l’une de l’autre. L’inductance de 
l’anneau de mesure est fonction de sa géométrie. Tout changement de la circonférence de 
l’échantillon implique un changement de l’inductance de l’anneau, qui produit alors un 
changement de la fréquence de vibrations du générateur. Lors de la compression de 
l’échantillon, le diamètre de l’anneau augmente et l’inductance diminue. Le ressort permet un 
changement de diamètre de l’échantillon de 22 à environ 40 mm. Si les déformations sont 
encore plus grandes, on a alors des déformations permanentes du ressort qui changent ses 
caractéristiques et mènent à des erreurs de mesures. Les mesures restent quand même 
possibles dans une très large gamme de déformations. La fréquence de vibration est 

approximativement égale à f
LC

= 1
2π

  avec L est l’inductance de l’anneau et C est la 
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C C

=
+
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1 2
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L’instrument a été étalonné par compression d’un cylindre en caoutchouc. Nowakowski et 
Nurkowski (1995) ont utilisé la dépendance entre la fréquence de vibration d’un générateur et 
l’inductance de l’anneau de mesure qui en fait partie. Ils ont mesuré d’une part la fréquence 
donnée par l’anneau et d’autre part, ont mesuré les déformations par un appareillage de 
référence autre que le ressort. Ils ont obtenu alors une relation non-linéaire fréquence (KHz)-
déformation de l’échantillon, dont l’allure peut être décrite par une courbe du second degré. Si 
on considère la courbe linéaire, l’erreur de mesure est inférieure à 5 %. L’effet de la pression 
a été examiné. En comparant les indications de l’instrument à pression atmosphérique et à 400 
MPa, l’erreur enregistrée de l’indication est d’environ 5 µ m, c’est à dire 0.02% par rapport au 
diamètre de 25 mm. Le capteur n’est donc apparemment pas sensible aux grandes pressions 
de l’ordre de plusieurs centaines de MPa. Il existe aussi une erreur résultant de la non-
répétabilité dans le montage du capteur sur l’échantillon, erreur liée donc à l’application de 
l’anneau. Le plan du ressort n’est pas perpendiculaire à l’axe de l’échantillon ou bien les 
spirales du ressort ne restent pas sur le même plan. L’erreur est estimée en réalisant le 
montage une douzaine de fois sur un même échantillon. La lecture de l’indication de 
l’instrument donne une erreur maximale de 2 kHz, moyenne de 1.2 kHz, soit respectivement 
65 et 40 µ m pour un cylindre de diamètre 35 mm. L’erreur est donc de respectivement 0,18 
% et 0,1 %. L’effet de la température a également été étudié. Il est possible de réduire le 
coefficient  de température de l’ensemble (générateur et capteur) à zéro par le choix des 
condensateurs (C). Finalement, sur les essais réalisés avec différents types de roches, sous 
différentes pressions de confinement, on n’observe pas de différences significatives entre les 
valeurs « mesurées » par ce capteur et les valeurs « calculées ». L’inconvénient réside dans la 
difficulté d’estimer l’erreur de mesure faute d’autres méthodes. 
 
III.2.4.2/ CHOIX DES CAPTEURS UTILISES 
 
De toutes les méthodes proposées, la méthode la plus simple de mesure des déformations est 
d’utiliser des jauges de déformations. On utilise donc des jauges de déformations pour 
mesurer les déformations axiales et radiales de l’échantillon. On choisit des jauges de 
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déformation auto-compensées de résistance 120 Ω, d’allongement (déformation maximale) de 
5 % et de longueur 3 mm (comme les grains du grès de Fontainebleau ont une taille inférieure 
à 0,3 mm). Les jauges de déformation sont fournies par la société S.E.E.A (figure 3.2.23). Les 
jauges simples sont de type UA 06 125 EAA 120 option B, les jauges en croix sont de type 
UA 06 125 EUA 120 option B. La longueur des fils est de 2 cm et la référence des cosse-
relais est FCNC 050 ST. 
 
 
Figure 3.2.23 : Schémas de jauges de déformations simple et en croix. (Societé S.E.E.A). 
 
L’appareil triaxial est instrumenté également avec deux capteurs LVDT (Linear Variable 
Differential Transformers). Ces deux capteurs sont situés de part et d’autre d’un diamètre de 
l’échantillon et sont utilisés pour mesurer le déplacement axial entre plateaux. Des petites 
pièces mécaniques, créées pour l’occasion, servent à fixer ces capteurs. Un module 
électronique (Tesa) est utilisé pour moyenner les deux mesures correspondant aux capteurs. 
Cette moyenne de la mesure des deux capteurs LVDT est utilisée comme paramètre 
d’asservissement de la presse. L’instrumentation comporte également un capteur de force 
situé dans la presse et placé à la base du vérin.  
 
 
III.2.5/ MATERIEL D’ACQUISITION DES MESURES 
 
Tous les signaux de mesure sont conditionnés, acquis et traités par un micro-ordinateur. A 
partir du logiciel « Teststar » de MTS, les différentes données brutes correspondant à la 
mesure des capteurs internes de force et de déplacement du vérin et des capteurs LVDT 
externes de déplacement entre plateaux sont stockées, enregistrées et peuvent alors être 
transférées sur un tableur (Excel) sur PC ou MacIntosh. Pour les mesures correspondant aux 
jauges de déformations placées sur l’échantillon, on utilise un système d’acquisition externe 
au logiciel de la presse. Le logiciel d’acquisition de données utilisé est appelé « RTM 3500 » 
ou « IMPULSE », commercialisé par la société Schlumberger. C’est un logiciel à menus 
permettant de recevoir, d’afficher, d’enregistrer des données acquises en temps réel. Ce 
système d’acquisition est un boîtier de mesure de type IMP 35952B, qui comporte dix voies 
de commutation (CMOS FET) à semi-conducteurs, permettant de mesurer les grandeurs de 
sortie des jauges de déformations. Ce système d’acquisition comprend un système pour le 
conditionnement des jauges de déformation. Les jauges peuvent avoir une résistance de 120 Ω 
ou 350 Ω, montés en quart, demi ou pont complet. Les données sont stockées dans le disque 
dur d’un PC connecté à ce système d’acquisition. La fréquence minimale d’acquisition est 
d’une mesure toutes les 5 secondes. 
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III.3/ OPTIMISATION DES CONDITIONS D’ESSAIS 
 
III.3.1/ EFFETS DU FROTTEMENT A L’INTERFACE 
 
III.3.1.1/ DIFFICULTES DE REALISATION DU TEST DE COMPRESSION 
 
Le test de compression simple, dans lequel des cylindres circulaires droits ou des prismes de 
roche sont comprimés parallèlement à leur axe longitudinal, est le plus ancien et le plus 
simple des tests et continue à être le plus pratique, le plus utile et le plus communément 
réalisé pour déterminer les propriétés mécaniques des roches. Cependant, sa simplicité 
apparente est trompeuse. La réalisation des tests de compression de laboratoire sur des 
échantillons de roche est plus compliquée qu’il n’y parait. En effet, le problème principal de 
cet essai réside dans le choix des conditions d’essai. Par exemple, le contact direct entre les 
extrémités de l’échantillon et les plateaux de la machine de chargement est la condition limite 
la plus communément utilisée au sein des laboratoires. Toutefois, le problème des conditions 
limites doit être considéré avec beaucoup de prudence. 
 
III.3.1.2/ HYPOTHESES DE BASE 
 
Les données obtenues dans un test de compression uniaxiale conventionnel sur un échantillon 
cylindrique consiste en une force axiale F appliquée à l’échantillon et le déplacement axial 
Uax. Notons σax  la  contrainte axiale, εax la déformation axiale, Ao, Lo la section et la longueur 
initiales de l’échantillon. La contrainte axiale et la déformation axiale sont calculées comme 
suit:  σax = F/A0  et  εax = Uax / L0 . 
L’interprétation des essais est classiquement basée sur les hypothèses suivantes : l’échantillon 
matériel est homogène, la distribution de contrainte uniaxiale est uniforme à l’intérieur des 
échantillons, l’état du champ de déformation de l’échantillon est homogène, il n’y a pas de 
changement significatif de la géométrie de l’échantillon durant le test et les surfaces de 
chargement sont toujours les plans principaux.  
 
III.3.1.3/ NON-UNIFORMITE EN CONTRAINTES ET EN DEFORMATIONS 
 
Comme le font remarquer Peng et Johnson (1972), il est évident que l’utilisation d’un critère 
de rupture ou de constantes dérivées, appliqués à des conditions de contraintes connues 
comme étant non uniformes et en supposant malgré cela une distribution de contrainte 
uniforme, serait tout à fait trompeur. Néanmoins, ajoutent-ils, c’est exactement ce qui arriva 
pendant des années. Même si le souci principal de l’expérimentateur concerne l’uniformité 
des champs de contraintes et de déformations imposés à l’éprouvette, cette condition 
d’uniformité n’est généralement pas respectée durant le chargement de compression (figure 
3.3.1). Il a été reconnu, au moins depuis 1900 (Mohr, 1900), que la distribution des 
contraintes dans les échantillons cylindriques est non uniforme et dépend des conditions 
limites à l’interface entre la roche et les plateaux de chargement (figure 3.3.3 à droite). Dès le 
début du chargement, un état de contraintes et de déformations à l’intérieur du corps considéré 
non uniforme se développe dû à la présence de frottement à l’interface entre le système de 
chargement, c’est à dire les plateaux de la presse et les faces extrêmes de l’échantillon.  
Un grand nombre de chercheurs ont souligné les perturbations induites par le frottement entre 
l’échantillon rocheux et la tête des pistons de chargement. (Mohr, 1900 ; Filon, 1902 ; 
Pickett,1944 ; D’Appolonia et Newmark, 1951 ; Balla, 1960 ; Conway, 1963 ; Kirkpatrick et 
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Belshaw, 1968 ; Brady, 1971 ; Hudson et al., 1971 ; Vutukuri et al., 1974 ; Al-Chalabi et 
Huang, 1974 ; Deman, 1975 ; Dresher et Vardoulakis, 1982 ; Hettler et Vardoulakis, 1984 ; 
Read et Hegemier, 1984 ; Vardoulakis et Dresher, 1985 ; Vinegar et al., 1991 ; Papamichos, 
1992). 
 
Figure 3.3.1 : Champ de déformation interne pour un sable dense. (a: plateaux de chargement non lubrifiés, b: 
plateaux lubrifiés). (d’après Deman, 1975). 
  
Les contraintes de cisaillement τ liées au frottement deviennent importantes au niveau des 
surfaces de l’échantillon en contact avec les plateaux de chargement (figure 3.3.2.c). Quand 
un échantillon cylindrique est comprimé entre les plateaux de la presse, il tend à avoir une 
expansion radiale quand il se raccourcit longitudinalement , à cause de l’effet de poisson 
(figure 3.3.2.a). Les contraintes circonférentielles de frottement aux plans de contact entre 
l’échantillon et la presse tendent à empêcher cette expansion (figure 3.3.2.b). Elles retiennent 
l’échantillon, l’empêchent de se déformer librement suivant la direction radiale au niveau de 
l’extrémité de l’échantillon et donc finalement l’empêchent de se déformer de façon uniforme. 
L’échantillon cylindrique est mis en tonneau (figure 3.3.3 à gauche et au centre). Comme des 
contraintes de cisaillement mènent à une composante latérale de la force, qui est aussi 
appliquée aux extrémités de l’échantillon et qui s’ajoute au chargement vertical, l’axe de 
contrainte principale σ1 n’est plus strictement parallèle, ne coïncide plus avec l’axe de 
l’échantillon. Autrement dit, la direction verticale ne correspond à une direction principale de 
contrainte et de déformation. La contrainte normale axiale σn n’est plus uniforme et n’est plus 
une contrainte principale. L’état de contrainte dans l’échantillon dans le cas d’un essai de 
compression simple n’est plus uniaxial. Aux surfaces de contact, l’effet du frottement 
tangentiel introduit donc un état triaxial de contrainte. La résistance de la roche dans cette 
région augmente. Cette région s’étend à l’intérieur de l’échantillon sous la forme d’un cône.  
 
Figure 3.3.2 : Effet du frottement à l’interface. (a: champs de contraintes et de déformations uniformes, b: 
contraintes de frottement aux plans de contact entre l’échantillon et la presse empêchant l’expansion radiale de 
l’échantillon, c: contraintes de cisaillement correspondant au cisaillement). (d’après Brady et Brown, 1985). 
 
 
 
Figure 3.3.3: A gauche et au centre : mise en tonneau de l’échantillon due au frottement à l’interface. (d’après 
Charlez, 1991). A droite : reproduction de l’illustration originale par Mohr du mode de rupture observé lors de 
tests de compression uniaxiale sur roche et béton avec des plateaux non-lubrifiés et du concept de 
« confinement » dû au frottement. (d’après Mohr, 1900), (cité par Vardoulakis et al., 1998). 
 
III.3.1.4/ MISE EN EVIDENCE EXPERIMENTALE DE LA NON-UNIFORMITE 
 
Cette non-uniformité des déformations a déjà été mise en évidence par différents moyens 
d’investigations. La tomodensitométrie au scanner permet par exemple de détecter ces effets 
de bords. Les images scanner que Colliat-Dangus et al. (1988), Desrues et Mokni (1991), 
Mokni (1992, cités par Tillard, 1992) ont obtenues sur des échantillons de sable comprimés au 
triaxial montrent l’effet de cône de frettage. Sobolev et al. (1978) ont testé des plateaux de 
pyrophillite sous conditions biaxiales. L’interféromètre holographique a révélé qu’après 50 % 
de la résistance ultime, l’échantillon développe une croix joignant les quatre coins du plateau 
et subissant de grandes déformations tandis que les zones situées près des plateaux subissent 
de plus faibles déformations, ce qui indique l’effet de contact.  
 
III.3.1.5/ EVALUATION ERRONEE DE LA LOI DE COMPORTEMENT 
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La forme conique de l’échantillon après rupture est due non pas au comportement réel et aux 
caractéristiques intrinsèques de la roche, mais plutôt aux contraintes de cisaillement aux 
extrémités avec le plateau de chargement. Les résultats obtenus des expériences ne donnent 
pas des indications sur le comportement du matériau et sur les propriétés de la roche, mais 
sont plutôt le reflet de défauts dans le système de chargement. (Rice, 1980, cité par 
Papamichos, 1992 ; Dresher et Vardoulakis, 1982). Les écarts souvent observés dans les 
résultats de l’essai triaxial, obtenus par différents expérimentateurs, sont le plus souvent dus 
aux conditions expérimentales mises en oeuvre et aux défauts indésirables introduits durant 
les tests. (Hegemier et Read, 1985 ; Santarelli, 1992 ; Brady et Brown, 1985 ; Vardoulakis et 
Sulem, 1993 ; Vardoulakis et Sulem, 1995). Dans ce cas, le comportement mesuré des 
échantillons de laboratoire dépend du système expérimental et comme la réponse observée est 
due aux conditions limites inconnues, les données expérimentales obtenues ne peuvent être 
utilisées pour l’étalonnage d’une loi constitutive (Hegemier et Read, 1985). 
 
 
 
 
III.3.2/ TECHNIQUES ANTI-FRETTAGE 
 
L’objet de ce chapitre est d’une part de présenter les différentes techniques d’anti-frettage et 
d’autre part de justifier le choix effectué. 
 
III.3.2.1/ IMPORTANCE DE L’ELIMINATION DU FROTTEMENT 
 
L’étude expérimentale à partir des essais de compression triaxiale de l’anisotropie induite par 
le chargement en cours d’essai nous conduit à examiner celle parasite, due aux défauts dans 
l’exécution de l’essai en laboratoire, afin de l’éliminer ou au moins de l’atténuer et de la 
limiter. L’amélioration des systèmes d’anti-frettage est indispensable afin de distinguer les 
propriétés intrinsèques de la roche des effets dus au dispositif expérimental. Par ailleurs, il est 
important d’optimiser les conditions d’essais pour assurer la meilleure homogénéité possible 
des déformations de l’échantillon dans la phase pré-localisation pour étalonner correctement 
les lois de comportement de la roche et pour étudier des phénomènes tels que l’anisotropie 
induite par le chargement, la localisation des déformations et le radoucissement. Dans la phase 
post-localisation, les conditions d’essai peuvent également influencer les caractéristiques des 
bandes de  cisaillement (orientations et épaisseurs des bandes).  
 
III.3.2.2/ PROBLEME DU CHOIX DE LA TECHNIQUE ANTI-FRETTAGE 
 
Pour toutes ces raisons, une première partie du programme expérimental a été consacrée à 
l’étude de l’influence des conditions d’expérimentation et notamment de celles liées à la 
géométrie de l’éprouvette et aux conditions limites, c’est à dire aux effets de bords causés par 
le contact de l’échantillon avec les plateaux, sur la distribution des contraintes et la réponse du 
matériau dans les tests de compression. Comme la non-uniformité de la distribution des 
contraintes est due au frottement, des  expérimentateurs ont essayé de réduire ce frottement en 
développant des techniques anti-frettage. 
Il est important de procéder à une rectification et à un polissage des plateaux de chargement. 
Dans le cas où des pierres poreuse sont utilisées pour homogénéiser le drainage de 
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l’échantillon, ces pierres poreuse doivent également être polies. Il faut noter qu’une simple 
rectification et un polissage des plateaux de chargement minimise le frottement à l’interface 
mais ne le réduit pas à zéro. Pour réduire le frottement à l’interface roche-plateaux à zéro et 
permettre une déformation latérale libre des échantillons, différentes techniques 
expérimentales existent. Les essais peuvent alors, tout au moins avant la localisation des 
déformations, être considérés homogènes puisque les frottements pouvant éventuellement 
exister sur les faces de l’échantillon en contact avec les plateaux de chargement se trouvent, 
en théorie au moins, éliminés par l’utilisation de ces dispositifs d’anti-frettage. En réalité, tous 
ces systèmes anti-frettage sont d’une efficacité variable. Certains ne sont pas suffisamment 
efficaces pour éliminer les effets de contact. D’autres assurent une distribution plus ou moins 
uniforme de contrainte. Il s’agira pour nous de passer en revue et d’étudier en détail toutes les 
techniques anti-frettage qui existent. On mettra systématiquement en évidence les 
inconvénients et les limites de chaque technique. On comparera ensuite ces différentes 
techniques. On définira enfin le protocole expérimental idéal ou optimal qui permettra de 
réduire au maximum tous les artefacts proprement dus à l’exécution des essais.  
Mise à part l’utilisation d’une pression de fluide, c’est à dire d’un chargement hydraulique aux 
extrémités de l’échantillon (Schock et Duba, 1972, cités par Paterson, 1978 ; Handin, cité par 
Hardy au 8th symposium de mécanique des roches, 1966), on peut distinguer deux modes 
différents de conception du système anti-frettage : soit modifier la forme géométrique de 
l’échantillon (shaped specimen), soit placer au niveau de l’interface roche-plateau un matériau 
solide ou fluide de nature et de forme géométrique variables. 
 
III.3.2.3/ GEOMETRIE 
 
III.3.2.3.1/ Grand élancement 
  
Les effets de frettage peuvent être réduits si on adopte un élancement assez grand. En effet, 
comme une conséquence de ces effets d’extrémités, la distribution de contrainte varie dans 
l’échantillon comme fonction de la géométrie de l’échantillon. Quand la longueur de 
l’échantillon augmente, une plus grande proportion du volume d’échantillon dans la partie 
centrale de ce dernier est sujette à un état approximativement uniforme de contrainte uniaxiale 
(Hawkes et Mellor, 1970). C’est pour cette raison essentielle que la Société Internationale de 
Mécanique de Roches (SIMR ; Fairhurst et Hudson, 1999) prescrit de tester  dans l’essai de 
compression sur les roches des cylindres circulaires droits avec un rapport entre la hauteur et 
le diamètre compris entre 2 et 3. L’utilisation d’inserts fluides ou solides (capping materials) 
ou de tout traitement de surface d’extrémité autre que la rectification n’est pas permise dans 
les recommandations de la SIMR (Fairhurst et Hudson, 1999). Un élancement dans la gamme 
moyenne de 2,5 à 3 est également recommandé par Vutukuri et al. (1974) pour la 
détermination de la résistance de compression. Ils affirment que l’effet de contact sur les 
mesures du module de Young et le coefficient poisson est négligeable pour une valeur 
d’élancement de l’échantillon d’au moins 2 et pour des mesures faites dans les portions 
centrales de l’échantillon. Il faut toutefois noter que le choix d’un élancement d’échantillon 
trop grand peut mener à des instabilités telles que le flambage, qui font rompre prématurément 
l’échantillon (Sulem, Vardoulakis, 1990). Ce problème de l’effet de l’élancement sera étudié 
en détail dans la suite du rapport. De plus, comme le font remarquer Vutukuri et al. (1974), il 
est très difficile d’obtenir des échantillons avec ce rapport pour des roches tendres et friables. 
Cette technique n’est donc finalement pas retenue. Toutefois, comme elle est très utilisée en 
laboratoire et qu’elle est conseillée de surcroît par la SIMR, elle fera également l’objet dans la 
suite du rapport d’une étude approfondie et sera systématiquement comparée à la technique 
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expérimentale que nous allons proposer et valider.  
 
III.3.2.3.2/ Double T 
 
Afin d’éviter les effets indésirables du frettage, les échantillons peuvent être confectionnés en 
forme de bobine (« bobin shape »), encore appelée en « os de chien » ou en double T (ce 
dernier terme ne convient qu’en déformation plane). Brace et Mogi, par exemple, ont utilisé 
des échantillons en forme d’os de chiens. (Brace, 1964b, cité au 8th symposium de mécanique 
des roches, 1966 ; Brace, 1964a ; Mogi, 1966, cités par Paterson, 1978). Avec ce type 
d’échantillon, Brace affirme que les effets de contact sont très faibles mais avoue que la 
préparation des échantillons est très longue et pénible, ce qui empêche d’obtenir avec une 
bonne répétabilité une même géométrie d’éprouvette d’un laboratoire à un autre. 
Pour réaliser des essais biaxiaux homogènes, Tillard (1992) a testé des échantillons en forme 
de double T, de façon à ce que la déformation se localise non plus à partir des coins supérieurs 
de l’échantillon mais dans sa partie centrale la plus sollicitée sous l’effort appliqué. Trois 
essais sur échantillons en forme de double T ont été réalisés et deux types de rupture ont été 
obtenues. D’une part, une fissure subverticale s’est propagée à peu près du centre de la face 
supérieure de l’échantillon avant de se développer vers l’arrondi du double T. D’autre part, 
une fissure s’est initiée à partir du pied de l’arrondi supérieur droit du double T et a fini par 
cisailler l’échantillon en deux blocs (figure 3.3.4). Afin de connaître l’hétérogénéité du champ 
de contrainte auxquels ces trois échantillons ont été exposés, un essai biaxial sur un 
échantillon en forme de double T a été simulé numériquement par Tillard à l’aide d’un code 
par éléments finis LAGAMINE de l’Université de Liège. Cette étude numérique a mis en 
évidence que le pied de l’arrondi du double T et le milieu de la face supérieure de l'échantillon 
sont des zones de concentration de contraintes et de déformations. Ainsi, il apparaît que 
l’emplacement des amorces de rupture qui ont été obtenues en laboratoire par Tillard est une 
conséquence de l’hétérogénéité du champ de contrainte induite par la géométrie même des 
échantillons. Comme l’a affirmé Tillard, l’objectif consistant à générer un champ de 
contrainte élevé mais assez homogène dans la partie centrale de l’échantillon, par des essais 
sur échantillons en forme de double T n’a donc pas été atteint. Finalement, ces essais ont été 
jugés par Tillard comme non-homogènes et ont été écartés.  
 
 
Figure 3.3.4 : Géométrie de la rupture des échantillons en forme de double T. (d’après Tillard, 1992). 
 
Wawersik (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966) est arrivé également à cette 
conclusion que des concentrations de contraintes sont inévitablement présentes aux coins de 
l’échantillon en os de chien. Pour cette raison, le système basé sur des échantillons 
confectionnés en forme de double T n’est pas retenu. 
 
III.3.2.3.3/ Cylindre avec section centrale réduite 
 
Une autre géométrie d’échantillon citée dans la littérature et basée sur le même principe que 
les échantillon en forme de double T, est la forme cylindrique avec une section centrale 
réduite (figure 3.3.5). (Barnard, 1964 ; Murrell, 1965, cités par Paterson, 1978 ; Brace, 1964b, 
cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966 ; Hoek 1965). 
 

Figure 3.3.5 : Cylindre avec une section centrale réduite. (d’après Jaeger et Cook, 1979). 
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Une jauge de déformation est placée au centre de l’échantillon. Les contraintes dans un tel 
échantillon ont leurs plus grandes valeurs au niveau central. La forme de l’échantillon est 
déterminée par un étude photoélastique pour assurer une distribution uniforme de la contrainte 
axiale dans cette section de l’échantillon. Ces échantillon sont très difficiles à préparer. Etant 
basée sur le même principe que les échantillons confectionnés en forme de double T, cette 
technique n’est également pas retenue à cause des concentrations de contraintes induites aux 
coins.  
 
III.3.2.4/ CONTACT 
 
III.3.2.4.1/ Jeux d’inserts ou embases spéciaux 
 
Les perturbations induites par le frottement entre l’échantillon rocheux et la tête des pistons de 
chargement peuvent être éliminés en traitant l’interface échantillon-plateau en insérant une 
plaque de matériau souple entre l’échantillon et le plateau. Par exemple, Vinegar et al. (1991, 
cités par Tillard, 1992), ont utilisé un système d’anti-frettage en téflon lors d’essais triaxiaux 
sur le grès de Castlegate. Malgré l’utilisation de ce système anti-frettage en téflon, les parties 
supérieures et inférieures de leurs échantillons ont continué à se compacter quand leur partie 
centrale commençait à se dilater. Le système d’anti-frettage en téflon était donc inefficace et 
inadapté. Par ailleurs, comme le fait remarquer Tillard (1992), les essais biaxiaux standards 
qu’elle a réalisés sur la marne de Beaucaire se caractérisent tous par une déformation plus 
forte dans la partie supérieure des échantillons que dans leur partie inférieure et la fissuration  
naît systématiquement aux coins de l’échantillon. Le premier phénomène mentionné est à 
attribuer au frottement de l’échantillon sur les plaques de verre qui le maintiennent en 
déformation plane, le second est induit par les conditions limites imposées. Tillard a cherché à 
éliminer ces imperfections en améliorant les conditions aux limites de l’essai. De façon à 
limiter l’influence du frettage sur la rupture des échantillons, différents dispositifs d’anti-
frettage ont été testés. Les faces de l’échantillon ont été systématiquement lubrifiées avec une 
graisse de silicone. Tillard a successivement intercalé entre l’échantillon lubrifié et les 
plateaux de chargement, c’est à dire les têtes inférieures et supérieures du biaxial, une bande 
de téflon, deux bandes de téflon, une couche de lamelles en téflon (épaisses de 2 mm, longues 
de 34,5 mm et larges de 3 mm), deux couches de lamelles en téflon superposées et placées en 
quinconce, deux couches de lamelles en acier rectifiées (épaisses de 3 mm, longues de 34,4 
mm et larges de 10 mm) également placées en quinconce et enfin deux couches de ces 
lamelles en acier rectifiées placées en quinconce et séparées de l’échantillon par une bande de 
latex lubrifiée. Quel que soit le système d’anti-frettage utilisé, l’échantillon s’est rompu à 
partir de ses coins supérieurs et dans la plupart des cas selon un cône. Aucune tendance bien 
nette n’a pu être mise en évidence entre le dispositif d’anti-frettage sélectionné et les 
contraintes et les déformations mesurées à la rupture. Tillard s’est intéressé à la géométrie de 
la rupture générée en recherchant si des raffinements successifs de l’anti-frettage aboutiraient 
à une disparition des effets de singularité aux coins des échantillons. Avec les trois premiers 
dispositifs testés, aucune amélioration n’a été remarquée. En utilisant le quatrième dispositif, 
en plus des deux fissures s’initiant aux coins supérieurs de l’échantillon, d’autres fissures 
prenant naissance ailleurs, en général à la base d’une lamelle de téflon, ont été observées. 
Tillard a constaté qu’au lieu de glisser sur la face supérieure de l’échantillon, les petites 
lamelles de téflon avaient plutôt tendance à s’entremêler ou à s’enfoncer dans l’échantillon. 
Le téflon a été remplacé par de l’acier. Cependant, dès que l’une de ces lamelles en acier, trop 
rigide par rapport à la marne a tendance à s’enfoncer dans l’échantillon, elle provoque 
l’apparition d’une macrofissure qui mène l’échantillon à sa ruine. Cela a conduit Tillard à 
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intercaler entre l’échantillon et les lamelles d’acier une bande de latex bien lubrifiée, enduite 
de graisse de silicone, sur laquelle les lamelle d’acier peuvent glisser. Tillard a constaté aussi 
quelquefois que les lamelles d’acier se sont accommodées de la déformation de l’échantillon 
en s’écartant les unes des autres si bien qu’elles n’ont pas transmis à l’échantillon un 
cisaillement supplémentaire. Comme le fait remarquer Tillard, malgré les efforts déployés 
pour améliorer les conditions aux limites de ses essais biaxiaux, les coins des échantillons de 
marne sont restés une région privilégiée pour la naissance des fissures. Tillard en a conclu que 
les essais qu’elle a réalisés sont non-homogènes. 
En fait, on montre que les contraintes dans l’éprouvette sont non uniformes si les inserts ou 
embases, les plateaux de la presse, le piston de la cellule sont de rigidités très différentes de la 
roche testée. Dans ce sens, Peng et Johnson (1972) suggèrent de sélectionner des inserts ou 
embases spéciaux qui ont la même rigidité que le matériau testé. Peng (1970, 1971) a étudié 
en détail les distributions de contraintes et de déformations de surfaces cylindriques des 
échantillons sujets à des conditions limites variées. Il a fait remarquer qu’il y avait deux 
causes principales de chargement non uniforme dans les échantillons. Un facteur important est 
le frottement entre les extrémités de l’échantillon et les plateaux de la presse. L’autre facteur 
est la rigidité relative de l’échantillon et les plateaux de la presse, ou de  l’échantillon et des 
inserts placés entre l’échantillon et les plateaux. L’échantillon tend à avoir une expansion 
radiale quand il se raccourcit. Si les plateaux de la presse ont la même expansion latérale que 
l’échantillon, il n’y aurait pas de tendance pour l’échantillon à se mettre en tonneau. 
L’échantillon se déformerait plutôt uniformément. Si les plateaux ont une expansion 
supérieure ou inférieure à celle de l’échantillon, le chargement est non uniforme. Selon Peng 
et Johnson (1972), la rigidité relative est le facteur le plus important  parce que si les rigidités 
relatives sont égales, la quantité de frottement entre l’échantillon et les plateaux ou les inserts 
est hors de propos, il ne peut pas y avoir de contraintes de frottement si l’échantillon et les 
plateaux ont une expansion de la même quantité. Si l’échantillon et les plateaux ou inserts ont 
des rigidités différentes, les contraintes dans l’échantillon seront certainement non uniformes. 
Selon Peng et Johnson, la meilleure procédure expérimentale pour obtenir un chargement 
uniforme est de sélectionner expérimentalement des inserts qui ont la même rigidité que les 
échantillons testés. Peng (1970, 1971) a testé différentes conditions en extrémités en essayant 
une variété d’inserts, placés entre les échantillons et les plateaux de chargement, afin de 
trouver empiriquement une condition limite qui produit un chargement uniforme dans 
l’échantillon de granite de Chelmsford (figure 3.3.6). Peng plaça cinq jauges pour mesurer les 
déformations verticales et sept jauges pour mesurer les déformations circonférentielles à 
différentes hauteurs des surfaces cylindriques des échantillons. Il fit des mesures similaires 
avec des échantillons d’acier afin de détecter de faux résultats causés par les inhomogénéités 
et les propriétés anisotropes du granite de Chelmsford. Il est très important d’examiner à la 
fois les distributions de déformations verticales et circonférentielles à l’intérieur des 
échantillons testés en compression (figure 3.3.7). 
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Figure 3.3.6 : A gauche : déformation de l’échantillon cylindrique pour différentes conditions limites. (a: 
confinement parfait, b: contact direct, c: chargement uniforme, d: inserts en téflon et e: inserts en néoprène). A 
droite : types d’inserts testés. (a) représente le plateau de la presse, (b) la plaque de téflon, (c) l’échantillon et (d) 
l’insert en acier. (d’après Peng et Johnson, 1972). 
 
 
 
 
Figure 3.3.7 : Allures des déformations et cartes de concentrations de contrainte à l’intérieur des échantillons 
cylindriques de granite de Chelmsford sujets à des conditions limites variées. Seules les moitiés supérieures des 
échantillons sont montrées. (d’après Peng et Johnson, 1972). 
 
Dans le cas d’un échantillon en contact direct avec les plateaux de chargement, le frottement 
entre les surfaces de contact et les plateaux et la tendance pour l’échantillon à avoir une 
expansion radiale mène à un ballonnement de l’échantillon. Peng et Johnson arrive alors à la 
conclusion qu’il n’est pas recommandé de mettre un échantillon directement en contact avec 
un plateau qui a un plus large diamètre que l’échantillon. Dans le cas où des inserts en téflon 
avec le même diamètre que les extrémités de l’échantillon sont placés entre les surfaces de 
contact et les plateaux de chargement, le résultat est complètement différent du cas précédent. 
Les surfaces d’extrémités ont une expansion radiale plus grande que la portion médiane de 
l’échantillon. La déformation verticale à mi-hauteur de la surface cylindrique de l’échantillon 
avec ces inserts en téflon est plus grande que la déformation verticale près des surfaces de 
contact. La mesure des déformations d’échantillons cylindriques testés avec des inserts en 
néoprène montre un phénomène similaire. Cette déformation est due à l’expansion radiale des 
inserts de téflon et de néoprène et à la contrainte de cisaillement  induite qui est transmise des 
inserts aux surfaces de contact des échantillons. Les angles de frottement interne pour le téflon 
et le néoprène, requis pour causer les déformations observées, ont été calculés. Ils sont de 
respectivement 1° et 5°. Le téflon et le néoprène ont donc un très faible angle de frottement, 
mais leur utilisation ne garantit pas une distribution de contrainte uniforme à l’intérieur des 
échantillons. L’inspection des plaques de téflon et de néoprène après les tests montre que le 
bord de chaque plaque devient sensiblement plus mince, tandis que la partie intérieure semble 
garder son épaisseur d’origine. Le néoprène tend à l’extrusion dès qu’une charge axiale est 
appliquée. La quantité d’écoulement radial du néoprène est plus grande que celle du téflon. 
Pour le téflon, l’écoulement est réversible à faibles charges axiales, mais permanent à grandes 
charges, tandis que pour le néoprène, l’écoulement est permanent même à faibles charges 
axiales. Finalement, un chargement uniforme est obtenu en plaçant des pièces d’extrémités en 
acier de même diamètre que l’échantillon, entre les extrémités de ce dernier et les plateaux de 
chargement. Ces disques en acier produisent la distribution de déformations la plus uniforme 
de toutes les possibilités examinées par Peng (1970, 1971). 
En partant donc de l’idée que le matériau  en contact avec l’échantillon de roche testé doit 
avoir la même rigidité que ce dernier et au lieu de comprimer l’échantillon entre des plateaux 
larges, certains expérimentateurs, Cook (1962, cité par J.C Jaeger au 8th symposium de 
mécanique des roches, 1966), Hallbauer et al. (1973, cité par Paterson, 1978), Hoek (1965), 
Peng et Johnson (1972) ont choisi d’utiliser pour les plateaux de chargement des pièces en 
métal égalisées, c’est à dire avec des propriétés mécaniques et des géométries égalisées le plus 
près possible de ceux des échantillons testés (figure 3.3.8). En pratique, il faut choisir des 
pièces en extrémités ayant un rapport ν/E et une section identiques à ceux de l’échantillon 
testé. La plupart des roches peuvent être « égalisées » par des métaux appropriés. 
 
 
Figure 3.3.8: Egalisation de l’échantillon et des plateaux de chargement au niveau des propriétés mécaniques et 
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des géométries. (d’après Jaeger et Cook, 1979). 
 
Soit une interface de même diamètre que l’échantillon. On a: 

εax = σax

E
   avec E représentant le module d’élasticité de Young. 

εrad = νεax  avec ν représentant le coefficient de poisson. 

D’ou εrad = νεax = ν σax

E
  représentant la déformation latérale due à la contrainte axiale σax . 

Dans le cas de l’échantillon : ε ν σ
rad
ech

ech
ax

echE
= ×  

Dans le cas de l’interface : ε ν σ
rad

ax

E
int

int
int

= ×  

L’interface en contact avec l’échantillon étant soit le plateau de chargement, soit un insert.  
Dans le cas du plateau de chargement, si ce dernier est plus rigide que l’échantillon, on a alors  
νint

intE
 < νech

echE
 , soit pour un σax donné εrad

int  < εrad
éch   . 

Ce qui veut dire que même quand les surfaces de l’échantillon et des plateaux sont 
parfaitement rectifiées et donc horizontales et parallèles, la rigidité des plateaux, dans le cas 
de plateaux plus rigides que l’échantillon, empêche l’expansion latérale des extrémités de 
l’échantillon. L’échantillon est restreint près des plateaux à cause des différences entre les 
propriétés élastiques de la roche et de l’acier. 
Par ailleurs, l’expérimentation a montré que certains matériaux peuvent causer des contraintes 
de traction latérale radiale (induced tensile stresses) au niveau des extrémités de l’échantillon, 
par extrusion de ces inserts (Wawersik, 1968). L’utilisation d’inserts souples ou d’un 
lubrifiant tend à promouvoir la rupture en clivage axial par le phénomène d’extrusion (Brady, 
1971, cité par Paterson, 1978 ; Peng et Johnson, 1972). Le phénomène d’extrusion est en effet 
possible si l’insert est moins rigide (plus souple) que l’échantillon. 

On a alors νint

intE
 > νech

echE
  , soit pour un σax donné εrad

int  > εrad
ech   .  

la rupture par extrusion sera discutée en détail dans la suite du rapport. 
Si le métal de ces pièces en extrémités est choisi tel que l’expansion radiale latérale soit la 
même que celle de l’échantillon, c’est à dire que le rapport ν/E soit le même pour le métal des 
pièces extrêmes et pour la roche, alors les effets à l’interface dus aux contraintes latérales sont 
réduits et même devraient disparaître durant la partie élastique de la compression.  

EEech

ech

int

intν ν=   d’où, pour un même σax donné:  εε int
rad

ech
rad =  

Par exemple, Peng (1971) obtint un chargement  uniforme pour des échantillons d’élancement 
2 (de diamètre d = 3,18 cm) avec des inserts en acier de hauteur et de diamètre égaux au 
diamètre de l’échantillon, placés entre l’échantillon et les plateaux. Hast (1943) rapporta que 
des plateaux poreux en fibres de bois donnent plus ou moins une distribution de contrainte 
uniforme sur des échantillons de béton. Au LCPC, les expérimentateurs ont fait le choix 
d’utiliser de l’aluminium pour les essais réalisés sur le béton et ont également obtenu une 
distribution de contrainte uniforme. 
Notons qu’une difficulté de cette technique est qu’il faut trouver un matériau qui ait le rapport 
ν/E  recherché. Il n’est pas toujours facile en effet de trouver des inserts avec une rigidité 
équivalente à celle du matériau testé. D’ailleurs, cela suppose que la rigidité du matériau testé 
a déjà été évaluée de façon correcte et précise.  
De plus, cette condition d’égalisation de l’interface à l’échantillon peut être 
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approximativement réalisée par l’utilisation d’aluminium, de cuivre, ou d’autres matériaux de 
plateau appropriés au type de roche testé, à condition que la roche et l’interface restent 
élastiques. En effet, comme le font remarquer Wawersik (cité au 8th symposium de mécanique 
des roches, 1966) et Wawersik et Fairhurst (1970), il est impossible de maintenir une 
propriété d’égalisation parfaite pendant l’histoire de chargement entière. Une fois que la 
fissuration commence dans l’échantillon, le module d’élasticité E et le coefficient de Poisson 

ν changent, de telle manière que le taux  ν
E

 change. La condition d’égalisation n’est plus 

satisfaite. Il n’est pas pour l’instant possible d’étendre ce concept à la région ductile de la 
courbe contrainte-déformation. C’est un défaut non négligeable de la méthode.  
 
Par ailleurs, Peng et Johnson (1972) ont testé des échantillons sous chargement triaxial sous 
les mêmes conditions limites que dans les tests uniaxiaux. Les conditions limites d’un 
confinement parfait, d’un contact direct, des inserts de téflon et de néoprène dans un 
chargement triaxial montrent la même distribution des déformations de surface que dans le cas 
d’un chargement uniaxial. Cependant, la condition limite qui produit un chargement uniaxial 
uniforme ne produit pas un chargement triaxial uniforme. En fait, en compression uniaxiale et 

dans la phase élastique, on a 
EEech

ech

int

intνν =  . 

Dans la phase plastique du comportement de l’échantillon, l’égalité n’est plus vérifiée. En 

compression triaxiale, 
Eech

echν   n’est plus égal à 
E int

intν  . La technique n’est donc pas applicable en 

compression triaxiale. C’est un autre inconvénient majeur qui fait perdre à la méthode tout 
son intérêt.  
On pourrait envisager pour avoir une parfaite égalisation d’insérer des disques du même 
matériau que l’échantillon testé. (Shook, 1963, cité par Vutukuri et al., 1974). On espère dans 
ce cas que les contraintes latérales se produisent entre l’insert et le plateau, tandis que 
l’échantillon testé reste libre de toute contrainte latérale. La distribution de contrainte est alors 
non-uniforme dans l’insert, mais reste uniforme dans l’échantillon testé. C’est utile pour 
mesurer les constantes élastiques du matériau, mais n’est pas idéal pour des tests de rupture. 
En effet, l’insert se rompt généralement en premier, avant l’éprouvette. De plus, l’expérience 
montre que les fissures tendent à se terminer à l’intérieur des disques, au plan de contact entre 
les surfaces d’extrémités de l’échantillon et les disques. Wawersik proposa l’idée de placer 
entre l’échantillon et les plateaux de chargement des pièces de la roche à tester avec une 
résistance plus grande. De notre point de vue, cela serait possible si on utilise une porosité 
plus faible pour ces pièces mais même dans ce cas, on n’est pas certain d’avoir un rapport ν/E 
inchangé pendant toute l’histoire de chargement et donc de garantir une égalisation parfaite 
jusqu’à la rupture de l’échantillon testé.  
En conclusion, cette technique présente un certain nombre d’inconvénients majeurs. Comme 
cette technique n’est valable que pour un matériau élastique d’une part et chargé en 
compression simple d’autre part, le choix de cette technique est définitivement abandonné. Ce 
problème nous sensibilise sur le fait que la technique d’anti-frettage qui sera choisie pour la 
suite de notre étude doit obligatoirement rester valable pour un état de compression triaxiale et 
pendant l’entière histoire de chargement. 
 
III.3.2.4.2/ Systèmes à peigne 
 
Les systèmes à peigne (brush platens) sont faits d’une assemblée d’épingles flexibles en acier 
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de faible section (par exemple 3,2 mm2). (Brown, 1974 ; Brown et Gonano, 1974, cités par 
Paterson, 1978 ; Brady et Brown, 1985). En fait, ces systèmes présentent de sérieux 
inconvénients. Ils sont trop difficiles au niveau de leur préparation et de leur maintenance 
pour être utilisés dans des tests de routine et pour être recommandés. De plus, ils peuvent 
conduire à des problèmes d’indentation de l’échantillon en fonction du type de roche et du 
niveau de contrainte (Brady et Brown, 1985). Cette solution a besoin d’être adaptée aux 
différentes roches. A cause de ces nombreux inconvénients, le choix de cette technique est 
abandonné. 
 
 
 
 
III.3.2.4.3/ Lubrification 
 
III.3.2.4.3.A/ Problème ouvert 
 
Le contact entre l’échantillon et les plateaux de chargement est lubrifié pour éviter le 
frottement. En fait, la lubrification de l’interface reste un problème ouvert en mécanique des 
roches. (Föppl, 1900, cité par Paterson, 1978 ; Vicat, ?, cité par Mohr, 1900 et Vardoulakis et 
al., 1998) et (Mohr, 1900) dans son article historique sur la rupture des matériaux, étaient 
favorables à la lubrification des plateaux pour éviter le frottement. Toutefois, au sein des 
laboratoires et suivant les recommandations de la SIMR, les essais sont le plus souvent frettés. 
 
III.3.2.4.3.B/ Coefficient de frottement 
 
D’après la loi de frottement de Coulomb, la résistance au glissement à une interface est 
exprimée en terme de coefficient de frottement µ , défini comme le rapport de la force de 
cisaillement sur la force normale, 

coefficient de frottement: µ = force cisaillement
force normale

 

La valeur qui est nécessaire pour initier le glissement est appelée coefficient de frottement 
statique et celle qui est nécessaire pour maintenir un glissement en continu est le coefficient 
de frottement cinétique ou dynamique. Il faut souligner ici que le coefficient de frottement 
n’est pas une propriété matérielle intrinsèque mais un indicateur des effets de frottements. Le 
coefficient de frottement entre matériaux n’est pas constant et dépend de la nature des surfaces 
de contact et des conditions du matériau (sec ou saturé).  
 
III.3.2.4.3.C/ Choix du lubrifiant 
 
Un état de déformation homogène peut être obtenu en utilisant un lubrifiant approprié, 
réducteur de frottement. (Hardy et al., 1967, cités au 8th symposium de mécanique des roches, 
1966 et par Paterson, 1978 ; Föppl, 1900, cité par Paterson, 1978 ; Hawkes et Mellor, 1970 ; 
Al-Chalabi et Huang, 1974 ; Mohr, 1900). 
Au niveau du choix du lubrifiant et dans par exemple un test de compression de matériau à 
forte résistance comme une roche dure, il est important que le lubrifiant reste efficace même 
s’il est sujet à de grandes contraintes normales, supérieures à plusieurs centaines de MPa, pour 
des déplacements de l’ordre de plusieurs centaines de microns et des vitesses de quelques 
microns par seconde.  
Pour évaluer quantitativement l’efficacité des différents lubrifiants, on utilise la loi de 



Chapitre III                                                                                                                                                             Etude expérimentale 141

frottement de Coulomb. Notons que le coefficient de frottement de substances variées a été 
évalué, que ce soient des lubrifiants solides, des graisses, des acides gras, ou des huiles 
minérales, animales et végétales. Citons quelques exemples de lubrifiants couramment 
utilisés: le graphite, le tungstène disulfide, l’huile de paraffine, le molybdenum disulfide 
(poudre grise), le PTFE (Polytetrafluorethylene, plus connu sous le nom de téflon), le spray de 
silicone et l’acide stéarique (acide gras) (figure 3.3.9) mélangé avec de la vaseline ou du talc. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.9 : Acide stéarique. Mesure d’absorption de la lumière infra-rouge.  
 
Boyd et Robertson (1945) ont réalisé une étude sur ces lubrifiants pour mesurer leur 
coefficient de frottement. Ils ont utilisé pour cela un appareil de cisaillement en torsion. 
 
lubrifiant coefficient de frottement 

acide stéarique 
  

            0,022 
 

tungstendisulfide (WS2)             0,032 
 

molybdenum disulfide 
(MoS2)  

            0,032 
 

graphite             0,036 
 
Le plus faible coefficient de frottement a été mesuré pour l’acide stéarique. Le coefficient de 
frottement pour un frottement téflon-téflon est de 0,04 et pour le frottement téflon-acier 0,1 
(Bowers et al., 1953, cités par  Papamichos, 1992). Une étude expérimentale de ces lubrifiants 
pour une grande variété de contraintes normales et de déplacements a été réalisée par Bridell 
(1991) et Labuz et Bridell (1993). Pour mesurer le coefficient de frottement, Labuz et Bridell 
ont utilisé un appareil de double cisaillement direct (figure 3.3.10). Cette recherche a été 
conduite à l’Université du Minnesota. Diverses roches ont été utilisées comme blocs de 
frottement. Avant chaque test, les surfaces des plateaux sont durcies et polies. Les plateaux 
sont essuyés après chaque test de frottement avec du xylene. La procédure consiste à appliquer 
le lubrifiant entre le bloc et les plateaux d’acier. Une contrainte normale constante de 5 MPa 
est appliquée. Les plateaux se déplacent à une vitesse de 5 microns/seconde. Le graphite et le 
molybdenum disulfide sont appliqués aux surfaces par polissage pour obtenir un film laminé. 
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Figure 3.3.10 : Résultats typiques de tests de cisaillement direct. Une contrainte normale constante de 5 MPa est 
appliquée. Les plateaux se déplacent à une vitesse de 5 microns/seconde. (d’après Labuz et Bridell, 1993). 
 
Les coefficients de frottement obtenus mesurés sont en accord avec d’autres données publiées. 
Le graphite a un coefficient de frottement de 0,07 - 0,08 qui est plus faible que 0,13 obtenu 
par Boes (1964, cité par Labuz et Bridell, 1993) mais plus fort que 0,036 donné par Boyd et 
Robertson (1945). Ils ont obtenu pour le molybdenum disulfide un coefficient de frottement 
supérieur à 0.12, ce qui reflète leur incapacité à obtenir un film laminaire par polissage. Un 
frottement téflon-téflon (d’épaisseur 0,05 mm) montre un faible coefficient de frottement de 
0,05. Un frottement téflon-acier montre un coefficient de frottement de 0,1. L’acide stéarique 
montre le coefficient de frottement le plus faible, de l’ordre de 0,02 (figure 3.3.11). 
 
 
Figure 3.3.11: Résultats de tests pour le coefficient de frottement de l’acide stéarique en fonction du déplacement 
pour un bloc de grès de Berea glissant sur des plateaux en acier. La vitesse de glissement est de (a) 0,1 µm/s (b) 
1,0 µm/s. Les contraintes normales pour les courbes ABCDE sont 7, 21, 35, 49 et 63 MPa respectivement. Le 
lubrifiant utilisé entre le grès et les surfaces des plateaux est l’acide stéarique. (d’après Bridell, 1991). 
 
Tarrant (1954, cité par Labuz et Bridell, 1993) mesura pour une graisse contenant des 
molécules d’acide gras hautement polaire un coefficient de frottement de 0,04. Pour quelques 
hydro-carbones polaires, le frottement semble décroître quand la longueur de chaîne 
augmente. (Johanmir, 1985, cité par Labuz et Bridell, 1993). L’acide stéarique, un 
hydrocarbone polaire avec une longueur de chaîne de 16, de formule chimique (CH3 (CH2 )16 
CO2 H), avec deux atomes d’oxygène et un d’hydrogène localisés à la fin polaire de la chaîne, 
devrait donc être associé à un faible frottement. Ceci est en accord avec les résultats 
précédemment cités où, effectivement, l’acide stéarique a de toutes les substances testées le 
plus faible coefficient de frottement. Dû à ces excellentes performances, documentées aussi 
dans les tests de compression uniaxiale conventionnels (Labuz et Bridell, 1993), l’acide 
stéarique a été adopté comme étant un réducteur de frottement de choix dans les tests. Notons 
que Föppl avait déjà utilisé la « stéarin » comme réducteur de frottement. Papamichos (1992) 
a réalisé des essais de compression en déformation plane sur du grès de Berea. Les 
échantillons cylindriques sont testés avec les faces d’extrémités lubrifiées. Papamichos a 
également utilisé un appareil de déformation plane pour tester le phénomène de bifurcation 
localisé dans des échantillons de roches tendres sujets à des compressions en conditions de 
déformations planes. Il a procédé à la lubrification de toutes les surfaces d’échantillon en 
contact avec les plateaux. Le lubrifiant, dont la valeur du coefficient de frottement est 
comprise entre 0,01 et 0,06, est composé d’un mélange d’acide stéarique et de vaseline non 
polarisée. En plus de l’action de réduction de frottement, le mélange acide stéarique-vaseline 
fournit un excellent couplant acoustique entre les capteurs d’émission acoustique et les 
surfaces d’extrémités de l’échantillon. Notons que ce lubrifiant a été utilisé depuis par 
Pellegrino (1995) et Bésuelle (1999). 
 
III.3.2.4.3.D/ Préparation du lubrifiant 
 
Le lubrifiant est composé d’un mélange d’acide stéarique et de vaseline non polarisée. L’acide 
stéarique granulaire en poudre est mélangé avec de la vaseline non polaire à proportions 
massiques égales de 1:1 pour une application facile dans les surfaces de frottements. 
Ce mélange est préparé en plaçant une quantité égale de cristaux d’acide stéarique et de 
vaseline dans un four chauffant à 70°C, qui est la température de mélange des cristaux d’acide 
stéarique. En fait, nous conseillons de chauffer le mélange à 75°C pour faciliter et accélérer la 
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réaction. Dans ce but également, il n’est pas inutile de mélanger quelques fois la préparation, 
l’acide a en effet tendance à se déposer en bas du flacon. Le mélange est total dès qu’on 
obtient un liquide incolore et homogène. Après mélange complet, la surface extérieure du 
gobelet est refroidie rapidement avec de l’eau pour que les molécules d’acide stéarique ne se 
séparent pas de la vaseline. On laisse refroidir le lubrifiant jusqu’à solidification complète. 
Cela donne un mélange uniforme solide gras à température ambiante. C’est une substance de 
couleur blanche avec une texture savonneuse. 
 
III.3.2.5/ CONCLUSION 
 
La technique de la lubrification semble être d’un très grand intérêt. Elle ne présente aucun des 
inconvénients majeurs relevés au niveau des autres techniques anti-frettage présentées. Nous 
allons dans la suite du rapport valider cette technique et comparer les résultats obtenus pour le 
cas des essais frettés et lubrifiés. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.3.3/ ANALYSES THEORIQUES ET NUMERIQUES 
 
Des analyses théoriques et numériques ont été réalisées dans le but de mieux comprendre les 
effets  du frettage à l’interface roche-plateau. En particulier, ces analyses théoriques des 
champs de contraintes et de déformations ont été réalisées pour un cylindre élastique en 
compression sous différentes conditions telles qu’un déplacement latéral nul ou des conditions 
de frottement spécifiques aux extrémités. (Filon, 1902 ; Pickett, 1944 ; D’Appolonia et 
Newmark, 1951 ; Balla, 1960 ; Kotte et al., 1969 ; Brady, 1971a-c ; Brady et Blake, 1972, 
cités par Paterson, 1978 ; Hawkes et Mellor, 1970 ; Peng, 1971 ; Al-Chalabi et Huang, 1974 ; 
Dresher et Vardoulakis, 1982) (figure 3.3.12). Bordia (1971, cité par Paterson, 1978) a réalisé 
une analyse similaire en utilisant la théorie de la plasticité.  
 
Figure 3.3.12 : Initiation de la microfissuration dans les régions les plus sévèrement contraintes. Mise en 
évidence de la formation de cônes aux extrémités de l’échantillon. (d’après Hawkes et Mellor, 1970). 
 
Pellegrino (1995) a conduit une analyse numérique sur les effets de la lubrification sur la 
distribution des champs de contraintes et de déformations de l’échantillon en utilisant le code 
CESAR basé sur la méthode des éléments finis et développé au Laboratoire Central des Ponts 
et Chaussées de Paris (LCPC) (figure 3.3.13). Les paramètres de calcul sont l'élancement de 
l'éprouvette, les conditions de frettage entre les bases du cylindre et les plateaux de charge et 
le diamètre des plateaux par rapport à celui du cylindre. Le comportement du matériau est 
supposé élastoplastique parfait avec un critère de plasticité de Drucker-Prager. Trois 
conditions de contact entre la roche et les plateaux de charge (contact direct roche-acier, 
interface de contact lubrifié et enfin glissement libre de la roche par rapport aux plateaux sans 
aucune contrainte de frottement) sont simulées. Dans le premier cas, Pellegrino a imposé que 
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l’échantillon soit solidaire des plateaux. La simulation de la deuxième et troisième conditions 
a été obtenue en utilisant les éléments d’interface disponibles dans le code. Dans le deuxième 
cas, Pellegrino a inséré entre les bases du cylindre et l’acier des éléments d’interface dont le 
coefficient de frottement a été supposé égal à celui du mélange acide stéarique-vaseline de 
Bridell et Labuz. Dans le troisième cas, le coefficients des mêmes éléments a été supposé égal 
à zéro pour la condition d’expansion libre. Les résultats des calculs numériques montrent que 
les éprouvettes solidaires des plateaux développent toujours un cône élastique au contact des 
plateaux (cônes de frottement). (Dresher et Vardoulakis, 1982). En cas de lubrification, le 
frettage partiel a encore une influence sur le début de la plastification, car il favorise une 
concentration des contraintes tout le long de sa circonférence de base. Le coefficient de 
frottement réduit produit un petit cône élastique. Pour des éprouvettes comprimées en absence 
complète de frottement et donc dans des conditions d’expansion libre, le cône ne se forme 
plus et l’échantillon présente une plastification uniforme. 
 
Figure 3.3.13 : A gauche : éprouvette à élancement 2 lubrifiée. Deuxième à gauche : éprouvette à élancement 2 
non lubrifiée. A droite : éprouvette à élancement 1 non lubrifiée. Deuxième à droite : éprouvette à élancement 1 
lubrifiée. En bas: zones de plastification calculées par le code CESAR. (d’après Pellegrino, 1995 et Pellegrino, 
Sulem et Barla, 1997). 
 
Sheng et al. (1997) ont étudié l’inhomogénéité dans un échantillon triaxial causée par les 
contraintes en extrémités dans les tests drainés et non drainés et dans des tests drainés avec un 
drainage insuffisant (figure 3.3.14). L’échantillon de sol simulé est un argile suédois 
surconsolidé. Le problème est étudié par simulation numérique utilisant le programme 
ABAQUS. Dans le modèle par éléments finis, les plateaux d’extrémités sont traités comme 
des corps rigides et l’échantillon de sol comme un corps déformable. Les nœuds aux surfaces 
extrêmes de l’échantillon sont en contact avec les plateaux et des éléments de contact 
spéciaux sont introduits entre la surface déformable et la surface rigide. Trois conditions 
différentes de contact sol-plateau sont considérées : 
- contact lisse parfait (SC): pas de frottement entre l’échantillon et les plateaux. 
- contact de frottement (FC): avec un angle de frottement sol-plateau de 20°. 
- contact complètement rugueux (RC): pas de glissement aux surfaces de contact. 
Finalement, Sheng et al. (1997) montrent et cela indépendamment du test, qu’il soit drainé, 
non drainé, ou drainé avec un drainage insuffisant, que dans un cas idéal de contact 
parfaitement lisse (figure 3.3.14.adg), aucune contrainte de cisaillement ne se développe à 
l’extrémité. Dans le cas d’un contact frottant et rugueux, des contraintes de cisaillement se 
développent. Les contraintes en extrémités agissent comme un confinement supplémentaire. 
Le sol ne se déforme pas librement. La contrainte de cisaillement cause des contraintes non 
uniformes à l’intérieur de l’échantillon. L’échantillon de sol a une déformation non-uniforme 
en tonneau. La non-uniformité en contraintes et en déformations augmente quand on 
augmente la déformation. Des contraintes plus importantes en extrémités mènent à une mise 
en tonneau plus prononcée en extrémités. (figures 3.3.14.beh, 3.3.14.cfi). Notons que Sheng 
donne dans son article quelques références supplémentaires traitant de la simulation 
numériques des problèmes de contraintes en extrémités d’un échantillon. 
 
Figure 3.3.14 : Distribution des contraintes de cisaillement τxy (kPa) dans des échantillons pour des tests drainés. 
Déformation de l’échantillon pour différentes conditions limites. (d’après Sheng et al., 1997). 
 
III.3.4/ ETUDE EXPERIMENTALE DE LA LUBRIFICATION 
 
III.3.4.1/ BUT DE L’ETUDE 
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En suivant les conclusions de Bridell (1991) et Labuz et Bridell (1993), nous avons décidé de 
tester des conditions d’essais différentes de celles indiquées par la SIMR. L’objectif étant 
d’empêcher le frettage par l’utilisation d’une lubrification entre les bases de l’éprouvette et les 
plateaux de charge. Le but est d’obtenir une distribution uniforme en contraintes et en 
déformations dans des échantillons testés en compression. 
 
III.3.4.2/ DISPOSITION DES JAUGES DE DEFORMATION 
 
III.3.4.2.1/ Importance de l’instrumentation 
 
Un des problèmes dans l’expérimentation est que les échantillons testés en compression ne 
sont pas toujours suffisamment instrumentés pour s’assurer de la distribution uniforme de la 
déformation. Une instrumentation de qualité augmente le coût de l’expérience mais fournit un 
très bon aperçu de la distribution des déformations.  
Selon Hardy, (cité au 8th Symposium de mécanique des roches, 1966) et Hardy (1966, cité par 
Jaeger et Cook, 1979), il y a deux facteurs d’importance dans le chargement de compression 
de l’échantillon, les forces frottantes dans les surfaces extrêmes de l’échantillon et 
l’uniformité du chargement axial dans ces surfaces extrêmes. Les forces frottantes à l’interface 
roche-plateau a une influence directe sur l’uniformité de la déformation radiale mesurée sur 
toute la hauteur de l’échantillon. L’uniformité du chargement axial dans les surfaces extrêmes 
est étroitement liée à l’uniformité de la déformation axiale de l’échantillon. En accord avec 
ces remarques, Peng et Johnson (1972) affirment que, pour chaque type de roche, il est 
nécessaire de réaliser des tests pour analyser l’uniformité de la distribution de déformation en 
terme aussi bien des déformations circonférentielles que des déformations verticales. 
 
III.3.4.2.2/ Uniformité de la déformation axiale 
 
Il faut placer un certain nombre de jauges de déformation axiale tout au long de la section 
médiane de l’échantillon pour s’assurer de l’uniformité du chargement axial.  
Hardy, par exemple, a fait des expériences avec plusieurs jauges de déformation collées autour 
de la circonférence de l’échantillon. Hardy a instrumenté chaque échantillon avec trois jauges 
de déformations axiales orientées à 120° autour de l’échantillon. Hardy trouva qu’en général, 
le chargement axial est extrêmement non-uniforme. Les trois courbes contrainte-déformation 
obtenues correspondant à la réponse des trois jauges ne sont pas proches, à défaut d’être 
superposées et sont même très variables. On n’a pas une uniformité au niveau de la réponse 
des trois jauges. La déviation entre les différentes mesures de jauges de déformation indique 
que l’échantillon n’est pas chargé uniformément. Par exemple, pour un test de compression 
spécifique et c’est le cas dans un certain nombre de tests, affirme Hardy (cité au 8th 
Symposium de mécanique des roches, 1966), une jauge de déformation axiale de l’échantillon 
indique une déformation de compression, une autre ne donne pas de réponse et une autre 
indique une déformation de tension (tensile strain) à un faible niveau de charge, se changeant 
en une déformation compressive à des charges plus grandes. Pour être certain d’avoir un 
chargement axial uniforme, il faut avoir une très faible déviation entre les jauges de 
déformation. Des jauges placées en symétrie sur l’échantillon doivent logiquement afficher la 
même réponse. Un chargement axial non-uniforme peut être causé par plusieurs facteurs : 
 Inhomogénéité du matériau : une dispersion des mesures peut être liée à la nature 

discontinue du matériau. (Luong, 1989). 
 Problème de contact: une mauvaise préparation de la surface de l’échantillon, en terme de 
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rectification, de planéité et de parallélisme, ou bien mauvais parallélisme des plateaux de 
chargement. 
 Flambement (bending) de l’éprouvette. 
 Chargement excentrée : un excentrement de la charge peut être causé soit par une mauvaise 

disposition de l’échantillon sous presse soit par la presse elle-même qui n’est pas capable de 
fournir un effort centré sur toute sa gamme d’effort, dû à un outillage (rotule ou pièces 
d’appui) défectueux, mal conçu, usé ou sale. L’excentricité du chargement axial peut avoir un 
effet important sur la résistance et le mode de rupture de l’échantillon testé. En fait, un 
mauvais centrage de l’éprouvette conduit à des forces de cisaillement sur cette dernière. 
L’effet d’un chargement excentrée est de superposer un couple à la compression axiale. Si la 
charge axiale P est appliquée à une distance e de l’axe de l’échantillon, la contrainte axiale 

résultante dans toute position est σ = P
A

Pey
I

+  avec A représentant la section de l’échantillon, 

I le moment d’inertie de la section et y la distance de l’axe de l’échantillon dans la direction 
de l’excentricité. La contrainte axiale minimale pour un échantillon cylindrique est d’après 

Hardy (1966, cité par Jaeger et Cook, 1979):   σmin = P e
D

A( ) /1 8−               

Il faut que la condition 8e > D soit vérifiée pour que la déformation de la surface soit en 
extension (tensile). 
En incorporant un insert en téflon aux extrémités de l’échantillon, Hardy a trouvé finalement 
une bonne uniformité entre les trois jauges de déformation axiale, sur l’acier de 1 à 2 %, sur le 
marbre de Wombeyan de 5 % et sur d’autres échantillons de marbre avec des diamètres de 
grains plus grands, de 8 %.  
 
 
III.3.4.2.3/ Uniformité de la déformation radiale 
 
Hardy a observé que tous les échantillons qu’il a testé sous chargement axial uniforme ont 
rompu en cônes. Avoir un chargement axial uniforme ne suffit donc pas pour avoir une 
distribution homogène dans tout l’échantillon en contraintes et en déformations, il faut vérifier 
également l’uniformité de la déformation radiale en s’assurant qu’il n’y a pas de frottement à 
l’interface roche-plateau. Si c’est le cas, ce dernier va empêcher  la déformation radiale libre 
de l’échantillon au niveau des extrémités. A partir de mesures de jauges placées à mi-hauteur 
de l’échantillon, on peut montrer au mieux qu’avant la localisation, la déformation radiale est 
homogène et isotrope, mais cela ne veut pas dire pour autant que la déformation radiale est 
homogène et isotrope sur toute la hauteur de l’éprouvette. On doit donc placer des jauges de 
déformation radiale dans la section de l’échantillon près des plateaux et dans la section 
médiane. Si la réponse est la même dans les deux sections, la déformation de l’échantillon est 
homogène dans toute sa hauteur. Dans le cas contraire, il existe un frottement à l’interface. 
Même dans le cas où l’on met en évidence de cette façon l’existence d’un frottement, les 
différentes mesures de jauges radiales placées dans la section médiane de l’échantillon 
peuvent être proches et uniformes. Dans ce cas, on peut dire que l’échantillon a une 
déformation homogène au moins dans sa partie médiane.  
 
III.3.4.2.4/ Influence de la pression de confinement sur l’uniformité 
 
Pour des mêmes conditions d’essais, les réponses des différentes jauges de déformations 
radiales et axiales placées à mi-hauteur de l’échantillon sont d’autant plus uniformes que la 
pression de confinement appliquée à l’échantillon est grande. Autrement dit, la pression de 
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confinement tend à diminuer l’influence du frettage à l’interface et des défauts liés à la 
rectification et plus généralement à la préparation de la surface de l’échantillon. Les essais de 
compression simple sont très instables et très perturbés. On constate souvent une grande 
dispersion des réponses des jauges de déformation. Ce phénomène a également été observé 
par Haïed et al. (1997) en réalisant des essais en conditions frettées sur des échantillons 
prismatiques. Ils ont tracé des courbes de jauges de déformations radiales tracées les unes en 
fonction des autres. Dans la partie pré-localisation, ces courbes sont linéaires. Notons que la 
réponse des jauges radiales est d’autant plus uniforme que la pente de ces courbes linéaires est 
proche de 1. Haïed a obtenu que la pente de la partie linéaire des courbes est supérieure à 1: 
elle se maintient à environ 1,7 dans l’essai uniaxial et dans les essais triaxiaux menés à 10 et 
20 MPa de confinement et diminue à 1,3 puis 1,2 dans respectivement les essais réalisés à 30 
et 40 MPa de confinement. La réponse des jauges et donc la déformation de l’échantillon est 
bien d’autant plus uniforme que la pression de confinement appliquée à l’échantillon est 
grande.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.3.4.2.5/ Choix de la disposition des jauges de déformation 
 
Les échantillons de roche sont instrumentés avec un ensemble de jauges de déformations 
collées en surface. L'emplacement des jauges de déformation est d'une grande importance. 
Pour une détermination précise et correcte, il est essentiel de placer les jauges de déformation 
dans la section médiane de l’échantillon cylindrique, à mi-hauteur de l’éprouvette. On 
diminue ainsi l’influence des effets de contact au niveau des plateaux d'extrémités. Les 
éprouvettes sont munies aussi bien de jauges de déformations transversales que de jauges 
longitudinales. Pour tous les essais, 9 jauges de déformations sont disposées sur l'échantillon. 
3 d'entre elles sont destinées à mesurer les déformations longitudinales axiale (A). Les 6 
autres permettent la mesure des déformations latérales radiales (R). En pratique, cela revient à 
utiliser pour chaque essai 3 jauges simples et 3 jauges en croix. Les jauges sont collées  le 
long de génératrices régulièrement espacées (à 60° ou 120°). Les jauges de déformation 
latérale radiale sont disposées perpendiculairement aux génératrices (figure 3.3.15). 
 
Figure 3.3.15 : Schéma de disposition des jauges de déformation sur un échantillon cylindrique. 
Trois de ces jauges sont des jauges en croix. Les trois autres sont des jauges simples. 
 
Pour le cas particulier de la validation de la lubrification, on contrôle l’homogénéité du champ 
de déformation radiale des éprouvettes pendant la charge en plaçant des jauges radiales sur 
deux sections. Pour évaluer l’uniformité des déformations radiales dans l’échantillon, trois 
jauges radiales sont placées perpendiculairement à trois génératrices espacées de 120° et à mi-
hauteur de l’éprouvette, dans la partie médiane de l’échantillon. Trois autres jauges de 
déformation radiales sont placées sur ces mêmes trois génératrices mais cette fois au voisinage 
des plateaux, très près d’une des extrémités de l’éprouvette, à 3 mm exactement. Trois jauges 
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de déformations axiales sont également placées au niveau de ces trois génératrices et à mi-
hauteur de l’éprouvette. On utilise donc également pour ce type d’essai trois jauges simples et 
trois jauges en croix. Toutes les jauges de déformation axiale et radiale sont ensuite 
connectées, chacune indépendamment, en un montage en quart de pont au système 
d’acquisition. On attribue ensuite à chaque jauge un numéro qui correspondra à celui de la 
voie d’affichage dans le logiciel d’acquisition des données RTM 3500. 
 
 
III.3.4.3/ PROTECTION IMPERMEABILISANTE 
 
III.3.4.3.1/ Problème de la pénétration du lubrifiant 
 
Dans les essais que nous avons réalisés sur le grès de Fontainebleau, on observe dès le contact 
avec le lubrifiant une forte pénétration de ce dernier à l’intérieur de la roche. Cette pénétration 
est accentuée pendant l’essai de compression et atteint 20 mm de chaque côté de l’échantillon. 
L’échantillon, de diamètre 40 mm et d’élancement 1 est par conséquent complètement imbibé. 
Cette pénétration est accentuée avec la température, qui diminue la viscosité et augmente la 
fluidité de l’acide stéarique. Il faut donc que le lubrifiant soit toujours gardé à une même 
température, que ce soit le lubrifiant existant en réserve ou le lubrifiant utilisé pendant l’essai.  
La pénétration du lubrifiant dans l’échantillon peut avoir un certain nombre d’inconvénients. 
Par exemple, pour les essais lubrifiés directement sans protection, on peut constater une 
perturbation des jauges au plateau due au contact des circuits de la jauge avec le lubrifiant 
pénétrant dans l’échantillon (figure 3.3.16). 
 
Figure 3.3.16 : Essai lubrifié directement sans protection sur un échantillon d’élancement 1,5. Déformation 
radiale de l’échantillon à mi-hauteur et prés des plateaux. Perturbation des jauges au plateau due au contact des 
circuits de la jauge avec le lubrifiant pénétrant dans l’échantillon. 
 
La pénétration du lubrifiant dans l’échantillon peut également causer des contraintes de 
traction radiales latérales (induced tensile stresses) à l’intérieur de l’échantillon menant à une 
rupture précoce de ce dernier. Ce phénomène de rupture par intrusion sera discuté en détail 
dans la suite du rapport. Pour toutes ces raisons, nous avons utilisé une protection 
imperméabilisante qui bouche les pores des faces de l’échantillon et empêche le lubrifiant de 
pénétrer.  
 
III.3.4.3.2/ Critère de choix de la protection 
 
Le critère essentiel dans notre choix de la protection imperméabilisante est que cette dernière 
doit aider au mieux à répartir  les contraintes sur toute la surface de l’échantillon. Autrement 
dit, il s’agit de réduire l’influence des défauts de préparation de la surface de l’échantillon, en 
termes de rectification et de parallélisme et cela dans le but d’obtenir une distribution de la 
déformation axiale et radiale la plus uniforme possible.  
 
 
III.3.4.3.3/ Protections testées 
 
On a testé différentes protections imperméabilisantes. On a choisi de tester des protections de 
diamètre 40 mm. Un diamètre plus grand conduirait à des problèmes lors de la réalisation de 
l’essai triaxial. Ces problèmes sont essentiellement liés au manque d’espace dans la cellule 
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triaxiale. Avec un emporte-pièce, on coupe donc des rondelles du diamètre choisi. Un 
micromètre « Palmer » nous a permis de mesurer de façon précise les épaisseurs des 
différentes protections testées. On a testé les protections suivantes: du latex (d’épaisseur 0,35 
mm), du spray de graisse silicone, une plaque de téflon (d’épaisseur 2 mm), un film plastique 
(d’épaisseur 0.1 mm), du mastic rubson blanc, une plaque d’aluminium (d’épaisseur 1 mm), 
du spray de téflon, une double plaque de téflon (d’épaisseur 1 mm, sans lubrifiant entre les 
plaques), un carton (d’épaisseur 1 mm). 
 
III.3.4.3.4/ Efficacité des protections imperméabilisantes testées 
 
Malgré les différentes protections utilisées, on a encore une faible pénétration du lubrifiant. 
En fait, pendant l’histoire de chargement, le lubrifiant en excès fuit. Cette quantité chassée par 
les bords pénètre dans l’échantillon dès le contact avec ce dernier. Pour y remédier, on enlève 
manuellement ce lubrifiant en excès entourant l’échantillon à ses extrémités. Dès la mise sous 
contrainte de l’échantillon à –1 kN, on doit procéder aussi vite que possible à cette opération 
car le lubrifiant commence déjà à pénétrer. Cette opération permet de réduire largement, 
quasiment à zéro, toute pénétration du lubrifiant. Par ailleurs, une autre précaution d’emploi 
importante est qu’il faut rapidement mettre sous contrainte l’échantillon une fois que 
l’interface a été préparée. En effet, dans le cas où par exemple une protection en latex est 
utilisée, cette rondelle de latex réagit au bout de quelques minutes au contact avec le 
lubrifiant. Elle se contracte et se replie sur elle-même. 
 
III.3.4.4/ VALIDATION DE LA LUBRIFICATION 
 
III.3.4.4.1/ Caractéristiques des essais réalisés 
 
Des essais de compression simple et triaxiale à faible pression de confinement ont été réalisés. 
Ils ont été effectués sur des échantillons secs d’élancement 1, 1.5 et 2 de porosité comprise 
entre 14 et 15 %. Les essais ont été effectués soit en chargement monotone soit en chargement 
cyclique et soit en conditions lubrifiées soit en conditions frettées. Dans le cas où le lubrifiant 
est utilisé, différentes protections imperméabilisantes sont testées. Ces essais vont permettre 
d’une part de choisir de façon optimale la protection imperméabilisante et d’autre part 
d’évaluer précisément la performance du lubrifiant, c’est à dire son potentiel de réduction du 
frottement. Les déformations circonférentielles sont mesurées par des jauges de déformation 
collées dans la section médiane de l’échantillon cylindrique et dans les parties extrêmes, près 
de la base du cylindre. Les déformations axiales sont mesurées par des jauges de déformation 
collées à mi-hauteur de l’échantillon cylindrique. Cette disposition des jauges nous permet 
d’étudier en détail l’effet du lubrifiant et de la protection imperméabilisante sur l’homogénéité 
de la déformation du corps comprimé. Le mélange est appliqué sur toute la surface de 
l’échantillon en contact avec les plateaux de chargement et cela avant la mise en place de 
l’éprouvette. Avant le début de chaque test, Labuz et Bridell (1993) ainsi que Papamichos et 
al. (1998) recommandent de réaliser un petit cycle de charge-décharge afin de préconditionner 
les plateaux de chargement et de chasser l’excès de lubrifiant. Durant ce cycle, l’échantillon 
testé par Labuz et Bridell est chargé jusqu’à environ 100 kN (12 MPa). Le 
préconditionnement des plateaux crée un film mince solide résiduel de couleur blanche sur 
l’échantillon. Pour les essais que nous avons réalisés en conditions lubrifiées, nous avons 
choisi d’effectuer au début de chaque essai trois petits cycles de charge-décharge à 10 kN 
(7,96 MPa) pour éliminer l’excès de lubrifiant et pour « mettre en place » la rotule. 
Notons que les résultats que nous allons présenter ont été obtenus avec une très bonne 
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répétabilité. 
 
III.3.4.4.2/ Liste des essais réalisés 
 
Nous présentons ici la liste complète des essais réalisés dans le but précis de valider le 
procédé de la lubrification et de choisir un élancement d’échantillon optimal. 
 
 
numéro de 
 l’essai 

pression de 
confinement 
(MPa) 

monotone 
ou 
cyclique 

 
élancement 

 
lubrification

 
Protection imperméabilisante 

B13.1, B12.2 0 monotone 1.5 oui non 
B15.1, B24.1 0 monotone 1.5 non non 
B80, B35, B43, 
B6.2, B18.1, 
B17.1, B26 

0 monotone 1.5  
oui 

 
latex 

B32, B31, 
B13.2 

0 cyclique 1.5 oui latex 

B18.2 4 monotone 1.5 oui latex 
B3 4 cyclique 1.5 oui latex 
B10 0 monotone 2 non non 
B2.2, B8.1 0 cyclique 2 oui latex 
B46 0 monotone 1 oui non 
B57, B60 0 monotone 1 oui latex 
B70 0 cyclique 1 oui latex 
B9 0 monotone 1 non non 
B69 4 monotone 1 oui latex 
B36 0 monotone 1.5 oui spray graisse silicone 
B23.2 0 monotone 1.5 oui plaque de téflon 
B33 0 monotone 1.5 oui film plastique 
B21 0 monotone 1.5 oui mastic rubson blanc 
B29 0 monotone 1.5 oui plaque aluminium 
B16.2 0 monotone 1.5 oui spray de téflon 
B19.1 0 monotone 1.5 oui double plaque de téflon 
B5.2 0 monotone 1.5 oui carton 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.3.4.4.3/ Effet de la protection imperméabilisante 
 
Si on compare pour les essais lubrifiés avec les différentes protections et réalisés sur des 
échantillons d’élancement 1.5, les réponses des jauges de déformations radiales centrales et au 
plateau et axiales centrales, on constate que celles correspondant à l’essai lubrifié avec une 
protection en latex sont plus uniformes, plus rassemblées entre elles et ont une meilleure 
« allure » (figures 3.3.17, 3.3.18). Les courbes correspondant aux différentes jauges de 
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déformations axiales et radiales sont quasiment superposées. Le latex assure donc une bonne 
transmission et une bonne répartition de l’effort.  
 
Figure 3.3.17 : Comparaison pour un essai (B80) lubrifié avec une protection en latex et réalisé sur un 
échantillon d’élancement 1.5 des réponses des jauges de déformations radiales centrales et au plateau et axiales 
centrales.  
 
Figure 3.3.18 : Exemple d’un essai lubrifié avec une protection en spray graisse silicone et réalisé sur un 
échantillon d’élancement 1,5. Comparaison des réponses des jauges de déformations radiales centrales et au 
plateau et axiales centrales. Essai B36. 
 
Au vu des graphes correspondant à la comparaison des déformations entre plateaux pour les 
essais testés avec les différentes protections, la courbe correspondant à l’essai lubrifié avec 
une protection en latex est de toutes les courbes celle qui se rapproche la plus de l’essai 
lubrifié directement, sans protection (figure 3.3.19). Remarquons que logiquement, pour un 
même niveau de contrainte, la déformation entre plateaux dans le cas de l’essai lubrifié avec 
une protection en latex devrait être un peu plus importante que dans le cas de l’essai lubrifié 
directement sans protection, puisqu’elle prend en compte, en plus, la déformation propre du 
latex. En fait, dans le cas de l’essai lubrifié directement sans protection, la déformation entre 
plateaux inclut également une déformation liée à la pénétration pendant l’essai du lubrifiant 
dans l’échantillon.  
 
 
Figure 3.3.19 : Comparaison des déformations entre plateaux pour les essais testés avec les différentes 
protections. 
 
Finalement, le latex apparaît comme étant la protection la plus adaptée. 
 
III.3.4.4.4/ Comparaison des essais frettés et des essais lubrifiés 
 
III.3.4.4.4.A/ Uniformité de la déformation radiale dans l’axe de l’échantillon 
 
Des essais avec et sans lubrifiant ont été réalisés pour évaluer la performance de ce dernier. 
Les déformations circonférentielles sont tracées en fonction de la contrainte axiale de 
compression. En comparant la réponse moyenne des jauges radiales centrales et au plateau 
pour des essais réalisés sur des échantillons d’élancement 1,5 lubrifiés avec une protection en 
latex (B80) et non lubrifiés (B15.1), on peut constater pour le cas non lubrifié que les 
déformations radiales au niveau des plateaux sont moins importantes que celles de la partie 
médiane de l’échantillon (figure 3.3.20). 
 
Figure 3.3.20 : Effets de la lubrification sur les déformations radiales. (d’après El Bied et Sulem, 1999). 
 
 
Notons qu’un résultat similaire a été obtenu par Labuz et Bridell (1993) (figure 3.3.21). 
 
 
Figure 3.3.21 : déformations circonférentielles dans l’échantillon dans sa portion médiane et prés des plateaux. 
Les cylindres ont 51,8 mm de diamètre et 104 mm de longueur. Les échantillons sont testés en compression 
simple en conditions lubrifiées (a) et non lubrifiées (b). (d’après Labuz et Bridell, 1993). 
 
Sans lubrifiant, l’échantillon de géométrie cylindrique est mis en tonneau dû aux faibles 
valeurs de déformations aux extrémités. En fait, le frottement à l’interface conduit à une mise 
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en tonneau de  l’échantillon et empêche ce dernier de se déformer de façon homogène avant le 
pic. En revanche, quand on applique le lubrifiant avec la protection en latex, de très bons 
résultats sont obtenus : les déformations radiales centrales et au niveau du plateau se 
superposent bien. Les contraintes de frottement sont éliminées puisque la déformation est la 
même pour les deux hauteurs de l’échantillon. La lubrification de l’interface améliore 
nettement l’homogénéité de la déformation de l’échantillon.  
Le coefficient δ est défini comme le rapport de la déformation radiale mesurée au milieu et de 
celle mesurée à l’extrémité. Ce coefficient est tracé en fonction de la contrainte uniaxiale 
appliquée. Ce coefficient est proche de l’unité quand on applique le lubrifiant. Les 
échantillons cylindriques gardent donc leur forme originale durant le chargement (figure 
3.3.22). 
 
Figure 3.3.22 : Effets de la lubrification sur le coefficient de la déformation radiale. Essai lubrifié (B80) et essai 
non lubrifié (B15.1).  (d’après El Bied et Sulem, 1999). 
 
Un résultat similaire a été obtenu par Bridell (1991) et par Labuz et Bridell (1993) (figure 
3.3.23). 
 
 
Figure 3.3.23 : Allure du rapport entre les déformations tangentielles, mesurées à mi-hauteur et prés de la base du 
cylindre, en fonction de la contrainte de compression uniaxiale. A gauche : pour le granite Cold Spring, le grès de 
Berea et le marbre de Tennessee soumis à compression avec et sans utilisation du lubrifiant. (d’après Bridell, 
1991). A droite : tests de compression uniaxiale sur des cylindres de granite de diamètre (a) 97,5 mm et (b) 51,8 
mm. (d’après Labuz et Bridell, 1993). 
 
L’allure des courbes prouve que la présence du lubrifiant a une influence bénéfique 
importante sur l’uniformité des déformations des cylindres.  
En conclusion, le frottement aux plateaux mène à des champs de déformations non-
homogènes dans l’échantillon et à une dispersion des mesures. L’utilisation du lubrifiant 
améliore les résultats expérimentaux, en réduisant fortement cette dispersion. Les mesures 
correspondant aux différentes jauges de déformation placées sur l’échantillon donnent des 
résultats très uniformes. L’amélioration des techniques expérimentales, en particulier la 
lubrification des plateaux, a donc prouvé son efficacité. 
Notons que les résultats présentés ci-dessus montrent une très bonne reproductibilité. En effet, 
mis à part l’exemple déjà cité ci-dessus de Labuz et Bridell (1993), des résultats similaires ont 
également été obtenus par Pellegrino (1995) sur la roche pietra Leccese testée en conditions 
lubrifiées et frettées. Par ailleurs, suite à des tests triaxiaux réalisés en conditions frettées et 
menés sur la craie de Salem très poreuse, Chitty et al. (1990, cités par Tillard, 1992) ont 
également rapporté que l’expansion radiale est plus importante au centre de l’échantillon. 
 
III.3.4.4.4.B/ Module d’Young et coefficient de Poisson apparents 
 
En comparant les courbes de déformations radiales et axiales correspondant à l’essai non 
lubrifié (B15.1) et l’essai lubrifié avec protection en latex (B80), on constate que les courbes 
de déformations axiales sont superposées, ce qui veut dire que le frettage ne modifie pas 
l’évaluation du module de Young. En revanche, la déformation radiale est moins  importante 
pour le cas non lubrifié, traduisant donc un coefficient de Poisson ν apparent plus faible dans 
ce cas. Le frettage empêche l’échantillon de se déformer librement dans la direction radiale 
(figure 3.3.24). 
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Figure 3.3.24 : Effets de la lubrification sur la déformation radiale et axiale de l’échantillon. 
 
III.3.4.4.4.C/ Effet de la pression de confinement 
 
En comparant la réponse moyenne des jauges centrales de déformations radiales et axiales, 
pour des essais de compression triaxiale avec une pression de confinement de 14 MPa, essais 
réalisés sur des échantillons d’élancement 1.5 provenant d'une roche F de porosité comprise 
entre 14 et 15 %, on peut constater que les courbes de déformations radiales correspondant à 
l’essai lubrifié avec la protection en latex (F13.2) ont une « allure » similaire à celle du cas 
non lubrifié (F26.2) (figure 3.3.25). En fait, très tôt au niveau de l’histoire de chargement et au 
fur et à mesure que la contrainte appliquée à l’échantillon augmente, l’écart entre les deux 
courbes se creuse. Ceci met en évidence le fait que même en compression triaxiale, le frettage 
à l’interface a une influence sensible sur la déformation radiale de l’échantillon testé. En 
revanche, le frettage n’a aucun effet sur la déformation axiale de l’échantillon. On constate en 
effet que la courbe de déformation axiale correspondant à l’essai lubrifié avec une protection 
en latex se superpose parfaitement avec celle correspondant à l’essai non lubrifié et cela 
jusqu’à l’approche du pic. 
 
 
Figure 3.3.25 : Comparaison de la réponse des jauges centrales de déformations radiales et axiales, pour des 
essais de compression triaxiale avec une pression de confinement de 14 MPa réalisés sur des échantillons 
d’élancement 1,5 en conditions lubrifiées (F13.2) et non lubrifiées (F26.2). 
 
En comparant la réponse moyenne des jauges centrales radiales et axiales pour des essais de 
compression simple lubrifié avec une protection en latex (B80) et non lubrifié (B15.1) et pour 
un essai de compression triaxiale, avec un faible confinement de 4 MPa  lubrifié avec une 
protection en latex (B18.2), on peut constater que pour un même niveau de contrainte, les 
déformations centrales radiales de l’échantillon sont plus importantes pour l’essai de 
compression simple non lubrifié où l’on observe un ballonnement de l’échantillon que pour 
l’essai de compression triaxiale à faible confinement lubrifié avec une protection en latex où 
la déformation de l’échantillon est homogène (figure 3.3.26). 
 
Figure 3.3.26 : Comparaison de la réponse des jauges centrales radiales et axiales pour des essais de compression 
simple lubrifié et non lubrifié et pour un essai de compression triaxiale avec un faible confinement de 4 MPa 
lubrifié. 
 
III.3.4.5/ MODES DE RUPTURE 
 
III.3.4.5.1/ Effets du frottement sur le mode de rupture 
 
La forme de l’échantillon rompu dépend fortement de la pression de confinement et du type de 
roche testée. A partir des observations des éprouvettes rompues, il a été possible de distinguer 
différents types de rupture dans la gamme étudiée de pression de confinement. L’examen 
visuel des échantillons que nous avons testés confirme le fait que les conditions d’interface 
jouent un rôle fondamental dans le processus de rupture. Suivant l’intensité du frettage, 
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différents modes de rupture peuvent se produire pour une même pression de confinement.  
 
III.3.4.5.2/ Essai de compression uniaxiale 
 
III.3.4.5.2.A/ Rupture en cône 
 
Si les faces extrêmes de l’échantillon de roche en compression sont placées directement en 
contact avec les plateaux en acier de la presse et donc en conditions non lubrifiées frettées, 
nous constatons systématiquement pour les échantillons que nous avons testés un mode de 
rupture caractéristique qui se produit en cônes dont les axes coïncident avec celui de 
l’échantillon (figures 3.3.27, 3.3.28). En fait, on observe deux configurations possibles : 
- Une rupture complète en cône: l’échantillon est en forme de sablier, il est séparé en deux 
cônes rigides. Ces fragments coniques sont à la base de chaque plateau. 
- Une rupture entamée en cône: l’échantillon est partiellement détruit, il n’est pas séparé en 
deux mais on peut distinguer nettement la formation de cônes rigides. 
 
Figure 3.3.27 : Ruptures en cône complètes et entamées. Echantillons B15.1 et B24.1  (photographie en haut à 
gauche d’après El Bied et Sulem, 1999). 
 
Figure 3.3.28 : Rupture en cône complète photographiée juste après le test. L’échantillon rompu (B15.1) est 
encore en contact avec les plateaux de la presse. Les deux LVDT mesurent le déplacement entre plateaux. 
 
 
 
Figure 3.3.29 : Représentation schématique du développement de la rupture dans un granite gris de Charcoal 
non-confiné. (d’après Wawersik et Fairhurst, 1970). 
 
La rupture ne correspond pas réellement à la formation de surfaces directes. Dans ce sens, on 
n’a pas vraiment une rupture fragile de l’échantillon. En fait, les plateaux produisent une 
contrainte latérale qui inhibe la propagation des fissures dans la région aux extrémités de 
l’échantillon. Les aires en dehors de cette zone près des plateaux développent un réseau de 
fissures orientées principalement dans la direction axiale, mais à cause de l’effet inhibant des 
contraintes radiales, ces fissures ne pénètrent pas dans la zone aux extrémités de l’échantillon. 
Après que le pic soit atteint, la propagation de ces fissures mène à la perte de la cohésion et à 
la rupture totale de l’échantillon de roche. On observe un détachement de plaques et une 
production importante de sable. Le sable provient essentiellement du centre de l’éprouvette et 
correspond à plus de 50 % du volume original de l’échantillon. Seules les extrémités de 
l’échantillon près des plateaux sont intacts (figure 3.3.29). Notons que ce mode de rupture est 
obtenu avec une très bonne répétabilité dans les essais que nous avons réalisés. Notons 
également que ce mode de rupture a déjà été observé et cela depuis de très nombreuses 
années. Ainsi, Vicat, ingénieur en chef des Ponts et Chaussées (Vicat, 1833) a observé ce 
mode de rupture pour les prismes rectangulaires et les cylindres droits qu’il a testés. Je cite: 
« Nous avons vu se former (…) simultanément à la base et au sommet, où à l’une des 
extrémités seulement, des coins ou pyramides qui tantôt fendaient le tronc en deux ou trois 
pans verticaux sur toute sa hauteur, tantôt s’échappaient par les faces latérales, en laissant 
intacte la plus grande partie du solide. (…) Les cylindres droits, à base circulaire, se 
comportent d’une manière tout à fait analogue à ce que l’on vient de dire pour les prismes 
rectangulaires de toutes hauteurs; ils se divisent diversement (…), on distingue le plus souvent 
(…) des cônes qui tiennent lieu des pyramides ou des coins observés dans les prismes. ». 
Depuis, ce mode de rupture a été largement observé (figure 3.3.30). Santarelli (1987), par 
exemple, l’a observé sur des échantillons secs de grès de Doddington testés en compression 
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uniaxiale.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.30 : A gauche : rupture en cône observée sur des échantillons secs de grès de Doddington testés en 
compression uniaxiale. (d’après Santarelli, 1987). A droite : rupture d’échantillons chargés en compression avec 
des extrémités non lubrifiées. (a: distribution des contraintes, b: rupture conique). (d’après Paul et Gangal, 1966). 
 
La formation de ces deux cônes au contact des plateaux de chargement met en cause 
l’homogénéité de l’essai. En fait, ces ruptures sont associées aux effets de contact en 
extrémités. Le frettage va entraîner le développement de contraintes radiales dans la région. 
Le frottement bloque les déformations latérales et mène à ce type de rupture. C’est pourquoi 
on utilise souvent le terme de cône de frottement. Loin des extrémités, les macrofissures se 
propagent le long de l’échantillon librement, sans restriction. On obtient finalement deux 
cônes relativement non endommagés près des extrémités du cylindre séparées par ces 
microfissures. 
 
III.3.4.5.2.B/ Rupture oblique 
 
Un autre mode de rupture a également été observé dans la littérature, une rupture de 
cisaillement locale et macroscopique de l’échantillon testé le long d’un seul plan oblique. Ce 
mode de rupture n’a pas été observé dans les essais que nous avons réalisés. Ce mode de 
rupture est, comme la rupture en cône, étroitement lié aux problèmes de frottement à 
l’interface roche–plateau. Selon Vardoulakis, Labuz, Papamichos et Tronvoll (1998), l’idée 
d’un plan de rupture incliné dans le test de compression uniaxiale est attribué à Coulomb. Ils 
affirment qu’en fait, le mode de rupture incliné est dans la majorité des cas le résultat du 
confinement dû au frottement des plateaux. Bieniawski (1967a, cité par Paterson, 1978) a par 
exemple obtenu une rupture de cisaillement dans des tests uniaxiaux sur la norite et la 
quartzite réalisés sans utiliser aucun système anti-frettage et avec des plateaux de chargement 
de diamètre plus grand que celui de l’échantillon. Paul et Gangal (1966) affirment que dans le 
cas d’extrémités non lubrifiées et de contact direct roche-acier, une rupture se produit le long 
d’un plan oblique à l’axe de l’échantillon. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.31 : A gauche : échantillons de quatre différentes roches, le marbre de Vermont, le grès de Berea, le 
calcaire d’Indiana et le grès Crab Orchard, chargés sous compression et testés avec des extrémités non lubrifiées. 
Rupture diagonale pour tous les échantillons. Au centre : rupture oblique pour un échantillon de calcaire 
d’Indiana chargé en compression. A droite : rupture d’échantillons chargés en compression avec des extrémités 
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non lubrifiées. (a: rupture conique, b: les macrofissures se joignent aux deux extrémités donnant la rupture 
oblique). (d’après Paul et Gangal, 1966). 
 
A en voir la figure 3.3.31 à droite, la rupture qui se produit le long d’un plan oblique à l’axe 
de l’échantillon, dans le cas d’extrémités non lubrifiées et de contact direct roche-acier, ne 
serait rien d’autre qu’une rupture en cône particulière où les macrofissures se joignent aux 
deux extrémités. 
En conclusion, la rupture oblique est obtenue quand les extrémités de l’échantillon ne sont pas 
lubrifiées et qu’il existe un frottement à l’interface roche-plateau. Notons que ce mode de 
rupture peut également se produire dans le cas où le chargement axial est non-uniforme. Dans 
ce cas, la rupture oblique est due à un défaut dans les conditions d’essai, soit à un problème de 
mauvaise préparation au niveau de la rectification de la surface de l’échantillon, en termes de 
planéité et de parallélisme des surfaces de contact, soit à un problème de mauvais centrage de 
l’éprouvette par rapport aux plateaux de la presse. Hardy (cité au 8th Symposium de 
mécanique des roches, 1966) partage ce point de vue puisqu’il affirme qu’il y a deux facteurs 
d’importance dans le chargement de compression de l’échantillon: les forces frottantes dans 
les surfaces extrêmes de l’échantillon et l’uniformité du chargement axial dans ces surfaces 
extrêmes. Ces deux facteurs, selon lui, influencent le mode de rupture de l’échantillon. Hardy 
ajoute que les ruptures obliques sont dues à un chargement non uniforme ou à une orientation 
préférentielle de plans existants de faiblesse (weakness) dans la roche anisotrope. Hawkes et 
Mellor (1970) pensent que la rupture oblique est due à la rotation des plateaux, ou à la 
translation relative des plateaux l’un par rapport à l’autre. Selon Hawkes et Mellor, ce type de 
rupture est caractéristique du système de chargement.  
 
III.3.4.5.2.C/ Rupture en clivage axial 
 
Quand on élimine ces effets de frottement par l’utilisation d’un système anti-frettage efficace, 
au niveau des plateaux de la presse, il n’y a plus théoriquement de contraintes de cisaillement 
aux extrémités du cylindre. L’échantillon est dans un état homogène de compression pure. 
Dans la littérature, on note un développement de fissurations axiales verticales, 
prédominament parallèles à la direction de la contrainte maximale appliquée. Comme le fait 
remarquer Wawersik (Wawersik et Fairhurst, 1970 ; Wawersik et Brace, 1971), c’est un mode 
intrinsèque de rupture dans les matériaux fragiles en réponse à une contrainte compressive 
macroscopiquement homogène. Les macrofissures se forment avec une densité uniforme à peu 
près partout dans l’échantillon et elles s’alignent dans l’axe du cylindre. Comme le notent 
Paul et Gangal (1966), ces macrofissures s’unissent finalement pour former une rupture 
macroscopique par séparation le long d’une surface plane normale à la direction de la 
contrainte principale la plus petite. Vutukuri et al. (1974) parlent de façon similaire d’un 
développement d’une ou plusieurs fissures majeures (principales) parallèles à la direction 
d’application de la force compressive résultant en une séparation de l’échantillon en colonnes. 
L’échantillon se casse longitudinalement, se fragmente dans la direction de l’axe de 
chargement, le long de plans axiaux. 
Ce type de rupture est appelé « slabbing » (Fairhurst et Cook, 1966), « axial cleavage 
fracture », « vertical splintering » (Rinehart, 1966, cité par Vutukuri et al., 1974 ; Wawersik et 
Fairhurst, 1970), « axial splitting » (Paul et Gangal, 1966), « extension fracture » (Griggs et 
Handin, 1960 ; Paterson, 1978). Ce phénomène est connu généralement sous le nom de 
rupture en clivage axial (axial splitting) ou encore rupture en extension. 
Ce qui est en accord avec la classification classique de Jaeger et Cook. En effet, Jaeger et 
Cook (1979) ont élaboré une classification communément acceptée pour la rupture 
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macroscopique des roches par rapport à la pression de confinement, où en compression 
uniaxiale ou en compression triaxiale, pour une pression de confinement très faible, on a une 
rupture axiale. Notons que ce mode de rupture a souvent été observé. (Griggs et Handin, 
1960 ; Griggs, 1936, cités au 8th Symposium de mécanique des roches, 1966 ; Terzaghi, 1945, 
cité par Vutukuri et al., 1974 ; Hakami, 1988 ; Santarelli et Brown, 1989 ; Wawersik et 
Fairhurst, 1970) (figure 3.3.32). 
Par exemple, Paul et Gangal (1966) affirment que si les extrémités des échantillons de calcaire 
d’Indiana sont soigneusement lubrifiés pour prévenir la formation de forces de frottement 
latérales, l’échantillon se rompt en compression par clivage axial. 
Bieniawski (1967a) a obtenu également une rupture en clivage axial dans des tests uniaxiaux 
sur la norite et la quartzite réalisés avec des plateaux de chargement égalisés de même 
diamètre que celui de l’échantillon testé. Santarelli (1987) a obtenu la rupture classique en 
clivage axial pour une dolomite de Gebdykes testée en uniaxial.  
 
 
 
Figure 3.3.32: A gauche : schéma de rupture en clivage axial. (d’après Paul et Gangal, 1966). Au centre : 
échantillon de calcaire d’Indiana chargé en compression et en conditions lubrifiées. Rupture en clivage axial. 
(d’après Paul et Gangal, 1966). A droite : schéma de rupture en colonnettes. (d’après Guenot, 1988). 
 
 
Paul (cité au 8th Symposium de mécanique des roches, 1966) a utilisé deux plaques minces de 
téflon avec de la graisse entre les deux. Il a observé systématiquement une rupture axiale 
(splitting). Peng et Johnson (1972) ont réalisé des essais sur le granite de Chelmsford. Ils ont 
utilisé une technique d’inserts égalisés, de même section et de même rigidité que l’échantillon 
pour obtenir un chargement uniforme. Dans ces échantillons sujets à un chargement uniforme, 
ils ont observé que les fissures sont orientées parallèlement aux axes des échantillons. Les 
échantillons rompent typiquement par un clivage longitudinal. Peng et Johnson (1972) ont 
affirmé que les positions et le nombre de séparations (splits) sont variables d’un échantillon à 
un autre. Les échantillons se fendent typiquement le long d’une ou plusieurs ruptures 
verticales. Dans le cas où des inserts en néoprène ou en téflon sont utilisés, les fissures se 
propagent également parallèlement aux axes des échantillons. Les échantillons rompent par 
splitting longitudinal. Fairhurst et Cook (1966, cités par Vutukuri et al., 1974) ont également 
rapporté, dans le cas de plateaux ayant le même diamètre que l’échantillon de roche, que les 
échantillons cylindriques rompent dans la direction verticale. L’échantillon se fend en 
colonnes. Kondo et al. (1988) ont observé des ruptures axiales dites « en colonnettes » qui se 
développent parallèlement à la direction de la contrainte principale majeure. Ces ruptures, 
rajoute Kondo, s’accompagnent d’une forte dilatance dans le matériau. Santarelli (1988) 
observe également une rupture verticale avec formation de colonnettes. Haïed et Kondo 
(1997) ont observé un splitting axial en réalisant des essais uniaxiaux sur des échantillons 
prismatiques de grès de Fontainebleau.  
 
III.3.4.5.2.D/ Rupture en extension 
 
Notons que la rupture en extension est connue pour se produire dans le test de tension 
uniaxiale. Le mode de rupture n’est donc pas fondamentalement changé par rapport au test de 
compression uniaxiale puisque la rupture se produit parallèlement à la direction de la 
contrainte principale maximale, en prenant comme notation la compression positive (figure 
3.3.33). 
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Figure 3.3.33 : A gauche : mode de rupture en compression uniaxiale. (σ1 ≥ 0, σ2 = σ3 = 0 et σ1 ≥ σ2 = σ3). Au 
centre : mode de rupture en tension uniaxiale. (σ1 ≤ 0, σ2 =  σ3 = 0 et σ2 = σ3 ≥ σ1). (d’après Paterson, 1978). A 
droite : rupture en disques pour essais en extension où la contrainte latérale est plus forte que la contrainte axiale. 
(d’après Guenot, 1988). 
 
La rupture en extension est également observée dans les tests de compression diamétrale, 
appelés aussi essais de fendage ou essais brésiliens. (Jaeger et Hoskins, 1966, cité par 
Paterson, 1978). Notons que les rupture en extension peuvent également se produire sous des 
conditions compressives prédominantes. Les ruptures en extension sont par exemple 
observées dans les tests d’extension triaxiale quand toutes les contraintes principales 
macroscopiques sont compressives.  (Handin, 1953 ; Heard, 1960 ; Griggs et Handin, 1960, 
cités par Paterson, 1978). Comme le fait remarquer Paterson (1978), le paradoxe apparent des 
ruptures en extension provient donc du fait  que ces dernières se produisent dans l’absence de 
contrainte de traction macroscopique. Un point de vue sur la question est que comme 
l’échantillon ne subit pas de force de traction mais une augmentation des déformations 
radiales, la rupture se produit quand une certaine déformation critique d’extension est 
dépassée (Bridgman, 1938, cité par Paterson, 1978). Un autre point de vue est qu’il faut 
abandonner l’analyse de contrainte macroscopique et passer à des considérations 
micromécaniques. La rupture en extension serait due à des contraintes de tractions locales 
(Gurney et Rowe, 1948ab, cité par Paterson, 1978) autour de défauts ou de fissures à l’échelle 
microscopique. La manière avec laquelle les contraintes de tension transverse locale 
surgissent est illustrée dans l’analyse bi-dimensionnelle des contraintes autour d’un trou 
circulaire dans un milieu élastique (Jaeger et Cook, 1976). Cette analyse montre que sous un 
chargement  uniaxial uniforme appliqué à une grande distance du trou, il n’y a pas seulement 
une intensification de la composante de la contrainte compressive axiale σx au voisinage de 
l’extrémité du diamètre transverse du trou, mais il y a aussi une contrainte de tension latérale 
transverse σy au voisinage de l’extrémité du diamètre parallèle à la direction de chargement. 
Une situation semblable se produit pour un trou elliptique ou une fissure avec le diamètre 
majeur parallèle à la direction de chargement compressif uniaxial. (Jaeger et Cook, 1976). La 
propagation d’une fissure de tension se propageant à partir de la pointe d’un défaut préexistant 
incliné se fera de façon privilégiée parallèlement à l’axe de l’échantillon. Quand les défauts 
sont inclinés par rapport à l’axe de l’échantillon, la composante de contrainte de tension 
maximale ne se produit plus à l’extrémité du diamètre majeur mais à un point où la normale à 
la surface du défaut est parallèle à l’axe de l’échantillon. Le défaut ne tendra pas alors à se 
propager dans son propre plan, mais à osciller autour d’une orientation plus ou moins parallèle 
à l’axe du chargement. (Brace et Bombolakis, 1963 ; Bombolakis, 1964 ; Hoek et Bieniawski, 
1965, cités par Paterson, 1978) (figures 3.3.34, 3.3.35). 
 
 
 
 
Figure 3.3.34 : A gauche : distribution de contraintes autour d’un trou soumis à un chargement uniaxial 
compressif (cas bidimensionnel). P représente la contrainte compressive moyenne appliquée. (d’après Paterson, 
1978). Au centre : direction de propagation d’une fissure à partir d’un défaut incliné soumis à un chargement 
compressif vertical. (d’après Paterson, 1978). A droite : propagation d’une fissure isolée soumise à (a) une 
tension, (b) une compression uniforme. Le point x correspond au point de grande tension locale et la ligne en 
pointillé montre la direction selon laquelle chaque fissure tend à se propager. (8th symposium de mécanique des 
roches, 1966). 
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Figure 3.3.35 : Modèle micromécanique pour le « splitting » axial. (a: direction de propagation de la fissure à 
partir de la pointe du défaut elliptique sous conditions de contraintes compressives), (b: mécanisme de 
propagation de fissure par déplacement dans un plan de cisaillement. (d’après Hoek, 1968), (cité par Vardoulakis 
et al., 1998). 
 
Les contraintes de tension locale ont été invoquées pour expliquer pourquoi les fissures se 
propagent souvent parallèlement à la direction de charge compressive. (Gramberg, 1965, 
1970, cité par Paterson, 1978 ; Fairhurst et Cook, 1966). Notons que la composante de 
contrainte de tension locale transverse est réduite ou complètement supprimée par l’addition 
d’une charge transverse compressive. Toutefois, on peut s’attendre à ce que des contraintes de 
tensions locales transverses surgissent aux extrémités des défauts orientés axialement si la 
pression de confinement n’est pas trop grande. 
 
III.3.4.5.2.E/ Rupture par intrusion 
 
La nature et l’amplitude des contraintes locales autour des défauts microscopiques sont 
fortement affectés par tout fluide ou autre matériau sous pression qui a accès à ces défauts. 
Cette considération mène à la distinction, soulignée par Brace (1964a, cité au 8th symposium 
de mécanique des roches, 1966) entre les ruptures « internes » par extension et les ruptures par 
intrusion. Les ruptures internes ne peuvent se produire que quand il y a une composante de 
contrainte de tension dans la région à travers laquelle la fissure se propage. Mise à part la 
rupture en extension, Brace rajoute dans la classification classique la rupture par intrusion, qui 
a l’apparence d’une rupture d’extension, mais qui est causée par l’intrusion, la pénétration du 
matériau de la membrane à l’intérieur de l’échantillon, dans les défauts et les fissures ouverts 
à la surface. La rupture d’intrusion peut également être causée par l’intrusion de matériaux 
fluides insérés entre l’échantillon et le plateau pour diminuer le frottement. Si l’échantillon de 
roche est poreux, ce lubrifiant fluide va pénétrer à partir des extrémités de l’échantillon dans 
les imperfections et à l’intérieur de la roche et induire dans ses pores des contraintes de 
tension radiales latérales (induced tensile stresses). Cet inconvénient n’est pas toujours 
observé (Pellegrino, 1995), ce qui ne veut pas dire pour autant qu’il ne se produit pas.  
Dans les essais que nous avons réalisés, on a constaté que la pression du fluide pénétrant 
l’échantillon a une influence notable sur la réponse du matériau testé. En effet, la moyenne de 
pic de résistance en compression simple pour les essais lubrifiés directement sans protection 
(B13.1 et B12.2) est de 40,9 MPa. La moyenne pour les essais lubrifiés avec une protection en 
latex (B80, B43, B6.2, B26, B32 et B13.2) est de 50,7 MPa. Les valeurs de pic correspondant 
aux essais lubrifiés directement sans protection sont donc plus faibles. La pénétration du 
lubrifiant affecte donc de façon sensible la résistance apparente de la roche. Cette influence 
n’est pas due à une réaction chimique entre l’acide stéarique et la silice liant les grains du grès 
de Fontainebleau. Elle est due à une pression interne exercée par le lubrifiant fluide à 
l’intérieur de la roche.  
Pour cette raison, la commission de la SIMR (Fairhurst et Hudson, 1999) et d’autres autorités 
(Hawkes et Mellor, 1970 ; Jaeger et Cook, 1979) ont recommandé d’éviter tout traitement des 
extrémités de l’échantillon autre qu’une simple rectification. Dans ce sens, Papamichos et al. 
(1998) affirment qu’une grande quantité d’acide stéarique a un effet détériorant sur le 
matériau proche des surfaces en extrémités menant à une plus grande compressibilité et une 
rupture plus  précoce des échantillons. Papamichos et al. (1998) recommandent de n’utiliser 
qu’une petite quantité de lubrifiant, spécialement pour les roches de grande porosité où l’acide 
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stéarique peut pénétrer facilement à l’intérieur de la roche. Nous suggérons plutôt d’utiliser 
une protection imperméabilisante qui bouche les pores des faces de l’échantillon et empêche 
le lubrifiant de pénétrer. Nous avons donc testé différentes protections imperméabilisantes à 
partir d’essais de compression réalisés en conditions lubrifiées. 
Dans le cas du film plastique, du spray de silicone, du spray de téflon, du carton et du mastic 
rubson, on a observé la présence de fissures verticales, soit juste au niveau des plateaux, soit 
traversant tout l’échantillon. Pour l’essai correspondant à la protection en plaque 
d’aluminium, on a observé une rupture en cône entamée. Pour le cas de la plaque de téflon, on 
a observé à l’inverse du cône de frottement une rupture au niveau des extrémités de 
l’échantillon, le centre de ce dernier est intact. Cette rupture met en évidence le fait que le 
téflon induit un phénomène de traction au niveau des plateaux, à l’inverse des forces de 
frottement. Pour le cas où une double plaque de téflon est utilisée, on a observé que les 
plaques de téflon en contact avec les plateaux supportaient toute la charge et subissaient de 
très grandes déformations. L’échantillon quant à lui est intact. Dans le cas où une protection 
en latex est utilisée, on observe une rupture verticale en clivage axial suivant trois axes 
symétriques à 120°  (figure 3.3.36). 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.36 : Rupture verticale en clivage axial suivant trois axes symétriques à 120° pour le grès de 
Fontainebleau chargé en compression simple et en conditions lubrifiées (échantillons B80, B43, B32, B13.2). 
 
Pour le mode de rupture obtenu avec la protection imperméabilisante en latex, on peut utiliser 
le terme de clivage axial, car ce mode de rupture est en accord avec la définition donnée par 
Wawersik et Fairhurst (1970) du clivage axial dans le sens où l’échantillon de laboratoire se 
fend axialement en deux ou plusieurs segments. Ce mode de rupture traduit une symétrie de 
révolution des déformations. L’échantillon a une déformation homogène. Il subit une 
augmentation des déformations radiales et casse en extension. Cette rupture est obtenue avec 
une assez bonne répétabilité. On obtient également quelquefois un autre mode de rupture 
axiale suivant un seul axe privilégié séparant l’échantillon en deux. Notons qu’une rupture 
suivant trois axes obtenue avec un centre d’intersection des trois axes décalé par rapport à 
l’axe du cylindre est due forcément à un mauvais centrage de l’échantillon. 
Dans le cas d’une lubrification directe sans protection, nous avons obtenu également, comme 
pour le cas d’une lubrification avec protection en latex, une rupture verticale en clivage axial 
suivant trois axes symétriques à 120°. Il faut toutefois remarquer que dans le cas où on a 
utilisé une protection en latex, nous avons obtenu une rupture plus propre et plus nette que 
dans le cas d’une lubrification directe sans protection. 
Finalement, de toutes les protections testées, la rupture correspondant au cas d’une 
lubrification avec une protection en latex est la plus proche de celle du cas lubrifié direct sans 
protection, ce qui confirme le bon choix de la protection imperméabilisante. 
En comparant la réponse des jauges centrales radiales et axiales pour des essais de 
compression  simple réalisés sur des échantillons d’élancement 1.5, on peut constater que les 
courbes de déformation radiales correspondant à l’essai lubrifié directement sans protection 
présentent une forte non-linéarité, une instabilité, tandis que les courbes de déformations 
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radiales correspondant à l’essai lubrifié avec une protection en latex ont une allure similaire à 
celle du cas non lubrifié. On peut constater aussi que la courbe de déformations axiales 
correspondant à l’essai lubrifié avec une protection en latex se superpose nettement mieux que 
l’essai lubrifié directement sans protection avec l’essai non lubrifié (figure 3.3.37). 
Remarquons que les courbes correspondant à l’essai lubrifié directement sans protection sont 
tout à fait fiables. En effet, ces courbes et celles d’un essai équivalent se superposent 
parfaitement. La forte linéarité des déformations radiales pour un essai lubrifié directement 
sans protection nous amène également à la conclusion que la pénétration du lubrifiant conduit 
à une fragilisation de l’échantillon. Cette conclusion nous conforte donc dans le choix 
d’utiliser une protection imperméabilisante. 
 
Figure 3.3.37 : A gauche : effets de la lubrification et de la protection imperméabilisante sur la déformation 
radiale et axiale de l’échantillon. Essais B80, B15.1 et B13.1.  A droite : comparaison des déformations radiales 
et axiales de deux essais (B13.1 et B12.2) réalisés sur des échantillons d’élancement 1.5 en conditions lubrifiées 
sans latex. Bonne répétabilité des résultats obtenus. 
 
Notons que dans le cas où aucune protection n’est utilisée, mise à part la pression interne 
exercée par le lubrifiant, la pénétration de ce dernier a un autre inconvénient majeur. Comme 
le lubrifiant pénètre à l’intérieur de la roche, la quantité de lubrifiant restant à l’interface n’est 
plus suffisante pour réduire de façon optimale le frottement à l’interface entre l’échantillon et 
les plateaux de chargement. Dans ce sens, citons l’exemple de Pellegrino (1995) qui a utilisé 
également l’acide stéarique comme lubrifiant, mais sans protection imperméabilisante. 
Pellegrino a observé pour des échantillons d’élancement 1,5 la présence simultanée d’un cône 
de frottement et d’une rupture nette axiale. Cela met en évidence le fait que le lubrifiant ne 
joue pas pleinement le rôle qui lui a été attribué. 
Dans les essais que nous avons réalisés, dans le cas d’une lubrification directe sans protection, 
nous avons obtenu également, comme pour le cas d’une lubrification avec protection en latex, 
une rupture verticale en clivage axial suivant trois axes symétriques à 120°. Toutefois, en 
utilisant une protection en latex, nous avons obtenu une rupture plus propre, plus nette que 
dans le cas d’une lubrification directe sans protection. En conclusion, on attribue souvent aux 
lubrifiants un inconvénient non négligeable qui est de causer des contraintes de tension 
radiales latérales (induced tensile stresses) à l’intérieur de l’échantillon de roche. Ces 
contraintes sont dues à la pénétration du lubrifiant dans l’échantillon menant à une 
fragilisation de la roche et finalement à une rupture précoce appelée « rupture par intrusion ». 
Ce problème est résolu en utilisant une protection imperméabilisante adaptée. 
 
III.3.4.5.2.F/ Rupture par extrusion 
 
On peut également citer la rupture d’extrusion, causée par l’extrusion des inserts, c’est à dire 
des matériaux fluides ou solides insérés entre l’échantillon et le plateau pour diminuer le 
frottement. Notons que Vardoulakis et al. (1998) ont fait remarquer que Mohr (1900), basé sur 
l’expérimentation, avait rejeté l’hypothèse d’une influence du lubrifiant sur le clivage des 
échantillons. Depuis, l’expérimentation a montré que certains matériaux peuvent causer des 
contraintes de traction latérale radiale (induced tensile stresses) au niveau des extrémités de 
l’échantillon, par extrusion de ces inserts. (Wawersik, 1968). L’utilisation d’inserts souples ou 
d’un lubrifiant tend à promouvoir la rupture en clivage axial par le phénomène d’extrusion. 
(Brady, 1971, cité par Paterson, 1978 ; Peng et Johnson, 1972). 
 
Soit une interface de même diamètre que l’échantillon. On a: 
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εax = σax

E
   avec E représentant le module d’élasticité de Young. 

εrad = νεax  avec ν représentant le coefficient de poisson. 

D’ou εrad = νεax = ν σax

E
  représentant la déformation latérale due à la contrainte axiale σax . 

Dans le cas de l’échantillon : ε ν σ
rad
ech

ech
ax

echE
= ×  

Dans le cas de l’interface : ε ν σ
rad

ax

E
int

int
int

= ×  

L’interface en contact avec l’échantillon étant représentée par l’insert utilisé. 
Le phénomène d’extrusion est possible si l’insert est moins rigide (plus souple) que 
l’échantillon. 

On a alors νint

intE
 > νech

echE
  , soit pour un σax donné εrad

int  > εrad
ech   .  

Dans le cas d’une lubrification des extrémités de l’échantillon, le phénomène d’extrusion peut 
se produire résultant du lubrifiant qui est chassé vers les bords ou de la déformation de la 
protection imperméabilisante utilisée. 
Notons que nous avons en effet observé ce phénomène pour l’essai réalisé en conditions 
lubrifiées avec une protection en plaque de téflon. On a observé à l’inverse du cône de 
frottement une rupture au niveau des extrémités de l’échantillon, le centre de ce dernier est 
resté apparemment intact (figure 3.3.38). 
 
 
 
Figure 3.3.38 : Mode de rupture d’un échantillon testé en conditions lubrifiées avec une protection en plaque de 
téflon. On observe à l’inverse du cône de frottement une rupture au niveau des extrémités de l’échantillon, le 
centre de ce dernier est apparemment intact. Essai B23.2. 
 
On a pu constater également que les déformations radiales au niveau du plateau sont plus 
importantes que celles du centre (figure 3.3.39). On a donc à l’inverse du frottement un 
phénomène d’extrusion qui se traduit par des forces de traction au niveau des plateaux. Il faut 
noter que ce phénomène d’extrusion n’a été observé sur aucun des autres tests réalisés. 
 
 
 
 
Figure 3.3.39 : Essai avec une protection en plaque de téflon (B23.2).  Déformation radiale de l’échantillon à mi-
hauteur et prés des plateaux. Mise en évidence du phénomène d’extrusion. 
 
Peng et Johnson (1972) ont également observé ce phénomène pour des inserts en téflon et en 
néoprène. En réalisant des essais sur le granite de Chelmsford et dans le cas où des inserts en 
néoprène ou en téflon sont utilisés, ils ont observé, comme conséquence de ce phénomène, 
que les fissures se propagent parallèlement aux axes des échantillons, mais que les fissures 
sont pour la plupart localisées près des extrémités des échantillons.  
J.C Jaeger (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966) l’a observé pour le 
caoutchouc, le plomb et des plaques en plastique. Jenkins (1958, cité par Vutukuri et al., 
1974) révéla, d’une étude photoélastique, que quand l’échantillon est chargé avec des plaques 
en caoutchouc entre l’échantillon et les plateaux, des contraintes de traction se développent. 
Avec une plaque mince de caoutchouc ou de cuivre sur chaque surface chargée, il trouva que 
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les contraintes de tension latérales étaient la moitié de la contrainte compressive axiale 
appliquée. Kartashov et al. (1970, cités par Vutukuri et al., 1974) utilisèrent un insert de faible 
module (plastique polyamide-56). Seldenrath et Gramberg (1958, cité par Paterson, 1978) ont 
utilisé des embases spéciales souples aux extrémités des échantillons pour réduire le 
frottement. Mais Brady (1971, cité par Vutukuri et al., 1974), après une étude par éléments 
finis, rapporta que l’utilisation d’insert de faible module tel que le caoutchouc développe de 
grandes tensions latérales (de l’ordre de la moitié de la compression axiale appliquée au 
niveau de l’extrémité de l’échantillon). Il mentionna également que les amplitudes des 
contraintes induites sont très sensibles aux grandeurs physiques ν et E, au rapport ν/E et à 
l’élancement des inserts. La résistance des roches testées en utilisant ces matériaux est réduite. 
Brady a conclu finalement que les inserts avec des valeurs de ν/E plus grandes que celle de 
l’échantillon doivent être évités dans les tests de laboratoire, ce qui est en accord avec 
l’inégalité citée plus haut. Lundborg (1968) a utilisé des inserts en carton et en cuir, de faible 
ν pour réduire le frottement. Hast (1943, cité par Vutukuri et al., 1974) a également utilisé des 
inserts en carton entre les plateaux et les extrémités des échantillons, mais Grosvenor (1963, 
cité par Vutukuri et al., 1974) affirme que ce n’est pas recommandé parce que cela peut 
produire des contraintes de tension à l’interface. 
Ce phénomène d’extrusion n’a été observé sur aucun des tests réalisés en utilisant le lubrifiant 
composé d’acide stéarique et une protection imperméabilisante en latex. 
 
 
 
 
III.3.4.5.2.G/ Autres causes de rupture en clivage axial 
 
Le véritable mode de rupture en compression simple est caché par différents facteurs. La 
difficulté majeure est que la rupture en compression simple est généralement violente. La 
cassure survient de façon brutale résultant d’une libération rapide de l’énergie emmagasinée 
de la presse. Sa nature primaire est obscurcie, cachée par ce phénomène. On peut se poser la 
question si la rupture en clivage axial que nous avons observée est bien une rupture en 
extension. Nous avons déjà fait remarquer que les deux phénomènes d’intrusion et d’extrusion 
induisent une concentration de contraintes de tension transverses au niveau des extrémités de 
l’échantillon et sont des causes secondaires majeures de rupture en clivage axial. De telles 
ruptures peuvent se produire même quand toutes les contraintes principales macroscopiques 
sont compressives. Comme nous l’avons déjà signalé, le phénomène d’extrusion n’a été 
observé sur aucun des tests réalisés, tandis que le phénomène d’intrusion a été évité grâce à 
l’utilisation d’une protection imperméabilisante. 
Mis à part ces deux phénomènes d’intrusion et d’extrusion, il peut y avoir d’autres facteurs 
secondaires menant à la rupture en clivage axial. Une étude précise de ces différents facteurs 
est primordiale pour pouvoir s’assurer que la rupture axiale observée est bien une rupture en 
extension. Rappelons que la rupture en extension correspond au mode de rupture intrinsèque. 
On peut se demander par exemple si cette symétrie de rupture observée pour l’essai réalisé en 
conditions lubrifiées avec une protection imperméabilisante en latex n’est pas due tout 
simplement au mode de disposition des jauges de déformation. Plus précisément, on peut se 
demander si la colle utilisée pour ces jauges de déformation n’intervient pas dans le mode de 
rupture. On sait que pour certaines colles, comme la cyanoacrylate, on observe souvent des 
ruptures contournant les jauges. L’effet de la colle ne doit donc pas être négligé. Remarquons 
que pour la colle AE01 utilisée, la rupture passe indifféremment et même fréquemment sur les 
jauges de déformation. On a finalement observé le même mode de rupture pour quelques 
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essais réalisés sur des échantillons sans jauges de déformation. La symétrie de disposition des 
jauges et la colle utilisée n’est donc pas la cause de ce mode de rupture. 
Comme ce type de rupture existe également dans le cas d’une lubrification directe sans 
protection, il est clair que le latex non plus n’est pas la cause de ce type de rupture. 
Remarquons que dans la littérature, on observe souvent un mode de rupture autre que le 
clivage axial « pur », c’est à dire avec séparation de l’échantillon en plusieurs blocs. En effet, 
à la rupture, les échantillons présentent des fissures avec une certaine tendance verticale et un 
important caractère aléatoire. Selon Vardoulakis et al. (1998), un plateau « parfaitement » 
lubrifié poussera toutes les particules du matériau testé. Dans ce cas, les solides fragiles en 
compression uniaxiale tendent à se rompre avec formation de microfissures distribuées de 
façon aléatoire, principalement orientées dans la direction axiale. (Shah et Labuz, 1995 ; 
Schlangen et Van Mier, 1994, cités par Vardoulakis et al., 1998). Dans les essais que nous 
avons réalisé avec des protections imperméabilisantes autres que le latex, nous avons obtenu 
également ce mode de rupture. Les échantillons présentaient bien à la rupture des fissures 
essentiellement axiale répartie aléatoirement (figure 3.3.40). Seulement, la réponse des jauges 
de déformation correspondant à ces échantillons était loin d’être satisfaisante, que ce soit au 
niveau de l’uniformité de la réponse des jauges entre elles, ou bien encore au niveau même de 
l’allure des courbes correspondant à chaque jauge de déformation. Il est légitime de se poser 
alors la question si ce caractère aléatoire lié à la fissuration des échantillons et observé dans la 
littérature n’est pas dû tout simplement à l’effet important d’un mauvais contact entre 
l’échantillon et le plateau de la presse.  
 
 
 
 
Figure 3.3.40 : A gauche : rupture en clivage axial typique dans un essai de compression uniaxiale avec plateau 
lubrifié sur du grès de Berea. (d'après Vardoulakis, Labuz, Papamichos et Tronvoll, 1998). Au centre et à droite : 
mode de rupture d’un échantillon testé en conditions lubrifiées avec une protection en film plastique (B33).  
Fissuration essentiellement axiale répartie aléatoirement.(d’après El Bied). 
 
 
D’un autre côté, selon Vardoulakis et al. (1998), un clivage axial pur, c’est à dire avec 
séparation de l’échantillon en plusieurs blocs, est cinématiquement incompatible avec les 
conditions limites imposées de plateaux d’extrémités rigides. On peut se demander alors si ce 
mode de rupture en clivage axial « pur » n’est pas dû à un défaut du plateau supérieur ou 
inférieur de la presse, poinçonnant l’échantillon au centre (figure 3.3.41). 
 
Figure 3.3.41 : Mécanisme de « splitting » critique dans un essai de compression uniaxiale. Indentation 
(punching). (d’après Chen, 1975), (cité par Vardoulakis et al., 1998). 
 
Nous pensons plutôt que ce mode de rupture en clivage axial « pur » est dû à une 
augmentation de la déformation radiale. Une fois que la déformation radiale a atteint un 
niveau critique, l’échantillon casse en extension. (Bridgman, 1938, cité par Paterson, 1978). 
Ce phénomène est similaire à celui observé lors des tests brésiliens. Toutefois, pour lever 
complètement le doute sur le problème du poinçonnement du plateau de chargement, nous 
avons réalisé un essai lubrifié avec une protection en latex. L’essai a été arrêté juste avant la 
rupture, à 5 kN en dessous du pic estimé. Pour voir s’il y a effectivement un poinçonnement, 
nous avons mesuré au comparateur la planéité avant et après l’essai à différents points 
marqués de la surface de l’échantillon, entre autres, bien sûr, au centre de la surface. On place 
le comparateur au centre de l’échantillon, on initialise ensuite le cadran à zéro puis on déplace 
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le comparateur par rapport aux bords. On obtient alors une mesure de la planéité pas rapport 
au centre de l’échantillon. Finalement, nous avons mesuré une planéité au niveau des deux 
faces de l’échantillon de l’ordre de 2,5 à 3/100ème de millimètre. Cette valeur de la planeité 
mesurée avant essai reste inchangée une fois que l’essai est réalisé. Pour un essai de référence 
lubrifié avec une protection en latex, on a obtenu une déformation axiale au pic 
d’approximativement 1750 microdéformations, ce qui est équivalent pour un échantillon de 
60 mm de hauteur à 10,5/100ème de mm. 
L’ordre de grandeur correspondant à la mesure de la planéité avec un comparateur est donc 
significatif. Par ailleurs, des essais ont été réalisés avec cette même presse mais sans rotule. 
D’autres essais ont également été réalisés avec une autre presse. Dans ces deux cas, les 
plateaux de chargement en contact avec l’échantillon étaient différents et on a obtenu 
également pour le cas lubrifié avec une protection en latex ce même mode de rupture. Les 
plateaux de chargement ne sont donc pas la cause de ce type de rupture. On arrive donc 
finalement à la conclusion qu’il n’y a pas de poinçonnement de l’échantillon pendant l’essai 
de compression. Notons que ces essais qui ont été réalisés avec une presse différente et donc 
avec des plateaux de chargement différents, ont été contrôlés avec un paramètre 
d’asservissement différent. En effet, ces essais ont été contrôlés en force et non pas en 
déplacement. Ce mode de rupture est donc indépendant des conditions de pilotage de la 
presse. Il faut remarquer aussi que dans tous ces tests réalisés avec différentes presses et sous 
différentes conditions d’essais, ce mode de rupture en clivage axial « pur » est obtenu 
systématiquement et indépendamment de la porosité de l’échantillon (15 ou 21 %), de 
l’élancement testé (1, 1.5 ou 2), de la roche mère correspondant à cet échantillon et même de 
la nature de la roche (figure 3.3.42). En effet, des tests lubrifiés avec une protection en latex 
ont été réalisés sur d’autres types de roches: le marbre, le granite, le gypse et le calcaire, on a 
obtenu dans tous les cas ce mode de rupture en clivage axial. Ce n’est donc pas une 
caractéristique du grès de Fontainebleau. Notons que ce mode de rupture est obtenu également 
quel que soit le pourcentage de saturation de l’échantillon testé. En effet, des essais ont été 
réalisés sur des échantillons saturés à 95 %, 75 % et 0 % (cas sec), on a obtenu 
systématiquement ce mode de rupture en clivage axial.  
Figure 3.3.42 : Mode de rupture en clivage axial suivant trois axes symétriques à 120° pour des échantillons 
d’élancement 1 (B57) et  2 (B2.2). 
 
 
III.3.4.5.2.H/ Prédominance des différents modes de rupture 
 
Dans la littérature, les expérimentateurs observent pour les échantillons qu’ils ont testés en 
compression simple uniaxiale soit une rupture en cône, soit une rupture oblique de 
cisaillement, soit une rupture axiale. Brady et Brown (1985) et Wawersik et Fairhurst (1970) 
pensent que la prédominance relative de ces types de rupture dépend de la roche testée, de sa 
résistance, de son anisotropie, de sa fragilité, ainsi que de la taille des grains. Nous pensons 
que la prédominance de ces ruptures dépend également et de façon non négligeable, des 
conditions d’essais, plus précisément de l’importance de l’intensité de frottement au niveau de 
l’interface roche-plateau de chargement. Une interface avec un faible frottement n’affectera 
pas les mécanismes de propagation de la microfissuration. On obtient dans ce cas une rupture 
axiale. Un frottement d’intensité intermédiaire à l’interface ne fera qu’incliner la surface de 
rupture. A la place de la rupture axiale, on observe alors plutôt une rupture inclinée par 
cisaillement. En revanche, un frottement plus important à l’interface modifiera complètement 
le mode de rupture et favorisera une rupture conique des échantillons testés. Peng et Johnson 
(1972) partagent ce point de vue puisqu’ils affirment, pour reprendre leurs propres termes, que 
si le frottement aux extrémités est faible, les échantillons tendent à rompre le long de plans de 
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rupture inclinés. Si le frottement aux extrémités est grand en chargement uniaxial, les 
échantillons tendent à rompre en cône, les bases de ces cônes ayant pour origine les extrémités 
de l’échantillon. En fait, suivant l’intensité du frottement à l’interface, l’angle du cône de 
frottement par rapport à l’axe vertical de l’échantillon cylindrique varie. En dessous d’une 
certaine intensité de frottement les macrofissures correspondant aux cônes de frottement 
supérieur et inférieur se rejoignent, menant à une rupture oblique. C’est également le point de 
vue de Paul et Gangal (1966) qui affirment, pour reprendre leur propres termes, que les 
microfissures se joignent aux deux extrémités donnant la rupture oblique (figure 3.3.43). 
 

 
 
                       
 
          
 
 
 
 
 
                                                                                           
                       
                       Figure 3.3.43 : Microfissures se joignant aux deux extrémités donnant la rupture oblique. 

 
Vutukuri et al. (1974) font remarquer que si l’échantillon est assez court, les cônes résultant 
peuvent avoir une hauteur approximativement égale à la moitié de celle de l’échantillon. 
Selon eux, l’angle de rupture de la roche est fonction de la hauteur de l’échantillon. 
Si le frottement à l'interface n'est pas sérieusement contrôlé par l'expérimentateur, son 
intensité peut varier d'un essai à un autre. Ce qui fait que l'expérimentateur, croyant réaliser 
les essais dans de mêmes conditions, observe finalement d'un échantillon à un autre deux 
modes de rupture différents. Ce qui veut dire que pendant l'histoire de chargement, la 
distribution en contraintes et en déformations n'est pas la même pour ces échantillons. Se pose 
alors un sérieux problème de répétabilité des essais et du choix de tel ou tel essai pour 
étalonner une loi de comportement. Ce problème de répétabilité des essais est encore 
beaucoup plus accentué quand il s'agit de comparer des résultats obtenus par différents 
laboratoires. Finalement, ce problème met l'accent sur la nécessité de contrôle le frettage à 
l'interface. Le choix d'un contact direct roche-plateaux de chargement est guidé par un souci 
de praticité et de simplicité. Toutefois, le contact direct est une solution qui est acceptée mais 
qui n'est pas acceptable. Le but de la SIMR (Fairhust et Hudson, 1999) qui est de permettre 
une comparaison des données entre matériaux et entre laboratoires n’est pas atteint. 
Ainsi, dans une presse rigide avec des pièces d'extrémités égalisés, (Fairhust et Cook, 1966, 
cités par Jaeger et Cook, 1979) ont observé deux modes de rupture : un  clivage axial mais 
aussi une rupture de cisaillement locale et macroscopique dans l'essai de compression simple 
d'échantillon en quartzite. Wawersik et Fairhurst (1970) ont également constaté la présence de 
ces deux modes de rupture lors de tests réalisés sur le granite gris de Charcoal I et II, le marbre 
du Tennessee, le calcaire de Solenhofen et le basalt. Fairhurst (cité au 8th symposium de 
mécanique des roches, 1966) a cité les expériences que Cook a réalisé sur l'influence des 
contraintes en extrémités. Ce dernier comprima des échantillons cylindriques entre des 
plateaux en acier de plus grand diamètre que l'échantillon et des plateaux en aluminium de 
même diamètre que l'échantillon pour être égalisés. Sans exception, affirme-t-il, la rupture 
s'est propagée en cône ou diagonalement le long de l'échantillon. 
Haïed, Kondo et Henry (1997) ont réalisé des essais de compression simple sur des 
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échantillons de grès de Fontainebleau d'élancement 2 sans chercher à réduire le frottement à 
l'interface. Les échantillons étaient en contact direct avec les plateaux de chargement. Dans 
ces expériences, ils n’ont pas obtenu systématiquement un même mode de rupture. Ils 
constatent seulement, pour reprendre leurs propres termes, que la rupture se développe le plus 
souvent selon des plans parallèles à l'axe de chargement. 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 179

III.3.4.5.2.I/ Ruptures combinées 
 
Dans certains cas, on peut même observer des modes de ruptures combinés (figure 3.3.44). Ce 
qui peut arriver quand l'intensité de frottement est comprise entre une valeur faible 
(correspondant à la rupture axiale) et une valeur intermédiaire (correspondant à la rupture 
oblique de cisaillement). Santarelli (1987), par exemple, en réalisant des tests uniaxiaux sur 
un grès (carboniferous), observa un mode de rupture mixte consistant en un clivage axial à la 
périphérie de l'échantillon et un cisaillement au centre de l'échantillon. A ce propos, Santarelli 
fait remarquer que le cisaillement qu'il a observé dans ses essais dans la partie centrale de 
l'échantillon est dû à un confinement appliqué par les plaques externes. 
Bésuelle (1999) a réalisé des essais uniaxiaux axisymétriques en conditions lubrifiées avec de 
l'acide stéarique sur des échantillons d'élancement 2 de grès des Vosges. Il a constaté que les 
échantillons sont traversés par une combinaison de fractures verticales axiales et de fractures 
légèrement inclinées, d'un peu moins de 20° par rapport à l'axe de l'échantillon. Malgré le 
lubrifiant utilisé, il reste donc un frottement résiduel à l'interface. 
Papamichos et al. (2000) ont réalisé des essais de compression uniaxiale sur des échantillons 
de grès rouge de Wildmoor d’élancement 1 en conditions lubrifiées. Ils ont observé un mode 
mixte de clivage axial et de bande de cisaillement avec un angle d’inclinaison par rapport à 
l’horizontale compris entre 70 et 80°. Cela est dû au fait que l’effet du frottement résiduel est 
plus important pour un faible élancement.  
Par ailleurs, on peut également observer des modes de ruptures combinées quand l'intensité de 
frottement peut atteindre une valeur importante (correspondant à une rupture conique). 
Dans ce sens, en réalisant des essais uniaxiaux en condition lubrifiées avec de l'acide 
stéarique sur des échantillons d’élancement 1, outre les fractures verticales, Bésuelle (1999) a 
également constaté la présence d'un cône de frettage à certaines extrémités d'échantillon. 
Pellegrino (1995) a également observé des cônes de frottements au niveau d’éprouvettes à 
élancement 1.5 lubrifiées. Ce qui veut dire qu’il reste un frottement résiduel à l’interface 
malgré la lubrification. La présence de cônes de frottement signalés par Bésuelle (1999) pour 
les échantillons d’élancement 1 est pratiquement toujours observée. Pour Pellegrino (1995), 
pour les échantillons d’élancement 1.5, l’observation des cônes de frottement n’est pas du tout 
systématique. Les cônes ont été observés ponctuellement pour quelques échantillons. Ce qui 
veut dire que le frottement résiduel a un effet d’autant plus important que l’élancement de 
l’échantillon est faible. Par ailleurs, pour les essais que nous avons réalisés en conditions 
lubrifiées avec une protection en latex et sur des échantillons d’élancement 1.5, nous n’avons 
pas du tout observé la présence de cônes de frottement. La rupture en clivage axial se fait 
toujours de façon nette. En revanche, sur des échantillons lubrifiés sans protection en latex, la 
rupture en clivage axial est beaucoup moins nette. La protection en latex a l’avantage de 
mieux répartir le chargement. De plus, pour les échantillons lubrifiés sans protection, le 
lubrifiant pénètre fortement dans l’échantillon. Dans ce cas, la quantité de lubrifiant présente à 
l’interface n’est plus suffisante pour assurer le rôle d’anti-frettage de façon efficace. La 
présence de cône de frottement observé par Pellegrino (1995) au niveau d’échantillons 
d’élancement 1,5 en conditions lubrifiées sans protection peut s’expliquer comme cela.  
Paul et Gangal (1966) font remarquer, quant à eux, que les ruptures obliques et coniques se 
produisent quelque fois simultanément. 
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Figure 3.3.44 : A gauche : essais uniaxiaux axisymétriques en conditions lubrifiées avec de l'acide stéarique sur 
des échantillons d'élancement 2 de grès des Vosges. Combinaison de fractures verticales axiales et de fractures 
légèrement inclinées, d'un peu moins de 20° par rapport à l'axe de l'échantillon. (d’après Bésuelle, 1999). Au 
centre : éprouvette à élancement 1.5 lubrifiée: les flèches indiquent les traces des cônes de frottement et la 
fissuration nette à la base du cylindre. (d’après Pellegrino, 1995). A droite : mode de rupture combiné. (d’après 
Paul et Gangal, 1966). 
 
Peng et Johnson (1972) ont réalisé des essais sur des échantillons de granite de Chelmsford, 
en contact direct avec les plateaux de la presse. Ils ont observé que les échantillons rompt par 
la formation d'un cône à chaque extrémité, ou par la formation d'une seule rupture inclinée par 
rapport à l'axe de l'échantillon. Peng et Johnson (1972) font remarquer que des combinaisons 
de ces deux modes de rupture peuvent être reconnues dans plusieurs échantillons. 
 
III.3.4.5.3/ Essai de compression triaxiale 
 
III.3.4.5.3.A/ Très faibles pressions de confinement 
 
Pour de très faibles pressions de confinement, le mode de rupture reste identique à celui 
correspondant à l'essai uniaxial. Par exemple, le mode de rupture reste inchangé pour la 
dolomite Gebdykes pour des pressions de confinement ≤ 1 MPa et pour le grès de Doddington 
pour des pressions de confinement ≤ 0,5 MPa (Santarelli, 1987). La rupture en clivage axial 
propre à l'essai uniaxial n'est supprimée que par l'addition d'une certaine valeur de pression de 
confinement, de quelques MPa dans certains cas. (Griggs, 1936 ; Heard, 1960 ; Jaeger, 1960a, 
cités par Paterson, 1978 ; Wawersik et Fairhurst, 1970 ; Wawersik et Brace, 1971 ; Paterson, 
1978). A ce propos, Terzaghi (1945, cité par Vutukuri et al., 1974) classa la rupture des 
roches en le clivage (splitting), le cisaillement  et le pseudo-cisaillement (speudo-shear), 
dépendant de l'inclinaison des plans de rupture. La rupture en pseudo-cisaillement représente 
une combinaison de rupture de tension et de cisaillement produisant une rupture en 
« zigzag ». Comme l'expliquent Vutukuri et al. (1974), le mode de rupture progresse avec 
l'augmentation de la pression de confinement, d'une rupture en tension à une rupture en 
pseudo-cisaillement et finalement à une rupture en cisaillement . La transition d'une rupture 
en clivage axial à une rupture par cisaillement se fait donc progressivement. 
 
 
 
 
III.3.4.5.3.B/ Pressions de confinement faibles et intermédiaires 
 
A partir d’une certaine valeur de la pression de confinement, cette dernière empêche le type 
de rupture en extension, on observe alors un passage de la rupture par fissuration axiale à la 
rupture par cisaillement (figure 3.3.45). La rupture se présente sous la forme classique d'une 
bande de cisaillement. La fracture inclinée est unique et délimite un plan qui traverse 
l'échantillon de part en part. Notons que la rupture en cisaillement prédomine également dans 
les tests d'extension triaxiale.  
 
Figure 3.3.45 : A gauche : essai réalisé à pression de confinement égale à 3.5 MPa (35 bars) sur le marbre de 
Wombeyan. Au centre : rupture en cisaillement pour un essai de compression triaxiale. A droite : rupture en 
cisaillement pour un essai d’extension triaxiale. (d’après Paterson, 1958, 1978). 
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Jaeger et Cook (1979) ont élaboré une classification classique communément acceptée pour la 
rupture macroscopique des roches par rapport à la pression de confinement. A pression de 
confinement faible ou intermédiaire, on observe une rupture fragile du matériau . Le matériau 
se rompt d'une manière fragile par cisaillement le long d'une seule surface plane unique de 
cisaillement inclinée d'un certain angle par rapport à la direction de contrainte principale 
majeure, qui est toujours parallèle à l'axe verticale de l'échantillon. 
En fait, dans la réalité, ce modèle simplifié n'est vrai que sous certaines conditions. A partir 
des essais que nous avons réalisés et des résultats obtenus dans la littérature, on a pu constater 
que ce modèle n'est pas toujours vérifié. D’une part, dans la littérature, mais à part le plan de 
rupture, des traces de quelque plans de cisaillement  supplémentaires (lignes de Lüders) sont 
souvent observées sur la surface de l'échantillon. Le développement de multiples plans de 
cisaillement prouvé par la présence des bandes de Lüders à la surface de l'échantillon est 
probablement lié à son écoulement pré-pic qui existe à tous les niveaux de pression de 
confinement. Ces bandes de Lüders sont même observées pour des pressions de confinement 
de l'ordre de 5 MPa mais leur nombre augmente avec la pression de confinement. 
D’autre part, le frottement à l'interface influence de façon sensible la formation de bande de 
cisaillement, contrairement à ce qu'affirme Tillard (1992), je cite: « Ces imperfections ne 
paraissent pas capable de modifier la nature des phénomènes observés ». 
Pour les faibles pression de confinement, allant par exemple pour la dolomite de Gebdykes de 
1 à 7 MPa et pour le grès de Doddington de 0.5 à 5 MPa, Santarelli (1987) et Santarelli et 
Brown (1989) ont observé que la rupture se développe le long d'une paire de plans de 
cisaillement conjugués. Ces deux plans font un angle faible avec la verticale (figure 3.3.46). 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.46 : Développement de la rupture le long d'une paire de plans de cisaillement conjugués pour des 
essais réalisés à faibles pressions de confinement, allant par exemple pour la dolomite de Gebdykes de 1 à 7 MPa 
et pour le grès de Doddington de 0.5 à 5 MPa. (d’après Santarelli, 1987). 
 
Santarelli (1987) fait remarquer à ce propos que ce type de rupture est sérieusement influencé 
par les effets de contact en extrémités. 
Par ailleurs, Peng et Johnson (1972) ont réalisé des essais sur du granite de Chelmsford. Ils 
ont utilisé une technique d'inserts égalisées, de même section et de même rigidité que 
l'échantillon pour obtenir un chargement uniforme. Cette technique développée pour le cas 
d'une compression uniaxiale a été ensuite appliquée au cas triaxial. Dans le cas triaxial, Peng 
et Johnson (1972) affirment n’avoir pas obtenu un chargement uniforme comme ils 
l'espéraient. Ces derniers ont mis en évidence, dans le cas triaxial, l'existence d'un frottement 
dont l'influence est non négligeable. Ils ont constaté que les échantillons qui ont rompu sous 
chargement triaxial rompt typiquement le long d'un ou plusieurs plans inclinés. 
Par ailleurs, dans les essais que nous avons réalisés en conditions lubrifiées avec une 
protection en latex, à une faible pression de confinement de 4 MPa, nous avons également 
observé un mode de rupture mixte en Y des échantillons testés (B18.2)  (figure 3.3.47). 
 
 
 
 
Figure 3.3.47 : Mode de rupture mixte en Y pour un échantillon (B18.2) testé en compression triaxiale à une 
faible pression de confinement de 4 MPa en conditions lubrifiées avec une protection en latex. 
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Comme on a une pression de confinement appliquée sur l'échantillon, on doit normalement 
observer un bande de cisaillement inclinée. Un frottement à l'interface fait qu'une rupture 
conique se produit simultanément avec la rupture oblique de cisaillement. Ce qui nous ramène 
à une configuration mixte similaire à celle décrite pour l'essai uniaxial (voir la rupture 
combinée en Y, Paul et Gangal, 1966). Ce modèle de rupture en Y montre donc la présence 
d'un frottement résiduel malgré la lubrification.  
Dans certains cas même, cela peut rendre impossible l’observation d’un mode de rupture 
clair. Ainsi, Papamichos et al. (1998), en réalisant des essais de compression triaxiale sur des 
échantillons de grès rouge de Wildmoor d’élancement 1 en conditions lubrifiées, ont observé 
que certains échantillons ne montrent pas de signes visibles de plans de rupture. Cela est dû 
au fait que le frottement résiduel a un effet plus important pour les faibles élancements, 
masquant le mode de rupture. 
Ce frottement résiduel a une influence plus marquée sur les échantillons testés à faibles 
pressions de confinement. Ce rôle sensible du frottement résiduel tend à disparaître pour de 
plus grandes pressions de confinement. Mais ce n'est pas du tout le cas si on n'utilise pas de 
lubrifiant, l'intensité du frottement étant alors dans ce cas beaucoup plus importante. 
Ainsi, en réalisant des essais en conditions frettées sur des échantillons de grès de 
Fontainebleau d'élancement 2, Haïed et Kondo (1997) ont constaté qu'à 10 MPa de pression 
de confinement, les échantillons rompent avec la formation d'un cône à chaque extrémité et 
d'une rupture inclinée (figure 3.3.48). Comme dans les tests de grandes pressions (20 et 30 
MPa), Haïed (1995) n'a pas observé de formation de cône, il en a conclut que le frettage n'est 
important que pour des pressions de confinement inférieures ou égales à 10 MPa et qu'à 
pression de confinement plus élevée, les effets de frettage sont remarquablement réduits. 
 
 
Figure 3.3.48 : Rupture avec formation d'un cône à chaque extrémité et d'une rupture inclinée pour un essai 
réalisé à 10 MPa de pression de confinement en conditions frettées sur un échantillon de grès de Fontainebleau. 
(d’après Haïed et Kondo, 1997). 
 
Par ailleurs, Mogi (1966, cité par Vutukuri et al., 1974) a étudié les effets de contact dans le 
test de compression triaxial conventionnel. Il a mis en évidence que les effets de contact 
tendent à disparaître quand on augmente la pression de confinement. Les résultats montrent 
que les effets de contact des échantillons de Dolomite reliées aux pièces d'extrémités en acier 
par de la colle époxy sont négligeables pour des pressions de confinement supérieures à 
quelques centaines de bars, soit quelques dizaines de MPa. Les effets d'extrémités sont donc 
moins sérieux dans les tests triaxiaux que dans les tests inconfinés et un élancement de deux 
paraît être satisfaisant. (Mogi, 1966, cité par Paterson, 1978). Cette conclusion est appuyée 
par une analyse théorique du champ de contrainte élastique, qui montre que l'addition d'une 
pression de confinement mène à une distribution de contrainte plus uniforme (Balla, 1960 ; 
Kotte et al., 1969 ; Brady, 1971ab, cités par Paterson, 1978). Brady (1971) étudia l'effet de la 
pression de confinement sur la distribution de contrainte d'un échantillon cylindrique chargé 
axialement entre deux plateaux de même diamètre que l'échantillon. Ces résultats indiquent 
que les effets de contact décroissent graduellement avec l'augmentation de la pression de 
confinement. De notre point de vue, cette dernière conclusion est tout à fait juste. Il faut 
simplement signaler que même à pression de confinement élevée, les effets de frettage sont 
effectivement  remarquablement réduits mais pas totalement. Même à pression de 
confinement plus élevée, on a encore une influence importante du frettage. Le mode de 
rupture ne dépend pas uniquement de la pression de confinement mais également du frettage à 
l'interface. 
Pour les pressions de confinement intermédiaires, allant par exemple pour la Dolomite de 
Gebdykes de 7 à 45 MPa et pour le grès de Doddington de 5 à 50 MPa, Santarelli (1987) 
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observe une rupture classique le long d'une seule bande de cisaillement, le long d'un seul plan 
de cisaillement. Ce plan est plus incliné par rapport à la verticale que dans le cas précédent. 
Des plans de cisaillement supplémentaires (lignes de Lüders) peuvent être vus sur la surface 
des échantillons (figure 3.3.49). 
 
Figure 3.3.49 : Essais réalisés à pression de confinement intermédiaires, allant pour la Dolomite de Gebdykes de 
7 à 45 MPa et pour le grès de Doddington de 5 à 50 MPa. Rupture classique le long d'une seule bande de 
cisaillement. Des plans de cisaillement supplémentaires (lignes de Lüder) peuvent être vus sur la surface des 
échantillons. (d’après Santarelli, 1987). 
 
Par ailleurs, dans les essais que nous avons réalisé en conditions lubrifiées sur la roche K 
(voir chap. III.5.1), dans la gamme de pression de confinement allant de 7 MPa à 42 MPa, on 
a obtenu également des ruptures le long d'une unique bande de cisaillement (figures 3.3.50 – 
3.3.54). 
 
 
 
Figure 3.3.50 : Essai à 7 MPa de pression de confinement sur un échantillon sec (K73). 
 
Figure 3.3.51 : Essai à 7 MPa de pression de confinement sur un échantillon sec (K73)  (à droite). 
Essai à 14 MPa de pression de confinement sur un échantillon sec (K38)  (à gauche). 
 
 
Figure 3.3.52 : Essai à 28 MPa de pression de confinement sur un échantillon saturé (K25). 
 
 
Figure 3.3.53 : Essai à 42 MPa de pression de confinement sur un échantillon saturé (K100). 
 
 
Figure 3.3.54 : Essai à 42 MPa de pression de confinement sur un échantillon sec (K99). 
 
En revanche, dans les essais de compression triaxiale que nous avons réalisé avec une 
pression de confinement de 14 MPa, en conditions frettées, on observe très nettement une 
rupture combinée pour les échantillons (F26.2). Ces derniers présentent simultanément une 
bande de cisaillement associée à une formation de cônes rigides au voisinage de l'interface 
avec le plateau de chargement (figure 3.3.55). La formation simultanée de ces deux modes de 
rupture empêche la propagation de la bande au niveau des deux faces supérieure et inférieure 
de l'échantillon, dans la zone de l’échantillon près des plateaux. En revanche, dans le cas des 
essais lubrifiés (exemple de l'essai K99), la bande de cisaillement traverse tout l'échantillon et 
n'est pas affectée par le frettage à l'interface. 
 
 
Figure 3.3.55 : Au milieu et à droite: rupture combinée avec bande de cisaillement associée à une formation de 
cônes rigides pour un essai de compression triaxiale réalisé en conditions frettées avec une pression de 
confinement de 14 Mpa (F26.2). A gauche: bande de cisaillement non affectée par le frettage à l'interface pour 
un essai lubrifié (exemple de l'essai K99).  (d’après El Bied et Sulem, 1999). 
 
Sur les essais de compression triaxiale que Bésuelle (1999) a réalisés sur des échantillons de 
Siltite, aucun dispositif d'anti-frettage n'a été utilisé, les essais étaient frettés. Bésuelle a 
constaté globalement qu'il n'existait pas toujours un plan de fracture majeur comme seul mode 
de rupture des échantillons. Bésuelle a souvent observé la présence de deux plans inclinés 
conjugués ainsi que la formation d'un cône de frettage sur certaines extrémités d'échantillons.  
Haïed (1995) a également réalisé des essais de compression en conditions frettées sur des 
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échantillons de grès de Fontainebleau. Haïed n'a pas utilisé explicitement le terme de cône de 
frottement pour les modes de rupture qu'il a observé en compression triaxiale, mais il affirme 
avoir constaté à la rupture que le volume situé au centre de l'éprouvette a subi plus de 
dommages que le reste et cela quelque soit la pression de confinement. Ce qui, à notre avis, 
est également un signe d'une présence importante de frottement aux extrémités de 
l'échantillon. Le frottement à l’interface empêche la propagation des fissures dans les parties 
de l’échantillon prés des plateaux de chargement. Par ailleurs, en plus de la formation 
simultanée de deux modes de rupture, le frettage joue également un rôle non négligeable sur 
la formation et les caractéristiques de la bande de cisaillement. Sur les essais en conditions 
frettées que Haïed (1995) a réalisé sur des échantillons de grès de Fontainebleau d'élancement 
2, il a constaté que l'épaisseur de la bande de cisaillement était très variable et impossible à 
estimer. Je cite: « leurs contours sont très hésitants et restent difficiles à définir de manière 
précise ». « Les épaisseurs de bandes de localisations varient de 1 à 2 mm, elles sont difficiles 
à évaluer de manière objective, les bandes étant souvent délimitées par une zone blanchâtre à 
épaisseur variable ». 
Sur les essais triaxiaux que nous avons nous-mêmes réalisés en conditions frettées non 
lubrifiées à pression de confinement égale à 14 MPa, l'épaisseur de la bande de cisaillement 
variait effectivement beaucoup le long de toute la hauteur de l'échantillon (voir figure). En 
revanche, sur les essais triaxiaux réalisés en conditions lubrifiées, l'épaisseur de la bande de 
cisaillement est bien délimitée et reste quasiment constante tout au long de la hauteur de 
l'échantillon, ce qui permet de l’évaluer de façon très précise. (El Bied et Sulem, 1999). 
Par ailleurs, Bésuelle (1999) a réalisé des essais de compression triaxiale axisymétriques en 
conditions lubrifiées avec de l'acide stéarique sur des échantillons de grès des Vosges 
d'élancement égale à 1 et 2.  
 
Figure 3.3.56 : Représentation de l'évolution de l'angle d'orientation des bande de cisaillement par rapport à l'axe 
vertical de l'échantillon, vis à vis de la contrainte moyenne au pic, pour deux élancements 1 et 2. (d’après 
Bésuelle, 1999 et Bésuelle, Desrues, 1998). 
 
Les angles mesurés sur les échantillons d'élancement 1 sont globalement plus faibles que ceux 
mesurés en élancement 2 (figure 3.3.56). Bésuelle arrive à la conclusion que l'angle est 
influencé par un effet de structure, qui s'explique par une moins bonne homogénéité des 
échantillons courts. Cela est dû au frottement résiduel à l'interface, restant malgré le dispositif 
de lubrification, qui a un effet d'autant plus important que l'élancement de l'échantillon testé 
est faible. 
 
III.3.4.5.3.C/ Concepts et définitions de la rupture fragile 
 
Notons d’abord que la terminologie utilisée pour les roches concernant la rupture (failure) et 
la fragilité (brittleness) peut créer des confusions. La rupture (failure) est souvent dite se 
produire au pic de résistance ou est initiée au pic de résistance (Jaeger et Cook, 1979). Une 
approche alternative d’ingénieur est de dire que la roche a rompu quand elle ne peut plus 
supporter les forces qui lui sont appliquées. Cela peut entraîner la considération de facteurs 
autres que le pic de résistance. Selon Brady et Brown (1985), la « fracture » est la formation 
de plans de séparation dans le matériau de roche. Cela entraîne une cassure et la formation de 
nouvelles surfaces. L’initiation de la « fracture » n’est pas nécessairement synonyme de 
« rupture » (failure) ou d’un pic de résistance atteint. Obert et Stephenson (1965, cités par 
Brady et Brown, 1985) distinguent également les deux termes « fracture » et « rupture ». La 
fracture est un type de rupture (failure) pour laquelle il y a une perte complète de cohésion et 
des surfaces nouvelles sont créées. Pour la rupture proprement dite, il n’y a qu’une perte 
partielle de cohésion. (Singh, 1988) a défini la fracture ou fissure (crack) comme une surface 
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au travers de laquelle les contraintes de traction ne peuvent pas être transmises tandis que des 
discontinuités de déplacement peuvent se développer. En outre, dans le cas de la fracture 
fragile, les fissures se forment dans le matériau même à faible déformation. En fait, 
concernant la notion de rupture fragile, on peut trouver dans la littérature en mécaniques des 
roches des définitions légèrement différentes. Brady (1969, cité par Paterson, 1978) a défini la 
fragilité comme une propriété d’un matériau qui peut être déformé de façon continue et 
permanente, sans déformation plastique évidente, pendant l’application de contraintes qui 
dépassent celles nécessaires pour commencer la microfissuration à l’intérieur du matériau. 
Brace (1963, cité par Vutukuri et al., 1974) définit la fracture fragile comme un processus qui 
ne produit aucun autre changement permanent dans le matériau autre que sa séparation en 
plusieurs parties. Autrement dit, la rupture de la roche est dite « fragile » quand elle n’est 
précédée par aucune déformation permanente significative. Selon Brady et Brown (1985), la 
« fracture » fragile est le processus par lequel une perte soudaine de résistance se produit le 
long d’un plan après une petite déformation plastique permanente ou même sans déformation 
plastique du tout. Dans ce cas, la rupture fragile est caractérisée par une rupture brutale, sans 
signe précurseur. Quelquefois, la rupture fragile peut référer à une rupture suivant des 
quantités de déformations inélastiques qui sont petites comparées avec la gamme élastique. 
Dans d’autres cas, des ruptures survenant après plusieurs pourcents de déformations 
inélastiques sont encore considérées comme fragiles. Heard (1960, cité par Paterson, 1978) a 
défini la rupture comme étant fragile si la déformation n’excède pas 3% avant la rupture. 
 
III.3.4.5.3.D/ Rupture ductile pour les fortes pressions de confinement 
 
Notons qu’en général, il y a deux modes de rupture qui peuvent se produire dans les roches: la 
rupture fragile et la rupture ductile. Dans ce sens, Griggs et Handin (1960, cités par Vutukuri 
et al., 1974) ont décrit la déformation macroscopique des roches dans les tests de compression 
triaxiale en laboratoire en terme de trois principales catégorie de comportement, rupture en 
extension, faille et écoulement uniforme (figure 3.3.57). 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.57 : Représentation schématique de la transition de la rupture fragile à l’écoulement ductile, avec des 
déformations typiques avant la rupture. (d’après Griggs et Handin, 1960). 
 
On retrouve cette schématisation du mode de rupture en compression dans l’article de Ashby 
et Hallam (1986, cités par Tillard, 1992) et de Santarelli et Brown (1989) (figure 3.3.58). 
 
 
Figure 3.3.58 : A gauche : schématisation du mode de rupture en compression. (rupture en extension, faille et 
écoulement uniforme). (d’après Ashby et Hallam, 1986). A droite : mode de rupture en compression: clivage 
axial, fracture de cisaillement et écoulement ductile. (d’après Santarelli et Brown, 1989). 
 
La rupture en extension et la rupture en cisaillement constituent les deux principaux modes de 
rupture fragile. Griggs et Handin (1960) ont défini les ruptures en extension comme la 
séparation le long d'une surface normale à la direction de contrainte principale maximum. 
Dans les failles, la surface de cisaillement peut être inclinée à environ 45°. Notons que ces 
deux types de rupture « fragile » ont déjà été présentés de façon détaillée dans ce même 
chapitre du rapport. Ils sont observés respectivement pour des pressions de confinement 
faibles (ou nulle) et intermédiaires. Une roche sollicitée sous ces confinements a tendance à se 
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rompre brutalement à partir d’un certain seuil de chargement sans s’être déformée 
considérablement. En revanche, écrasée sous un fort confinement, ce n’est qu’après une assez 
grande déformation plastique qu’elle arrive à la rupture. Ce comportement de la roche est dit 
ductile. La déformation ductile se produit quand la roche peut subir une déformation 
permanente supplémentaire sans perdre sa capacité de support de chargement. Les deux 
modes fragile et ductile dépendent donc de la quantité de déformation avant la rupture. Par 
ailleurs, l’écoulement se produit par définition à la suite d’un comportement élastique, quand 
une partie de la déformation devient irréversible. La contrainte d’écoulement est définie 
comme étant la contrainte à partir de laquelle une déformation permanente apparaît pour la 
première fois. D'une façon générale, quand on augmente la pression de confinement, on 
observe à fortes pressions de confinement une transition d'une rupture fragile à une 
déformation ductile. Quand on augmente la pression de confinement, la quantité de 
déformation ductile et la résistance de rupture augmente jusqu'à ce qu'une déformation 
complètement ductile se produit avec durcissement apparent. Cette transition est visible dans 
la courbe contrainte-déformation (figure 3.3.59). 
 
 
Figure 3.3.59 : En haut à gauche : résultats de tests triaxiaux réalisés sur le marbre de carrare par le pionnier 
(Von Kàrmàn, 1911), (cité par Jaeger et Cook, 1979). En haut à droite : courbes complètes contrainte-
déformation axiales obtenues à partir de tests de compression triaxiale sur du marbre de Tennessee à différentes 
pressions de confinement. (d’après Wawersik et Fairhurst, 1970). En bas à gauche : résultats de tests triaxiaux 
sur le marbre de Wombeyan. (d’après Paterson, 1958), (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966). 
En bas à droite : augmentation de la quantité de déformation ductile et de la résistance de rupture avec 
l’augmentation de la pression de confinement. (d’après Rummel et Fairhurst, 1970), (cités par Paterson, 1978). 
 
On peut voir au niveau de ces graphes que le niveau global des courbes contraintes-
déformations devient plus grand quand on augmente la pression de confinement. Il y a une 
tendance des courbes à continuer à augmenter à des grandes déformations et avec une plus 
grande pente. Il y a une plus grande étendue de durcissement à plus grandes pressions de 
confinement. Un certain niveau de déformation à la rupture macroscopique peut être 
considéré comme définissant la transition fragile-ductile. En particulier, suivant Heard (1960, 
cité par Paterson 1978), la valeur de 3-5 % de la déformation à la rupture est souvent prise 
comme définissant la transition. 
Par ailleurs, les roches sont dites ductiles si elles se déforment plastiquement de façon 
significative avant la rupture. Le terme « ductile » désigne la capacité de changement 
important de la forme sans rupture flagrante et grossière. Cette définition est essentiellement 
macroscopique et ne tient pas compte des mécanismes microscopiques. Dans la littérature, 
deux types de modes de rupture ductile sont observés.  D'une part, l'écoulement uniforme 
décrit par exemple par Griggs et Handin (1960, cités par Vutukuri et al., 1974) et Paterson 
(1978). L'écoulement uniforme dénote une déformation macroscopiquement homogène. Plus 
on augmente la pression de confinement, plus on entre dans le champ ductile, plus la 
déformation macroscopique devient plus uniformément distribuée à travers tout le volume de 
l'échantillon. Comme le fait remarquer Paterson (1978), la déformation est essentiellement 
uniforme, sauf au voisinage immédiat des extrémités de l'échantillon, dû aux effets de contact 
de frottement. 
 
 
Figure 3.3.60 : Deux types de rupture sur le marbre de Wombeyan à différentes pressions de confinement. 
(d’après Paterson, 1958). 
 
Dans la figure 3.3.60, l'échantillon de gauche représente le cas d'une pression de confinement 
égale à 35 MPa (350 bars), une paire conjuguée de rupture de cisaillement est observée. 
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Paterson (1978) affirme que cela est dû aux conditions limites qui influencent 
considérablement le mode de rupture. Cette pression de confinement est dans la partie 
supérieure de la gamme fragile de la roche. On peut même considérer qu'elle marque la 
transition à la rupture ductile, puisqu'en plus des deux bandes de cisaillement, on observe une 
légère mise en tonneau de l'échantillon. Cette mise en tonneau est encore plus prononcée dans 
l'échantillon ductile (de droite) testé à une pression de confinement égale à 100 MPa. 
Les contraintes en extrémités existent donc aussi dans les tests de compression triaxiale, 
même à de très fortes pressions de confinement. D’autres exemples mettent bien en évidence 
le rôle important du frettage sur la déformation ductile de l’échantillon (figures 3.3.61, 3.3.62, 
3.3.63). 
 
 
 
Figure 3.3.61 : A gauche : échantillons de marbre de Wombeyan. (Echantillon de gauche: 100 Kg/cm2 , 2% déf.), 
(Echantillon de droite: 210 Kg/cm2, 12.5% déf.). A droite : échantillons de marbre de Wombeyan. (Echantillon 
de gauche: 280 Kg/cm2, 20% déf.), (Echantillon du milieu: 460 Kg/cm2, 20% déf.), (Echantillon de droite: 1000 
Kg/cm2, 20% déf.). (d’après Paterson, 1958). 
 
 
Figure 3.3.62 : Modes de rupture d’un calcaire saccharoïdal obtenus lors d’essais triaxiaux menés sous différents 
confinements.  En bas, de gauche à droite, la pression de confinement est de 0, 7 et 14 MPa. En haut, de gauche à 
droite, la pression de confinement est de 21, 28, 35 et 42 MPa. En compression simple, l’ouverture en tension 
des microfissures axiales a abouti à une forte production de matériau sans cohésion. (d’après Price, 1979 et 
Farmer, 1983), (cités par Tillard, 1992). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.63 : A gauche : photographie de l’échantillon rompu lors d’un test à 0,25 MPa. Feuilletage de chacune 
des deux zones planes de cisaillement en une demi-douzaine de plans. A droite : photographie de l’échantillon 
rompu lors d’un test à 0,25 MPa. comme le fait remarquer Tillard, d’après la forme galbée qu’il présente, cet 
échantillon semble avoir davantage avoir été affecté par le frettage que l’échantillon de la figure précédente. Sur 
sa surface, en plus d’un plan de cisaillement bien marqué, de nombreux plans de cisaillement conjugués sont 
visibles. (d’après Tillard, 1992). 
 
Mis à part l'écoulement uniforme, un autre type de mode de rupture ductile à également été 
observé. Cet autre type de mode de rupture ductile semble moins influencé par le problème du 
frettage à l’interface roche-plateau de chargement. 
 
 
Figure 3.3.64 : Comportement ductile pour une Dolomite Gebdykes testée en compression triaxiale à une 
pression de confinement supérieure à 45 MPa. (d’après Santarelli, 1987). 
 
Santarelli (1987) observe pour la Dolomite Gebdykes testé en compression triaxiale que pour 
une pression de confinement supérieure à 45 MPa, les échantillons ont un comportement 
ductile (figure 3.3.64). Dans ce cas, les échantillons développent un grand nombre de plans de 
cisaillement dans une bande de cisaillement de quelques centimètres de largeur. (de 2 à 4 cm). 
La rupture de cisaillement tend à devenir  une zone d'intenses déformations et de fissuration à 
fine échelle, plutôt qu'une rupture de cisaillement discrète avec séparation en deux blocs. 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 188

Aucun de ces plans ne devient un plan de discontinuité. La seule discontinuité dans 
l'échantillon est horizontale, formée par l'intersection de plusieurs plans de cisaillement de 
directions différentes. Le fait que la roche se déforme d'une manière ductile est le résultat 
d'une rupture, d'un glissement le long de ces multiples plans de cisaillement en intersection. 
Ces plans de cisaillement existent même à faibles et moyennes pressions de confinement, 
mais leur nombre est d'autant plus important que la pression de confinement est grande. 
On peut être tenté de tirer de ces résultats une conclusion: quand la pression de confinement 
est suffisamment grande pour que le nombre de lignes de Lüder soit suffisamment important, 
alors la transition du champ fragile au champ ductile se produit. 
En fait, d'après Santarelli (1987), l'association des plans de cisaillement multiples avec le 
comportement ductile est en fait incorrect. Il semble, d'après lui, plus approprié de voir le 
problème en terme de possibilité ou d'impossibilité à développer un seul plan de cisaillement 
majeur de ces plans de cisaillement mineurs multiples.  
Par ailleurs, Bésuelle (1999) observe également que le nombre de plans de cisaillement 
augmente avec le pression de confinement et cela indépendamment de l'élancement de 
l'échantillon testé (figure 3.3.65). Ainsi, comme il le dit lui-même, les zones de cisaillement 
évoluent fortement avec le confinement. Pour de faibles pressions de confinement, de 10 à 20 
MPa pour un élancement de 2, de 10 à 40 MPa pour un élancement de 1, les échantillons sont 
traversés par des fractures inclinées uniques. Pour des confinements plus importants, ces 
zones sont de plus en plus nombreuses, elles se croisent et ne sont pas uniquement parallèles. 
L'échantillon d'élancement 2 à 30 MPa de confinement présente une bande de cisaillement 
inclinée par rapport à l'axe de chargement et des bandes moins marquées, d'inclinaisons 
identiques et conjuguées par rapport à la bande principale. L'échantillon d'élancement 2 à 50 
MPa de confinement présente deux groupes de bandes quasiment parallèles entre elles. 
 
Figure 3.3.65 : Modes de rupture d’échantillons de grès des Vosges testés à différentes pressions de confinement. 
(d’après Bésuelle, 1999 et Bésuelle, Desrues, 1998). 
 
La transition fragile-ductile avec l'augmentation de la pression de confinement a été largement 
observée (Von Karman, 1911 ; Griggs, 1936 ; Heard, 1960 ; Byerlee, 1968 ; Donath, 1970 ; 
Mogi, 1972 ; Rutter, 1972a, cités par Paterson, 1978). Par exemple, Boozer et al. (1962, cités 
par Vutukuri et al., 1974) ont observé qu'à une pression de confinement de 6.9 MPa, le 
calcaire d'Indiana rompt d'une manière fragile. Quand la pression de confinement est 
augmentée, le calcaire commence à « s'écouler » et à se déformer de manière ductile.  
Il faut remarquer toutefois que la transition du champ fragile au ductile n'est pas toujours 
observée. Mais cela est peut être tout simplement dû au fait que les pressions de confinement 
testées ne sont pas suffisamment grandes. C'est le cas par exemple pour Santarelli qui a 
observé pour un grès (Carbonifer) que les échantillons rompent toujours le long d'une seul 
plan de cisaillement avec un angle de 40° par rapport à la verticale. Cet angle ne semble pas 
changer avec la pression de confinement. Par ailleurs, Santarelli observe pour le grès de 
Doddington testé en compression triaxiale avec une pression de confinement supérieur à 50 
MPa que la rupture se produit le long d'une seule bande de cisaillement. Le plan de 
cisaillement est beaucoup plus incliné avec la verticale et le nombre de lignes de Lüder est 
beaucoup plus grand (figure 3.3.66). 
 
 
Figure 3.3.66 : Grès de Doddington testé en compression triaxiale avec une pression de confinement supérieur à 
50 MPa. Rupture le long d'une seule bande de cisaillement avec présence de lignes de Lüder. (d’après Santarelli, 
1987 et Santarelli et Brown, 1989). 
 
Par ailleurs, Schwartz (1964, cité par Vutukuri et al., 1974) observa la surface de rupture sous 
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microscope binoculaire. La transition d'une rupture fragile à ductile se produit quand la 
pression de confinement est augmentée de 0 à 69 MPa pour le calcaire et le marbre, tandis 
qu'aucune rupture ductile n'est observée pour le granite et le grès à des pressions de 
confinement allant jusqu'à 69 MPa. Ce qui veut dire que la transition se produit à une pression 
de confinement donnée, dépendant du type de matériau. 
Mogi (1965, 1966b, cités par Paterson, 1978) a écrit que comme loi générale, la transition 
fragile-ductile est reliée à la résistance et se produit généralement quand la pression de 
confinement devient égale à approximativement 1/3 de la contrainte déviatorique à la rupture. 
Il faut noter ici que le type de rupture des roches en compression triaxiale ne dépend pas 
seulement de la pression de confinement. Ainsi, Serdengecti et Boozer (1961, cités par 
Vutukuri et al., 1974) ont constaté que le type de rupture de roche en compression triaxiale est 
dépendant de la pression de confinement, mais également de la température et du taux de 
déformation. La rupture de roche se produit d'une manière fragile à faibles pressions de 
confinement, faibles températures et grands taux de déformation. La rupture ductile est 
favorisée à grandes pressions de confinement, grandes températures et à faibles taux de 
déformation. Heard (1960) a étudié la transition fragile-ductile dans le calcaire de Solenhofen 
en compression et en extension en fonction de la température. Le champ complet pression-
température pour la ductilité a été établi en détail pour le calcaire de Solenhofen (figure 
3.3.67). 
 
Figure 3.3.67 : Transition fragile-ductile dans le calcaire de Solenhofen en compression et en extension en 
fonction de la température. (Heard, 1960), (cité par Paterson, 1978). 
 
Il a mis en évidence qu'une augmentation dans la température a un rôle très important sur la 
ductilité. Si une suffisamment grande température est utilisée, la ductilité peut être obtenue 
dans les tests de compression. Il montra ainsi que la transition fragile-ductile est obtenue par 
augmentation de la pression mais la pression de transition décroît quand la température est 
augmentée. On notera que l'augmentation de la température seulement à pression 
atmosphérique est inefficace pour atteindre la ductilité dans les roches. On notera également 
que la ductilité en extension requiert de beaucoup plus grandes pressions. Notons qu'à hautes 
températures, supérieures à 500°C, beaucoup de roches deviennent extrêmement ductiles et 
une déformation plastique vraie se produit.  
Par ailleurs, on s'attend à ce que la diminution du taux de déformation ait un effet similaire. 
Mais comme le fait remarquer Paterson (1978), cela a été uniquement vérifié à température 
ambiante où l'effet est relativement faible (Rutter, 1972a). Boozer et al. (1962) ont également 
constaté que le fluide de pression de pores affecte le mode de rupture. 
En conclusion, les roches sont toujours considérées comme des matériaux fragiles, mais ils 
peuvent être ductiles et quelques fois montrer une transition du comportement fragile au 
ductile résultant de changement dans leur environnement physique. La réaction de la roche à 
la déformation dépend de sa structure, de l'amplitude de la pression de confinement, de la 
température, du taux de chargement et de la présence ainsi que de la nature des fluides 
interstitiels. 
 
III.3.4.6/ PIC DE RESISTANCE A LA COMPRESSION 
 
III.3.4.6.1/ Définition 
 
Les mécaniciens des roches dans l’ingénierie civile et les mines sont très intéressés par la 
résistance de compression ultime de la roche. Dans le cas particulier d’un essai de 
compression triaxiale de révolution, on définit l’état de rupture par le pic de résistance de la 
courbe contrainte-déformation. Quand un échantillon de roche est testé sous conditions de 
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chargement uniforme, on trouve en effet que la contrainte déviatorique atteint une valeur 
critique, où l’échantillon rompt de manière fragile. La résistance du matériau est la valeur 
après laquelle la contrainte axiale σ1  ne peut augmenter sans causer la rupture de 
l’échantillon.  
La résistance au pic dépend fortement de la valeur de la pression de confinement. Cette 
dépendance est décrite par une courbe de la forme σ1 = f(σ3). Diverses expressions ont été 
proposées pour la fonction f (correspondant au critère de rupture), le plus connu étant le 
critère linéaire de Mohr-Coulomb. Un résultat communément observé est que la valeur de pic 
de résistance tend à augmenter avec la pression de confinement. Notons que cette résistance 
n’existe pas quand la pression de confinement est suffisamment grande pour produire la 
transition entre le comportement fragile et le comportement ductile. 
La résistance au cisaillement d’un matériau comme le grès provient d’une part de la 
décohésion de ses grains et d’autre part du frottement aux contacts de ses grains. La cohésion, 
liée à la cimentation des particules est mobilisée pour de faibles déformations et disparaît 
ensuite. En contre-partie, quand les liaisons de cimentation se rompent, les contacts entre 
grains se multiplient et le frottement entre particules augmente. Selon la nature et l’état du 
matériau fortement dépendant du confinement que subit le matériau, l’un ou l’autre de ces 
processus domine. 
Par ailleurs, des grandeurs physiques tels que la structure minéralogique, la taille des grains et 
la porosité sont des propriétés intrinsèques contrôlant la résistance à la rupture de la roche 
fragile. La résistance de la roche est plus grande pour les roches finement grenues. (Handin et 
Hager, 1957 ; Paterson, 1958 ; Skinner, 1959 ; Brace, 1961, 1964 ; Dreyer, 1966, 1967, 1972, 
cités par Paterson, 1978 ; Brace, 1961, cité par Vutukuri et al., 1974). Pour une pression de 
confinement donnée, la résistance à la compression décroît quand on augmente la porosité. 
(Price, 1960 ; Kowalski, 1966 ; Smorodinov et al., 1970, cités par Vutukuri et al., 1974). 
En théorie, la détermination de la résistance à la compression est simple. En pratique, ce n’est 
pas le cas. En plus des facteurs internes, minéralogie, taille des grains et porosité, il y a des 
facteurs externes qui affectent sensiblement les résultats du test: le taux de chargement, 
l’environnement, la géométrie de l’échantillon (élancement, forme et taille) et le frottement 
entre les plateaux de chargement et les surfaces d'extrémités. L’influence de ces facteurs 
externes est discutée en détail dans la suite du rapport. 
 
III.3.4.6.2/ Influence du frettage sur le pic 
 
III.3.4.6.2.A/ Pics de résistance des essais réalisés 
 
Pour évaluer l'influence du frettage à l'interface sur le pic de résistance en compression simple 
et triaxiale, des essais ont été réalisés sous différentes conditions d'interface sur des 
échantillons d’élancement 1,5. 
 
     
       Conditions     
       d’interface 

 
Confinement 

(MPa) 

Essais réalisés et pic de 
résistance correspondant 

(MPa) 

Moyenne du pic 
de résistance 

(MPa) 
lubrifié avec latex            0 B80 (58.8),B43 (61.2),B6.2 (46.9) 

B26(48.5),B32 (44.5),B13.2 (43.7) 
50,7 

lubrifié.sans 
protection 

           0 B13.1 (37.4) , B12.2 (44.56) 40,9 

non lubrifié            0 B15.1 (104.24) , B24.1 (105.04) 104,6 
lubrifié avec latex            4 B18.2 (103.4) 103,4 
lubrifié avec latex           14 F13.2 (199.7) 199,7 
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non lubrifié           14 F26.2 (255.4) 255,4 
 
Les résultats de pics de résistance sont présentés en MPa. Pour la conversion en KN, il faut 
multiplier la valeur de résistance en MPa par le coefficient 1,256637 correspondant à un 
diamètre d’échantillon de 40 mm. 
La répétabilité des résultats est une garantie de qualité et de fiabilité. Pour des essais 
équivalents, on obtient approximativement le même pic de résistance. Les résultats présentés 
dans le tableau représentent une moyenne sur deux ou trois essais du pic de résistance obtenu. 
Notons que seuls les résultats qui nous ont paru fiables ont été pris en compte. Pour juger de 
la fiabilité d'un essai, nous nous sommes basés sur la mesures locales de déformation données 
par les jauges. Si des essais présentent un problème de non-uniformité dans la réponse des 
différentes jauges collées sur plusieurs génératrices dans la section médiane de l'échantillon, 
ou encore si l'allure des courbes de déformation nous paraît suspecte, les résultats de ces 
essais sont systématiquement écartés. A partir des résultats de tous les essais restants, les 
moyennes sont calculées et sont présentées ci-dessus. 
 
 
 
 
 
 
 
III.3.4.6.2.B/ Essais avec une pression de confinement nulle ou faible 
 
La moyenne de pic de résistance en compression simple pour les essais lubrifiés directement 
sans protection est de 40,9 MPa. La moyenne pour les essais lubrifiés avec une protection en 
latex est de 50,7 MPa. On constate que les valeurs de pic correspondant aux essais lubrifiés 
directement sans protection sont plus faibles. La pénétration du lubrification affecte donc de 
façon sensible la résistance apparente de la roche. 
La moyenne de pic de résistance en compression simple pour les essais non lubrifiés est de 
104,6 MPa. Ce qui correspond au double de celle des essais lubrifiés avec une protection en 
latex (50,7 MPa). La moyenne de pic les essais de compression simple non lubrifiés (104,6) 
est approximativement égale à celle des essais lubrifiés avec une protection en latex en 
compression triaxiale avec une pression de confinement de 4 MPa (103,4 MPa). 
Le frottement au niveau des plateaux, pour un contact grès/acier des plateaux équivaut donc à 
un  confinement de 4 MPa qui renforce l'échantillon et fait surestimer du simple au double le 
pic de résistance en compression simple. La surestimation d’un facteur deux de la résistance 
apparente dans le cas d’une compression uniaxiale est rapporté également par Mohr (1900), 
Pellegrino (1995), Papamichos et al. (1998) et Vardoulakis et Sulem (1993). L’effet du 
frottement à l’interface sur la résistance a été rapporté par exemple par Vardoulakis et Sulem 
(1993). Ces derniers ont montré que, dans le cas de plateaux non lubrifiés et d’un élancement 
égal à 2, ce qui correspond donc aux recommandations de la SIMR, l’erreur dans la mesure de 
la résistance en compression simple du grès rouge de Wildmoor atteint 15 % si on ne 
considère pas les données à faibles pressions de confinement et 40 % si on considère ces 
données. Ils ont recommandé l’utilisation d’un lubrifiant. 
 
III.3.4.6.2.C/ Essais avec une pression de confinement intermédiaire 
 
Nous avons réalisé des essais de compression triaxiale avec une pression de confinement de 
14 MPa en conditions non lubrifiées (F26.2) et lubrifiées avec une protection en latex (F13.2). 
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Dans le cas non lubrifié, le pic de résistance obtenu est de 255,4 MPa. Dans le cas lubrifié 
avec une protection en latex, le pic est de 199,7 MPa. Finalement, en compression triaxiale, 
comme en uniaxial, le frettage change et fait surestimer la valeur du pic. En triaxial, le rapport 
entre les deux pics correspondants au cas lubrifié et non lubrifié n'est plus de deux, il est plus 
faible. La différence de pic est moins marquée en compression triaxiale, mais elle existe. Le 
frettage équivaut donc à un faible confinement qui n'est pas négligeable devant 14 MPa. 
Toutefois, son influence sur le pic est diminué en la présence de cette pression de 
confinement. 
Par les cercles de Mohr, nous pouvons estimer la contrainte au pic pour une pression de 
confinement donnée. Pour une roche de porosité 15 %, on a par interpolation linéaire          
σpic = 7σc + 95.4 ,   σc représentant la pression de confinement. 
Pour σc = 14 + 4 = 18 MPa, on estime donc le pic pour un essai lubrifié à σpic = 234.26 MPa. 
Rappelons que la contrainte au pic pour un essai non lubrifié sous pression de confinement de 
14 MPa est de σpic =  255.4 MPa. 
Comme dans le cas d'une compression simple, le faible confinement exercée par le frettage au 
niveau de l’interface équivaut donc approximativement à un confinement supplémentaire de  
4 MPa. En conclusion, un essai de compression triaxiale avec lubrification et un confinement 
de 4 MPa présente une contrainte de pic quasiment identique à celle d’un essai de 
compression simple fretté. 
 
 
 
 
III.3.4.6.2.D/ Essais avec une autre presse 
 
Des essais similaires aux précédents ont été réalisé avec une autre presse. Ces essais ont été 
contrôlés avec un paramètre d'asservissement différent (le contrôle est en force et non pas en 
déplacement) et avec une vitesse de contrôle différente (chargement effectué à 0.1 KN/s). 
 

 
 

Conditions d’interface 

Valeurs obtenues du pic de 
résistance pour cette 

« autre » presse (MPa) 
(un essai pour chaque 
condition d'interface) 

 
Moyenne du pic de 
résistance (MPa) 

Rappel des valeurs   
obtenues précédemment 

lubrifié avec latex 47,2 50,7 
lubrifié sans protection 38,8 40,9 

non lubrifié 113,1 104,6 
 
Avec une presse différente et donc avec des plateaux de chargement différents, on obtient des 
valeurs de pic du même ordre. On constate toujours pour le cas lubrifié directement sans 
protection des valeurs de pic plus faibles que celles correspondant au cas lubrifié avec une 
protection en latex. Cette baisse traduit une fragilisation de l'échantillon due à la pénétration 
du lubrifiant, ce qui met bien en évidence la nécessité d’utiliser une protection 
imperméabilisante. 
Finalement, les résultats obtenus correspondant aux valeurs de pics de résistance sont 
indépendants des conditions d’essais, des conditions de pilotage de la presse et plus 
précisément du paramètre de contrôle de la presse. 
 
III.3.4.6.2.E/ Résultats obtenus dans la littérature 
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Notons que l'effet sensible du frottement à l'interface sur le pic de résistance a souvent été 
constaté (Hawke et Mellor, 1970 ; Labuz et Bridell, 1993 ; Pellegrino, 1995). 
Meikle et Holland (1965, cités par Vutukuri et al., 1974) ont déterminé le COF entre des 
échantillons de charbon et des faces rectifiées de plateaux en acier à trois niveaux de 
conditions d'interface (figure 3.3.68). 
 
 
Figure 3.3.68 : COF entre des échantillons de charbon et des faces rectifiées de plateaux en acier à trois niveaux 
de conditions d'interface. (d’après Meikle et Holland, 1965). 
 
Les coefficients ont été obtenus en déterminant la force tangentielle nécessaire pour déplacer 
les échantillons normalement chargés dans la surface plane du plateau. Ils correspondent à 
l'équation σc = c (d / h )n . Les valeurs de c et de n pour les trois niveaux de frottement sont: 
pour le cas non lubrifié (c = 5193, n = 0.66), pour le cas du graphite lubrifié (c = 4229, n = 
0.54) et pour le cas de la graisse graphite lubrifiée ( c = 3415, n = 0.61) (figure 3.3.69). 
 
 
Figure 3.3.69 : A gauche : relations entre l’élancement et le pic de résistance en compression obtenues pour 
différentes conditions d’interface. (d’après Meikle et Holland, 1965). A droite : les valeurs de c sont tracées en 
fonction des COF. (d’après Holland et Olsen, 1968). 
 
Holland et Olsen (1968, cités par Vutukuri et al., 1974) ont présenté les résultats de leurs 
études sur les COF entre le charbon et le grès, le calcaire, l'argile sous condition sec et saturé. 
Le COF moyen pour tous les tests secs est de 0,47 et pour les tests saturés de 0,43. 
Par ailleurs, Znanski (1954, cité par Vutukuri et al., 1974) a réalisé des tests de compression 
sur des échantillons d'argile d'élancement 2 avec et sans frottement aux extrémités. Il a trouvé 
que la résistance en compression avec frottement est de 107 MPa et sans frottement de 50 
MPa. L'influence des plateaux a également été prouvée par Brown (1974, cité par Santarelli, 
1987) qui montra que l'utilisation de système à peignes réduit la résistance maximum. Brown 
(1974) réalisa une étude sur le marbre. Il étudia le rapport entre la résistance maximum 
mesurée dans le test biaxial et la résistance compressive uniaxiale conventionnelle. Pour un 
plateau solide, le rapport est de 1,39 et pour un plateau avec système à peigne, le rapport est 
de 1,19. 
Papamichos et al. (1998) ont réalisé des essais de compression triaxiale conventionnels 
(CTC), d’extension triaxiale (RTE) et de compression biaxiale (en déformation plane) (BC) 
sur des échantillons de grès rouge de Wildmoor. Le pic de contrainte axiale dans les tests de 
compression est tracé en fonction de la contrainte de confinement. La contrainte de 
confinement dans les tests d’extension est tracé en fonction de la contrainte axiale minimale 
(figure 3.3.70). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.70 : Comparaison des valeurs obtenues pour les trois différents types de tests. (d’après Papamichos et 
al., 2000). 
 
Les résultats des tests de compression triaxiale (CTC) et biaxiale (BC) sont sur la même ligne 
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suggérant que la résistance au cisaillement du grès rouge de Wildmoor est indépendante de la 
contrainte principale intermédiaire et suit un critère de résistance de type Mohr-Coulomb, ce 
qui suggère aussi qu’en conditions lubrifiées, les valeurs de résistance obtenues 
expérimentalement ne correspondent pas seulement à un type de test sur un échantillon donné 
mais représentent les valeurs de résistance intrinsèques de la roche.  
Par ailleurs, Paul et Gangal (1966) affirment que la valeur de résistance à la compression est 
plus grande dans le cas d'extrémités non lubrifiés. En réalisant des tests sur le calcaire 
d'Indiana, ils ont obtenu une résistance à la compression de 5417 psi pour les extrémités 
lubrifiées et de 11285 psi pour les extrémités non lubrifiées. 
Peng et Johnson (1972) ont comparé la résistance à la compression ultime d'échantillons 
cylindriques de granite de Chelmsford pour différentes conditions limites imposées (figure 
3.3.71). La résistance ultime du granite de Chelmsford n'est pas constante, elle varie suivant 
les conditions limites. Les 5 conditions limites sont listées dans un ordre décroissant de 
résistance atteinte: confinement parfait, contact direct, chargement uniforme, inserts de téflon 
et inserts de néoprène. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.71 : Résistance de compression en fonction des conditions limites et des pressions de confinement. 
(d’après Peng et Johnson, 1972). 
 
On constate que suivant les conditions limites imposées, on peut obtenir pour le cas uniaxial 
une résistance à la compression qui varie du simple au double. Le rapport de résistance entre 
le confinement parfait et les inserts de néoprène est de l'ordre de deux pour le cas de 
compression simple, mais ce rapport tend à diminuer sensiblement quand on augmente la 
pression de confinement. On peut d'ailleurs remarquer que la résistance à la compression 
ultime de la roche est fonction de la pression de confinement. Par ailleurs, Peng (1970) a 
montré que les résistances ultimes de prismes rectangulaires sont plus faibles que celles 
correspondant aux cylindres circulaires. La géométrie affecte de façon significative la 
résistance ultime d'échantillons de granite de Chelmsford. Peng et Johnson (1972) ont 
expliqué qualitativement les différences dans les résistances en compression uniaxiale 
d'échantillons sujets à des conditions limites de chargement uniforme, d'inserts de téflon et 
d'inserts de néoprène. Les concentrations de contrainte axiale sont maximales (1.2) pour les 
inserts en néoprène, intermédiaires (1.1) pour les inserts de téflon et minimales (1.0) pour le 
chargement uniforme (figure 3.3.72). Les concentrations de contrainte radiale sont également 
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différentes de façon significative. Elles sont essentiellement nulles pour le chargement 
uniforme, (-0.04) pour les inserts en téflon, (-0.06) pour les inserts en néoprène. Les valeurs 
relatives de concentrations de contraintes en compression axiales et radiales développées à 
l'intérieur des échantillons sont donc en bonne corrélation avec les valeurs relatives de 
résistances en compression uniaxiale pour ces différentes conditions limites. 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.72 : Valeurs relatives de concentrations de contraintes en compression axiales et radiales développées 
à l'intérieur des échantillons pour différentes conditions limites. (d’après Peng et Johnson, 1972).  
 
III.3.4.6.2.F/ Conclusion 
 
Le frottement entre l'échantillon et les plateaux a une influence notable sur la résistance 
mécanique apparente des roches cylindriques sous compression. La présence du frottement 
aux plateaux exerce un léger confinement radial aux extrémités des échantillons et mène par 
conséquent à une surestimation de la contrainte apparente au pic. La résistance apparente est 
alors plus importante pour le cas non lubrifié. Quand on applique une pression de 
confinement, le frettage a un effet moins marqué, mais tout de même présent, sur la résistance 
de l’échantillon testé. La pression de confinement a tendance à réduire l’influence du 
frottement. Comme l’expérimentateur dans un essai de compression simple réalisé en 
conditions non lubrifiées ne contrôle pas l’intensité du frettage, cette dernière peut être plus 
ou moins importante d’un essai à un autre (et à fortiori d’un laboratoire à un autre), ce qui fait 
que l’expérimentateur croit à tort réaliser des essais dans les mêmes conditions. Cela peut 
expliquer la grande dispersion des données de résistance souvent observée dans l’essai de 
compression simple. Comme la pression de confinement réduit les effets du frettage, la 
dispersion observée en compression simple tend à disparaître. Ainsi, Bernaix (1969) montra 
que la dispersion des données de résistance durant les tests triaxiaux qu’il a réalisés tend à 
disparaître quand de grandes pressions de confinement sont appliquées. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.3.4.7/ EFFETS DE LA GEOMETRIE DE L’ECHANTILLON 
 
III.3.4.7.1/ Effets de l’élancement 
 
III.3.4.7.1.A/ Effets du frettage sur l’élancement 
 
L'élancement représente le rapport longueur / diamètre. A la base, nous avons pensé cibler 
notre étude sur l'influence de l'élancement sur les propriétés mécaniques de l'échantillon, tant 
au niveau de la résistance apparente de l'échantillon que de la courbe contrainte-déformation. 
Il nous apparaît clairement aujourd'hui que les différences observées ne sont pas dues 
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directement à l'élancement de l’échantillon. Cette dépendance des résultats par rapport à 
l’élancement cache en fait une influence sensible du frottement à l'interface. Ce n’est pas 
l'élancement qui modifie les propriétés mécaniques de l'échantillon. C'est le frottement qui, 
suivant l'élancement, aura une influence plus ou moins marquée sur les résultats obtenus. On 
est souvent tenté alors de conclure que l'élancement a une influence sur la résistance 
apparente des échantillons, (Hawkes et Mellor, 1970 ; Labuz et Bridell 1993 ; Pellegrino, 
1995), mais cela n'est pas vrai dans l'absolu, on peut considérer tout au plus que c'est un abus 
de langage. En fait, cette différence observée au niveau des résultats pour les différents 
élancements n'est pas lié à une dépendance intrinsèque des propriétés de la roche à 
l'élancement, mais est plutôt une conséquence d'un frettage plus ou moins important à 
l'interface roche-plateau de chargement. L'idée de base que nous venons de développer est liée 
étroitement à la notion de test élémentaire représentatif. 
D'une façon générale, la résistance au pic de l'échantillon testé en laboratoire est sensé 
représenter la résistance intrinsèque propre de la roche et ne devrait pas dépendre de 
l'élancement de l'échantillon testé, pour des valeurs d'élancement pas trop grandes. La courbe 
effort-déformation doit également être, en principe, inchangée quand on fait varier 
l'élancement de l'échantillon. Il s'agit pour nous de montrer que, dans le cas où le frottement à 
l'interface est réduit, les propriétés mécaniques restent inchangées quand on fait varier 
l'élancement de l'échantillon. Pour prouver cela, nous nous sommes appuyés sur nos propres 
résultats d'essais, ainsi que sur les résultats expérimentaux que nous avons trouvés dans la 
littérature. 
Par exemple, Jaeger (1973, cité par Paterson, 1978) et Jaeger et Cook (1976) ont montré les 
effets de l'élancement sur la résistance sous différentes conditions de chargement non-
uniforme. Ils ont mis ainsi en évidence que la raison de la dépendance de l’élancement est très 
clairement liée aux perturbations du champ de contrainte homogène par les effets limites des 
contraintes de frottement au contact avec les plateaux. 
Par ailleurs, dans le passé, les tests de compression étaient faits sur des cylindres avec une 
longueur égale à leur diamètre, ce qui est le cas par exemple avec le charbon (Evans et 
Pomeroy, 1958, cités par Jaeger et Cook, 1979). Toutefois, la tendance actuelle recommandée 
est d'utiliser des cylindres plus longs avec un élancement de 2 ou 3. Par exemple, Ikogou 
(1990) et Haied (1995) ont utilisé un élancement 2 en conditions frettées et Bésuelle (1999) a 
utilisé un élancement 2 en conditions lubrifiées. 
Cette nouvelle tendance est due au fait que le comportement des échantillons de roche qui 
sont courts par rapport à leur diamètre est fortement affecté par le contact avec les plateaux de 
chargement. A ce propos, Filon (1902, cité par Jaeger et Cook, 1979) étudia la distribution de 
contrainte dans les cylindres avec un élancement de 1 et montra que la concentration de 
contrainte au contact est d'un rapport de 1,69. Dans le sens de cette remarque, on notera que 
plus l'échantillon a un faible élancement, plus le frottement à l'interface aura une influence et 
plus alors la résistance apparente de l'échantillon en compression sera importante et la 
résistance réelle de la roche surestimée.  
Augmenter l'élancement de l'échantillon revient donc à diminuer le rôle du frottement et par 
conséquent à diminuer la résistance apparente de l'échantillon. Il arrive alors un niveau 
d'élancement au dessus duquel l'influence du frottement à l'interface devient négligeable. 
Augmenter plus l'élancement de l'échantillon ne modifie plus alors la résistance apparente de 
l'échantillon. Cette dernière reste inchangée (figure 3.3.73). 
 
 
Figure 3.3.73 : A gauche : tests de compression uniaxiale sur la roche Pietra Leccese. (d’après Pellegrino, Sulem 
et Barla, 1997). A droite : dépendance de la résistance en compression uniaxiale par rapport à l’élancement 
d’échantillons de granite de Westerly. (d’après Mogi, 1966). 
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Finalement, à diamètre constant, plus les échantillons sont élancés, plus leurs valeurs de 
résistance apparente sont faibles, jusqu'à ce qu'une valeur asymptotique soit atteinte. 
Cette conclusion a été confirmée dans de très nombreux tests de laboratoire. Cela est par 
exemple couramment observé dans les tests de compression uniaxiale où les plateaux ont un 
diamètre plus grand que celui de l'échantillon et où aucune technique anti-frettage n'est 
utilisée. (Obert, Windes et Duvall, 1946 ; Hobbs, 1964a ; Herel, 1966 ; Mogi, 1966a ; Bordia, 
1971 ; Green et Perkins, 1972 ; Starfield et Wawersik, 1972 ; Dhir et Sangha, 1973, cités par 
Paterson, 1978 ; Hawkes et Mellor, 1970). 
Sulem (1992) a observé que les échantillons élancés (h/d =2) ont un pic de contrainte plus 
petit sous compression uniaxiale que les échantillons courts (h/d=1). Il explique cela par la 
mise en tonneau des échantillons élancés. 
Vicat (1833) avait déjà remarqué la dépendance de la résistance en compression par rapport à 
l’élancement. Je cite: « quand on éprouve jusqu'à écrasement une série de prismes 
rectangulaires dont les hauteurs surpassent de plus en plus la hauteur cubique, on remarque, 
selon la contexture intime de la matière, ou une permanence, ou un décroissement, quoique 
faible, dans le chiffre qui mesure la puissance employée. (...). Mais dans ce dernier cas même, 
la résistance ne décroît pas indéfiniment, il est un terme où elle devient indépendante de la 
hauteur du prisme ». Vicat (1834) affirme également: « Gauthey et Rondelet (...) disent avoir 
remarqué (...) qu'à base égale la hauteur des solides influe beaucoup sur leur force ». 
Vutukuri et al. (1974) affirment que la résistance de compression baisse rapidement avec 
l'augmentation de l'élancement et que pour un rapport plus important de l'élancement, la 
réduction de la résistance est plus petite. Vutukuri cite de nombreux auteurs dont (Grosvenor, 
1963 ; Hobbs, 1964b ; Lama, 1966). 
Par ailleurs, de nombreux auteurs ont donné des relations empiriques entre la résistance et 
l'élancement : 
Obert et al. (1946) ont trouvé que la résistance uniaxiale des cylindres de roche varie comme 
suit:  C0 = C1 [0.778 + 0.222 d/h] avec C1 est la valeur de la résistance pour d/h = 1. Ce qui 
indique bien que la résistance décroît quand la longueur augmente en relation avec le 
diamètre.  
Bunting (1911, cité par Vutukuri et al., 1974) sur des échantillons d'anthracite donna la 

relation suivante: σc = 700 + 300(
d
h

). 

Beckman (1963, cité par Vutukuri et al., 1974), après des tests sur des échantillons de potasse 

avec un élancement de 0.5, 1, 2 et 4, a donné la relation suivante: σc = a( )
d
h

cb +  avec a,b et c 

des constantes et b compris entre 1 et 2. 

Steart (1954, cité par Vutukuri et al., 1974) sur des échantillons de charbon:     σc = 
C d

h
 .  

Holland (1964) sur des échantillons de charbon: σc = k d h( / )   avec k constante. 
Lama (1966) sur des échantillons de charbon, sur des prismes avec un élancement allant de 

0.5 à 3:      σc ∞ ( h
d

)n . 

A.S.T.M standards (1942, cité par Vutukuri et al., 1974) pour les tests de compression sur des 
roches naturelles suggère l'équation suivante: 

σc1 = 

)/(
222.0778.0

dh

c

+

σ   avec σc1  représente la résistance à la compression pour les échantillons 

d'élancement 1 et σc  représente la résistance à la compression pour les échantillons 
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d'élancement supérieur à 1. 
Protodyakonov (1969, cité par Vutukuri et al., 1974) a recommandé d'utiliser la formule 
suivante: 

σc2 = 

h
d

c

27

8

+

σ  avec σc2  représente la résistance à la compression d'échantillon standard 

d'élancement 2 et σc  représente la résistance à la compression mesurée. 
Toutes ces relations indiquent bien que plus l'échantillon a un faible élancement, plus la 
résistance apparente de l'échantillon en compression sera importante. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.74 : Effet de l'élancement sur les courbes contrainte-déformation obtenues dans les tests de 
compression uniaxiale réalisés sur le marbre de Wombeyan en condition frettées (b) et anti-frettées avec un 
système à peigne (a) pour des échantillons de différents élancements. (d’après Brown et Gonano, 1974). 
 
Brown et Gonano (1974, cités par Brady et Brown, 1985) ont réalisé des tests de compression 
uniaxiale sur le marbre de Wombeyan en condition frettées et anti-frettées avec un système à 
peigne pour des échantillons de différents élancements (figure 3.3.74). Quand les échantillons 
de diamètre 51 mm sont chargés directement par des plateaux d'acier de même diamètre, la 
résistance à la compression uniaxiale mesurée augmente quand l'élancement décroît et la 
forme de la courbe contrainte-déformation post-pic change. Quand les tests sont répétés avec 
des plateaux anti-frettés avec un système à peigne, la déformation latérale des échantillons 
n'est pas inhibée, les courbes de contraintes-déformations obtenues sont similaires pour tous 
les élancements allant de 0.5 à 3. La valeur de pic de résistance obtenue est également la 
même quel que soit l'élancement testé. Ce qui montre bien que dans le cas où le frettage à 
l'interface est sensiblement réduit, les résultats obtenus tant au niveau de la courbe contrainte-
déformation qu'au niveau de la résistance apparente sont indépendants de l'élancement de 
l'échantillon testé et reflétant des propriétés intrinsèques de la roche. Les essais réalisés sont 
bien des tests élémentaires représentatifs.  
Par ailleurs, Kartashov et al. (1970, cités par Vutukuri et al., 1974) ont réalisé des tests sur du 
marbre et du grès pour différentes élancements et pour trois différentes conditions d'interface, 
soit un contact direct, soit du papier imprégné d'huile de paraffine, soit des inserts assurant un 
chargement uniforme de l'échantillon. La résistance pour le cas des extrémités lubrifiés avec 
la paraffine augmente avec l'élancement (courbe 3 de la figure 3.3.75 à gauche et au centre). 
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Ce qui, à notre avis, est dû à la pénétration du lubrifiant qui fragilise l'échantillon. Cette 
pénétration, non pas dans l'absolu, mais en terme relatif par rapport à la hauteur totale de 
l'échantillon, est d'autant plus importante que l'élancement est faible. Ce qui fait que plus 
l'échantillon a un faible élancement, plus l'échantillon est fragilisé à cause de la paraffine et 
plus donc la résistance est faible. Par ailleurs, Kartashov et al. (1970) ont observé que dans le 
cas d’un contact direct roche-plateau de la presse, la résistance décroît avec l'élancement 
(courbe 1 de la figure 3.3.75 à gauche et au centre). Cela est bien évidemment dû au frettage 
aux extrémités de l'échantillon. Dans le cas où les inserts sont utilisés (courbe 2 de la figure 
3.3.75 à gauche et au centre), la résistance est constante dans la gamme de l'élancement allant 
de 0.5 à 2.5 - 3. En fait, les inserts permettent d'obtenir une déformation homogène uniforme 
de l'échantillon, sans frottement aux extrémités. Les essais réalisés sont alors des tests 
élémentaires représentatifs. 
 
Figure 3.3.75 : A gauche : relation entre la résistance compressive et l’élancement pour le marbre. Au centre : 
relation entre la résistance compressive et l’élancement pour le grès. (d’après Kartashov et al., 1970). A droite : 
relation entre la résistance compressive apparente sous différentes pressions de confinement et l’élancement 
d’échantillons cylindriques de dolomite de Dunham. La résistance relative est recalculée par rapport à la 
résistance correspondant à l’élancement 2,5. (d’après Mogi, 1966). 
 
Ces résultats indiquent que pour le marbre, la résistance d'un élancement égal à 3 
(extrapolation de la courbe 1) représente la résistance obtenue dans les tests chargés 
uniformément. Pour le grès, ce rapport est de 1,7.  
Par ailleurs, nous avons déjà signalé plus loin que les effets de contact tendent à disparaître 
quand on augmente la pression de confinement. Mogi (1966) était arrivé, parmi d'autres, à 
cette conclusion. Mogi (1966) étudia l'effet de l'élancement sur la résistance en compression 
triaxiale (figure 3.3.75 à droite). On peut constater que la résistance à la rupture est très 
affectée par l'élancement de l'échantillon cylindrique et cela particulièrement pour les faibles 
valeurs d'élancement. Ce qui montre l'influence du frettage plus important pour les faibles 
élancements. Mais sous grandes pressions de confinement, la résistance à la rupture devient 
indépendante de l'élancement. Les résultats montrent que les effets de contact des échantillons 
de dolomite reliés aux pièces d'extrémités en acier par de la colle époxy sont négligeables 
pour des pressions de confinement supérieures à quelques centaines de bars, c’est à dire à 
quelques dizaines de MPa. Ce qui confirme le fait que dans un essai où les effets de contacts 
sont réduits, l'élancement n'a plus d'influence sur la résistance apparente. L'essai réalisé est 
bien un test élémentaire représentatif. 
Par ailleurs, Bésuelle (1999) a réalisé des essais uniaxiaux en conditions lubrifiées avec 
l'acide stéarique sur des échantillons de grès des Vosges d'élancement 1 et 2. Il a constaté qu'à 
l'approche du pic, les échantillons courts (h/d = 1) divergent des échantillons longs (h/d = 2). 
La courbe correspondant à l'élancement 1 montre une dilatance axiale (figure 3.3.76). 
 
Figure 3.3.76 : Dilatance axiale observée pour les échantillons de h/d = 1 de grès des Vosges. (d’après Bésuelle, 
1999). 
 
Selon Bésuelle (1999), ce phénomène est uniquement un effet de la mesure locale du fait des 
crochets de fixation des capteurs internes de déformation axiale qu'il a développé et ne 
représente pas un éventuel comportement d'échantillon. Nous pensons également que ce 
« retour en arrière » au niveau des courbes correspondant aux échantillons d'élancement 1 ne 
représente pas un comportement intrinsèque de la roche. Mais, de notre point de vue, ce retour 
en arrière de la courbe reflète plutôt le fait que malgré l'utilisation d'un lubrifiant efficace 
comme l'acide stéarique, il reste un frottement résiduel qui a un effet non négligeable pour les 
faibles élancements. A ce propos, Bésuelle (1999) a lui-même constaté qu'en terme de pic de 
contrainte, les échantillons courts d'élancement égal à 1 se montrent systématiquement plus 
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résistants au pic que les échantillons longs d'élancement égale à 2. D'ailleurs, pour expliquer 
le fait qu'un faible élancement a tendance à augmenter la résistance de l'échantillon, Bésuelle 
évoque également le problème du frottement à l'interface. Comme il le dit lui-même, le 
frottement latérale de l'échantillon à ses extrémités, malgré le dispositif de lubrification, a 
tendance à créer un effet de surconfinement latéral induit supplémentaire dans une zone 
avoisinante. Cette zone a d'autant plus d'influence que l'échantillon est faiblement élancé. Ce 
qui explique cette hausse de résistance.  
Par ailleurs, Papamichos et al. (1998) ont réalisé des tests de compression uniaxiale sur des 
échantillons saturés de grès rouge de Wildmoor, ils ont obtenu que les échantillons 
d’élancement 1 ont une résistance en compression uniaxiale de 11.4 MPa, les échantillons 
d’élancement 2 ont une résistance de 9.5 MPa. Les échantillons d’élancement 1 ont donc une 
résistance de 20% supérieure à celles des échantillons d’élancement 2. 
Dans notre programme d'essais, nous avons testé en conditions non lubrifiées des échantillons 
d'élancements variables. Le rapport hauteur / diamètre de l'éprouvette varient de 1, 1.5 à 2. 
 
 
     Elancement 

     Confinement 
            (MPa) 

        Conditions     
        d’interface 

Moyenne du pic de    
résistance (MPa) 

            2                0       non lubrifié 107,4 
          1,5                0       non lubrifié 104,6 
            1                0       non lubrifié 114,6 
 
Sur les essais réalisés en conditions non lubrifiées, la moyenne de pic de résistance en 
compression simple pour les essais réalisés sur un échantillon d'élancement 1,5 est de 104,6 
MPa. La moyenne sur les échantillons d’élancement 2 est de 107,4 MPa. On n’observe donc 
pas de différence significative entre les deux élancements 1,5 et 2. En revanche, la moyenne 
de pic sur les échantillons d'élancement 1 est de 114,6 MPa. Cette valeur correspondant à 
l'élancement 1 est donc supérieure à celles correspondant à l'élancement 1,5 et 2. 
Le frottement au niveau du contact échantillon-plateau a donc un effet plus sensible pour les 
échantillons de faibles élancements. 
Au niveau de la réponse des jauges de déformations radiales et axiales correspondant à des 
essais réalisés en conditions lubrifiées sur des échantillons d'élancement 1, on a constaté, 
comme Bésuelle, un problème de « retour en arrière » au niveau des courbes de déformation 
(figure 3.3.77). Notons que ce phénomène est fréquemment observé. On a constaté également 
une non-uniformité des courbes obtenues par les différentes jauges de déformation disposées 
tout autour de l'échantillon. On a pu vérifier que même une rectification des plus rigoureuses 
ne résout pas ce problème. Il faut souligner ici que les défauts de rectification de l’échantillon 
ont une influence plus marquée pour les échantillons de faibles élancements (h/d = 1). 
 
 
Figure 3.3.77 : Problème de « retour en arrière » au niveau de la réponse des jauges de déformations radiales et 
axiales correspondant à des essais réalisés en conditions lubrifiées sur des échantillons de grès de Fontainebleau 
d'élancement 1. 
 
En comparant la réponse des jauges de déformations axiales pour les essais en conditions non 
lubrifiées réalisés sur des échantillons d'élancement 1, 1.5 et 2, on n’observe pas de 
différences significatives entre les élancements 1,5 et 2. En revanche, l'élancement 1 présente 
un module élastique sécant apparent plus fort (figure 3.3.78). Le frettage exerce donc un effet 
de confinement très important pour cet élancement. On arrive donc à cette conclusion, donnée 
par Pellegrino (1995) à partir de ses essais, que plus l'élancement est faible, plus les modules 
sont forts dû à l'effet de confinement exercé par le frettage. On arrive également à la 
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conclusion que la lubrification n’est pas totalement efficace. On note en effet la persistance 
d’un frottement résiduel à l’interface roche-plateau dont l’effet est plus prononcé pour un 
élancement faible de l’échantillon (h/d = 1). 
 
Figure 3.3.78 : Comparaison de la réponse des jauges de déformations axiales pour les essais en conditions non 
lubrifiées réalisés sur des échantillons de grès de Fontainebleau d'élancement 1, 1.5 et 2. 
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En conclusion, plus l'élancement de l'échantillon est faible, plus le frottement à l'interface 
ainsi que les défauts liés à la rectification ont un rôle important.  
Papamichos et al. (1998) et Vardoulakis et Sulem (1993) avaient recommandé de réaliser les 
tests de compression avec lubrifiant sur des échantillons courts d’élancement 1. Toutefois, à 
cause de ces problèmes de conditions limites, cités plus haut, on choisit d’abandonner 
définitivement l'élancement 1 dans notre choix de l'élancement. 
Il est important de noter que même le choix d’un élancement 1 en conditions lubrifiées est 
préférable à un élancement plus important en conditions non lubrifiées. Le frottement résiduel 
restant malgré le dispositif de lubrification est sensiblement plus faible que dans le cas d’une 
interface sans lubrification, même s’il est vrai qu’un élancement plus grand réduit les 
problèmes de frettage. En accord avec cette remarque, la qualité d’un essai sur sable en 
géomécanique, au niveau de la lubrification des extrémités de l’échantillon, a pu être établie. 
Colliat-Dangus, Desrues et Foray (1989, cités par Bésuelle, 1999) ont montré en effet la 
supériorité des essais d’élancement 1 bien lubrifiés, en terme d'homogénéité d’essai, par 
comparaison à des essais classiques d’élancement 2 frettés. 
On pourrait croire que la résistance en compression simple vraie des échantillons de roche 
cylindriques peut être déterminée à partir de tests avec un élancement supérieur à 2 où les 
contraintes dans la portion centrale de l'échantillon sont affectées seulement un peu par le 
contact avec les plateaux. Cependant, ce n'est pas le cas, l'expérimentation montre que la 
rupture s'initie toujours au contact avec les plateaux. L'effet de la contrainte latérale est qu'elle 
initie la rupture au contact entre l'échantillon et le plateau (figure 3.3.79). 
 
 
Figure 3.3.79 : Initiation de la rupture au contact avec les plateaux. (d’après Jaeger et Cook, 1979). 
 
Dans ce sens, Fairhurst (au 8th symposium de mécanique des roches, 1966) a cité les 
expériences que Cook a réalisé sur l'influence des contraintes en extrémités. Ce dernier 
comprima des échantillons cylindriques entre des plateaux en acier de plus grand diamètre 
que l'échantillon et des plateaux en aluminium de même diamètre que l'échantillon pour être 
égalisés. Sans exception, affirme-t-il, la rupture a été initiée au niveau des extrémités. 
 
III.3.4.7.1.B/ Instabilités par flambement 
 
En comparant la réponse des jauges de déformations radiales correspondant aux essais 
réalisés en conditions non lubrifiées sur des échantillons d'élancement 1, 1.5 et 2, on observe 
une forte non-linéarité traduisant une instabilité de la courbe correspondant à l'essai 
d'élancement 2 (figure 3.3.81). Cette instabilité traduit une mise en tonneau plus prononcée 
pour l'élancement 2. En effet, la zone directement « concernée » par le frettage ne dépend que 
des conditions de frettage et de la surface de contact, c'est-à-dire du diamètre de l'échantillon. 
la taille de cette zone ne dépend pas de l’élancement de l’échantillon. 
Plus l'échantillon est élancé, plus grand est le volume du cylindre soumis à un état 
approximativement uniforme de contrainte uniaxiale et plus l'échantillon tend à se mettre en 
tonneau. Autrement dit, plus l'élancement est grand, plus la zone « libre » est grande et plus la 
mise en tonneau est prononcée (figure 3.3.80). 
 
Figure 3.3.80 : Importance de la mise en tonneau par rapport à l’élancement de l’échantillon testé. 
 
Les échantillons de fort élancement montrent donc une sensibilité plus prononcée par rapport 
aux modes de bifurcations diffuses (barreling ou buckling). En d'autres termes, un phénomène 
d'instabilité élastique par flambement peut apparaître, provoquée par un choix d'élancement 
trop grand, par exemple supérieur à 2-3 et qui fait rompre prématurément l'échantillon. (Chau, 
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1993, cité par Vardoulakis et al., 1998 ; Sulem, 1992 ; Sulem et Vardoulakis, 1990 ; 
Vardoulakis et Sulem, 1993 ; Pellegrino et al., 1997 ; Vardoulakis et Sulem, 1995). 
Finalement, le frottement au niveau du contact roche-plateaux conduit à un coefficient de 
poisson apparent plus grand pour les échantillons élancés dû à la mise en tonneau de ces 
derniers. Même si la résistance est quasi-égale entre les deux élancements 1.5 et 2, la courbe  
contrainte-déformation correspondant aux échantillons d’élancement 1,5 manifeste un 
comportement plus stable du système. 
Ces conclusions présentées pour des essais réalisés en conditions non lubrifiées restent 
valables également en conditions lubrifiées. En effet, même en conditions lubrifiées, il reste 
un frottement résiduel au niveau de l'interface. 
 
Figure 3.3.81 : Déformations radiales d’échantillons d’élancement 1, 1.5 et 2 soumis à compression en 
conditions non lubrifiées. Instabilité des déformations radiales pour un échantillon d’élancement 2. (d’après El 
Bied et Sulem, 1999). 
 
Notons que le problème de flambement (bulging ou buckling) de l’échantillon testé a déjà été 
observé pour des échantillons d’élancement 2. En effet, Papamichos et al. (1998) ont testé des 
échantillons saturés de grès rouge de Wildmoor en conditions lubrifiées. Les échantillons 
d’élancement 1 montrent une dilatance radiale plus faible que les échantillons d’élancement 2. 
La relativement grande dilatance radiale dans les échantillons d’élancement 2 est attribuée 
aux déformations inhomogènes dues au flambement de l’échantillon testé. Par conséquent, 
Papamichos et al. (1998) ont choisi d’utiliser des échantillons courts d’élancement 1 pour 
éviter le flambement. Les essais triaxiaux effectués par IKU sur le grès rouge de Wildmoor et 
modélisés dans la thèse d’Oulahna (1996) ont également été réalisés sur des échantillons 
d’élancement 1. Dans ce sens également, Vardoulakis et Sulem (1993) ont proposé l’idée 
d’utiliser des échantillons courts d’élancement 1 à 1,5 et Vardoulakis et al. (1998) ont affirmé 
que les échantillons courts avec des extrémités lubrifiées sont préférables aux échantillons 
longs. 
 
III.3.4.7.1.C/ Choix optimal des conditions limites et de l’élancement 
 
L’étude présentée met en évidence l’influence des conditions à l’interface roche-plateaux  sur 
l’évaluation du comportement d’une roche et sur le mode de rupture de l’échantillon. Notons 
que les résultats de cette étude ont été obtenus avec une très bonne répétabilité. L'étude 
indique que le type de lubrifiant utilisé s'avère efficace. En effet, même s'il n'arrive pas à 
éliminer totalement le frettage, il améliore considérablement l'homogénéité de la répartition 
des champs de contrainte et de déformation à l'intérieur du cylindre. De plus, au niveau du 
choix de l'élancement pour les essais de compression, il faut trouver un compromis 
satisfaisant entre l’exigence d'éviter les effets de frettage entre les bases de l'élancement et les 
plateaux de charge et la possibilité d'apparition d'instabilités tel le flambage, due à la 
perpendicularité imparfaite des bases avec l'axe du cylindre. 
Finalement, pour rendre négligeable le frettage, il faudrait utiliser des échantillons longs, alors 
que pour empêcher le flambage et éviter les effets de colonne, il serait mieux d'employer des 
cylindres courts. L'homogénéité de l’essai n’est possible qu’avant toute bifurcation, localisée 
ou diffuse, du matériau de l’échantillon et que si des dispositions expérimentales sont prises. 
Pour cette homogénéité seulement, le comportement structural de l’échantillon est 
représentatif du comportement intrinsèque du matériau. 
En conclusion, ces remarques nous conduisent à préconiser une configuration d'essai 
différente de celle indiquée par la SIMR et prévoyant une éprouvette d'élancement 1,5 en 
conditions d'interface lubrifiées avec une protection imperméabilisante en latex et des 
plateaux de chargement plus larges que l’échantillon testé. On obtient dans ce cas un 
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comportement de l'éprouvette plus stable. Les conditions de réalisation des essais de 
compression triaxiale sont nettement améliorées par l’utilisation d’une lubrification efficace 
de l’interface et d’un rapport d’élancement de l’échantillon de 1,5. 
 
III.3.4.7.2/ Effets de la forme 
 
Les échantillons testés peuvent être cylindriques, prismatiques ou cubiques, voire même en os 
de chien. Dans le passé, les tests de compression étaient faits sur des cubes, ce qui est le cas 
par exemple pour les tests sur le béton. (B.S, 1881, 1952, cité par Jaeger et Cook, 1979). 
Toutefois, la tendance actuelle est d'utiliser des cylindres. En effet, les échantillons 
cylindriques ont un temps de préparation moindre. Tout ce que nous avons affirmé, 
concernant l'élancement, est valable également pour la forme géométrique de l'échantillon 
testé. Il ne devrait pas y avoir, en principe, de différences au niveau des propriétés 
mécaniques si les essais sont réalisés avec un frottement à l'interface réduit. Ces essais sont 
alors considérés comme étant des tests élémentaires représentatifs. Notons que les essais 
réalisés sur des échantillons en os de chien représentent, dans la suite de notre exposé, des 
tests élémentaires représentatifs où le frottement est réduit (en comparaison des essais réalisés 
sur des échantillons cylindriques en contact direct avec les plateaux de la presse). 
Paulding, (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966), dans son étude sur la 
résistance et les propriétés du granite de Westerly trouva que les échantillons en os de chien 
donnent des résultats répétables et très proches de ceux de Brace. 
Mogi, (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 1966), utilisa des cylindres droits 
collés avec de l'époxy à des extrémités en acier, ce qui est sensé donc représenter un 
frottement très important à l'interface. Il trouva que la résistance décroît quand l'élancement 
augmente. Au delà d'un élancement de 2 à 2.5, la résistance reste constante et cette résistance 
est très proche de celle trouvée par Brace et Paulding pour les échantillons en os de chien 
provenant de la même roche. On montre bien ici qu'au delà d'un certain élancement, le 
frottement à l'interface devient négligeable et la résistance obtenue pour les essais 
axisymétriques approche alors la résistance des essais de référence en os de chien où le 
frottement est réduit. 
En accord avec ces conclusions, Fairhurst, (cité au 8th symposium de mécanique des roches, 
1966), affirme que Dr Brace a comparé les valeurs de résistance en compression pour des 
échantillons de cylindres droits et des échantillons en os de chien, sur la même roche. Ce 
dernier a trouvé que les résistances en compression sont approximativement les mêmes, mais 
que les résultats sont plus réguliers pour les échantillons en os de chien. Fairhurst donne 
comme explication que comme le degré de contrainte de frottement aux extrémités peut varier 
d'un test à un autre dans la même roche, on peut s'attendre à des résultats plus irréguliers pour 
les expériences sur cylindres droits et particulièrement, dit-il, pour les cylindres courts, ces 
derniers étant très influencés par les problèmes de frottement à l'interface. 
Une autre remarque dans le sens de cette conclusion: Byerlee, (cité au 8th symposium de 
mécanique des roches, 1966), trouva que la résistance des échantillons en forme d'os de chien 
et des cylindres droits du granite de Westerly était la même pour des pressions de 
confinement plus grandes que 500 bars. Ce qui, de notre point de vue, montre tout simplement 
qu'à partir d'une certaine pression de confinement, le frottement à l'interface devient 
négligeable relativement à cette pression. Les résultats obtenus sont alors uniformes, 
indépendamment de la forme de l'échantillon testé. Dans le cas où aucun système anti-frettage 
n'est utilisé, l'intensité du frottement à l'interface peut être très importante, ce qui pourrait 
justifier que la valeur « critique » de la pression de confinement (500 bars d'après Byerlee) 
soit aussi grande. 
Par ailleurs, Vutukuri et al. (1974) ont cité des travaux dans la littérature visant à comparer 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 214

des échantillons de forme cylindrique, cubique et prismatique. Selon eux, tous ces résultats 
sont en contradiction. Nous sommes en mesure maintenant de pouvoir les expliquer sans 
relever aucune réelle contradiction. Price (1960, cité par Vutukuri et al., 1974) a constaté que 
les cubes unitaires avaient une plus grande résistance que les cylindres unitaires (rapport 1). 
D'un autre côté, Grosvenor (1963, cité par Vutukuri et al., 1974) rapporte que la résistance des 
échantillons cylindriques est toujours plus grande que celle des prismes carrés pour un rapport 
hauteur / diamètre (épaisseur) près de 1 et plus faible pour des rapports d'élancement près de 
1,5. De notre point de vue, comme les rapports (1 et 1,5) sont faibles, le frottement à 
l'interface a une influence non négligeable. Comme le fait remarquer Fairhurst, comme on ne 
contrôle pas le frettage aux extrémités, le degré de contrainte de frottement peut varier d'un 
test à un autre dans la même roche. Cela est vrai pour des échantillons de même forme 
géométrique et cela est encore plus vrai quand la forme de l'échantillon diffère. D'ailleurs, 
l'intensité du frottement diffère également quand on fait varier la forme géométrique de la 
surface de contact. On devrait donc logiquement obtenir que la forme de l'échantillon n'a pas 
d'effet sur sa résistance à partir d'un certain rapport d’élancement. C'est ce que montra 
Grosvenor (1963). Ce dernier a obtenu pour les échantillons prismatiques et les échantillons 
cylindriques des valeurs de résistances identiques pour un rapport de 2. 
 
Notons que Alekseev et al. (1970, cités par Vutukuri et al., 1974) ont comparé les résultats de 
tests sur 11 cubes et 11 cylindres d'argillite avec un rapport 1. Ces résultats montrent que la 
forme de l'échantillon n'a pas d'effet sur sa résistance, malgré le faible rapport des échantillons 
testés. 
Par ailleurs, Byerlee (1967, cité par Vutukuri et al., 1974) utilisa 2 configurations 
d'échantillons pour mesurer la résistance à la rupture de granite sous confinement, un cylindre 
droit de 1.58 cm de diamètre et 3.8 cm de longueur et un autre cylindre de 1.58 cm en 
diamètre et 5.08 cm de longueur, mais avec une section centrale réduite à un diamètre de 1.11 
cm. Les cercles ouverts sont les résultats d'échantillons avec une section centrale réduite. On 
peut constater qu'il n'y a pas d'effet sensible du aux différences dans la configuration des 
échantillons (figure 3.3.82). 
 
Figure 3.3.82 : Contrainte axiale au pic σ1 de la roche de granite tracée en fonction de la pression de confinement 
σ3. Les cercles ouverts sont les résultats d'échantillons avec une section centrale réduite. (d’après Byerlee, 1967). 
 
III.3.4.7.3/ Effets de taille ou d’échelle 
 
L'effet de taille implique une dépendance du comportement en la dimension a  de l'échantillon 
testé. L'évaluation de l'effet de taille est à la fois importante et délicate parce qu'on extrapole 
les études de laboratoire sur des petits échantillons aux applications géologiques et 
d'ingénierie où le volume de la roche peut avoir des dimensions de plusieurs dizaines de 
mètres ou plus. L'échelle dans les deux cas n'est pas du tout la même. Par conséquent, il est 
essentiel de comparer les tests de laboratoire et situ. Les deux sont importants pour 
comprendre même empiriquement l'effet de taille sur les propriétés mécaniques. Notons qu’il 
faut utiliser une forme standard d’échantillon en laboratoire pour que les effets de taille soient 
considérés comme seuls responsables dans les variations des propriétés mécaniques. Des 
effets de taille marqués ont été notés pour un nombre de propriétés mécaniques, modules 
thermo-élastiques, frottement, résistance à la compression uniaxiale. (Heuze, 1980, cité par 
Brace, 1981). 
Des échantillons avec une dimension a  allant jusqu'à deux mètres ont été étudiés pour des 
roches tendres, mais comme le fait remarquer Brace (1981), les roches dures n'ont pas été 
testées dans cette gamme de taille. A cause du manque de tests, leur effet de taille reste 
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inconnue. 
Pour les roches tendres, l'effet de taille sur les propriétés thermo-élastiques est également très 
peu compris. Il y a quelques indications que le module élastique des roches intactes non 
fissurées change peu avec la dimension a . 
Le module élastique est très peu dépendant de la taille de l'échantillon, même pour des tailles 
d'échantillons allant jusqu'à un mètre. (Pratt et al., 1972 ; Bieniawski et Van Heerden, 1975, 
cités par Brace, 1981). Cependant, dans les roches fissurées, ce n'est certainement pas le cas 
(Heuze, 1980). Le module peut être très réduit à faibles niveaux de contrainte quand a  varie 
de quelques centimètres à quelques mètres. (Pratt et al., 1972). Il y a des indications similaires 
pour les mesures thermo-élastiques obtenues par Hood et al. (1979, cités par Brace, 1981). 
Selon Brace (1981), les échantillons fissurés peuvent être 5 à 10 fois plus souple que des 
petits échantillons intacts. Selon Brace, le frottement est également dépendant de la taille. 
Notons que Sulem et Vardoulakis (1990), en considérant le modèle de plasticité de Cosserat 
et l’existence d’une longueur interne l (longueur de grains), ont montré un effet de taille de 
l’échantillon sur la contrainte de bifurcation (figure 3.3.83). 
 
Figure 3.3.83 : A gauche : effet de la longueur interne sur la stabilité de l’échantillon. Effet de taille dans l’essai 
de compression triaxiale. A droite : effet de l’élancement sur la stabilité de l’échantillon. (Sulem et Vardoulakis, 
1990). 
 
Par ailleurs, la résistance mesurée dépend de la taille ou volume de l'échantillon. (Vutukuri et 
al., 1974 ; Paterson, 1978 ; Brown, 1971 ; Brace, 1981). Comme le note Paterson et Brown, la 
dépendance est bien connue dans le cas du verre ou des métaux fragiles où la résistance 
décroît quand le volume de l'échantillon augmente. 
L'explication la plus communément acceptée est la théorie statistique du lien le plus faible 
avancée par Weibull (1939, cité par Santarelli, 1987). Pour les roches, ce phénomène est plus 
complexe. En fait, l'effet de taille sur la résistance inconfinée a été largement étudié. Quelques 
résultats ont été réunis dans la figure ci-dessous par Pratt et al. (1972) (figure 3.3.84). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.3.84 : Résistance à la rupture de roches en fonction de la taille des échantillons. (d’après Pratt et al., 
1972). 
 
Une gamme de taille d'échantillon allant jusqu'à un facteur de 10 a été reportée pour des 
roches tendres. Un résultats important, montré dans cette figure, est la résistance minimum 
observée à partir de a= 1 mètre. La résistance décroît sensiblement quand la taille de 
l'échantillon augmente. 
Quand la taille atteint environ 1 mètre et pour des tailles plus grandes, la résistance semble 
rester constante. L'effet de taille est trouvée négligeable après une certaine valeur. De 
nombreux chercheurs sont également arrivés à la conclusion que la résistance à la 
compression uniaxiale des échantillons décroît quand on augmente leur taille ou volume. 
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(Burchartz et Saenger, 1931, cité par  Paterson, 1978 ; Lundborg, 1967, cité par Santarelli, 
1987 ; Skinner, 1959 ; Burkartz et Kreuger, 1968, cités par Vutukuri et al., 1974 ; Bieniawski, 
1968a). 
Mogi (1962, cité par Vutukuri et al., 1974) testa des prismes de marbre avec une hauteur / 
épaisseur de 2 et des hauteurs de 4 à 20 cm. Il interpola ces résultats de cette façon: 
σc = σco d-0.092  . 
Gaddy (1956, cité par Vutukuri et al., 1974) testa des petits cubes de charbon de 5 à 23 cm : 
σc1  = c/d0.5  avec d représentant l’arête, la dimension et c est une constante. 
Evans et Pomeroy (1966, cités par Vutukuri et al., 1974) ont testé deux types de charbon 
d'échantillons cubiques:  σc1  ∞ d-0.32 ± 0.02  et  σc1  ∞ d-0.17 ± 0.02  avec d représentant la 
dimension, l’arête du cube. 
D'autres types de distribution ont également été considérés. La théorie de Weibull (1939, 
1951 et 1952, cité par Paterson, 1978) prédit une contrainte de rupture proportionnelle à V-1/β 
où V est le volume et β est une constante. 
β est considérée comme une propriété matérielle. Par exemple, Lundborg (1967) étudia la 
relation résistance-taille de granite pour les tests de compression et les tests brésiliens, 
utilisant des échantillons cylindriques de hauteur égal au diamètre et trouva que la résistance 
décroît quand on augmente la taille. Les valeurs de Lundborg sont β = 12 pour le test de 
compression, β = 6 pour les tests brésiliens, ce qui veut dire que la méthode de test affecte 
aussi la valeur.  
On peut citer encore d’autres types de distribution: 
(log V)-1/α  avec α constante (Epstein, 1948, cité par Paterson, 1978). 
-log V (Kostak et Bielenstein, 1971, cités par Paterson, 1978).  
Brady (1969, cité par Paterson, 1978) a proposé une théorie statistique basée sur la 
prolifération des microfissures et suppose que la rupture se produit quand la déformation 
volumique due à la microfissuration atteint une valeur critique. 
 
Figure 3.3.85 : Effet de taille typique pour les tests brésiliens sur un grès de Darley Dale. La quantité d’effet de 
taille peut évidemment varier pour d’autres roches. (Brook, ?). 
 
Par ailleurs, Brown (1971) a également rapporté 3 autres types différents de comportement 
résistance-taille. Les deux derniers sont également cités par Vutukuri et al. (1974). 
- La résistance en compression uniaxiale augmente quand le volume augmente (Swolfs, 1983, 
cité par Santarelli, 1987). 
- Hoskins et Horino (1969, cités par Santarelli, 1987) ont étudié l'influence des diamètres 
d'échantillons (gardant le rapport hauteur / diamètre de 2) sur la résistance en compression de 
calcaire, marbre, grès, granite et plâtre et sont arrivés à la conclusion que la résistance en 
compression uniaxiale augmente et puis diminue quand le volume de l'échantillon augmente.  
- Hodgson et Cook (1970, cité par Paterson, 1978) ont réalisé des tests de compression sur des 
cylindres de quartzite et d’argile de diamètre allant jusqu'à 15 cm. Ils ont pris des précautions 
spéciales pour que les échantillons soient soumis à une compression uniforme. Ils n'ont pas 
observé d'effet de taille. L'effet de taille est négligeable. Ils ont constaté que la résistance en 
compression uniaxiale était indépendante du volume de l'échantillon.  
Obert et al. (1946) ont réalisé des tests de compression sur des échantillons cylindriques et ont 
conclu que le diamètre des échantillons cylindriques n’affecte pas de façon significative la 
résistance. 
La table 3.3.86 résume les résultats expérimentaux montrant que pour les gammes de volume 
d'échantillons étudiées, le rapport de la résistance maximum sur la résistance minimum varie 
entre 1,01 et 1,42. 
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Figure 3.3.86 : Effet de taille sur différents roches testées dans des tests uniaxiaux. (vol. range représente la 
gamme de volumes d'échantillons), (sr représente le rapport de la résistance maximum sur la résistance minimum 
mesurée dans cette gamme), (dans le cas de l'étude de Hudson et al., 1971, (3) indique le rapport hauteur sur 
diamètre), (dans le cas de l'étude de Swolfs, 1983, v et h indiquent respectivement les échantillons verticaux et 
horizontaux. (d’après Santarelli, 1987). 
 
La question maintenant est de savoir quels sont les facteurs qui peuvent produire des effets de 
taille. On peut citer, si l'on se réfère à notre étude précédente, les problèmes de frottement à 
l'interface dans les essais de compression. Dans ce sens, Vutukuri et al. (1974) ont fait 
remarquer que des chercheurs ont expliqué que la variation de la résistance avec la taille est 
du à la distribution de contrainte non-uniforme dans l'échantillon. 
Dans ce sens également, des effets de taille encore plus grands que ceux présentés dans le 
tableau sont quelques fois rapportés, mais comme le dit Brown (1971), ils sont obtenus durant 
des tests où les effets de contact ne sont pas traités de façon satisfaisante, particulièrement les 
tests sur des échantillons cubiques. Cela est montré également par Brown et Gonano (1975). 
On peut citer également l'étude de Hodgson et Cook (1970) qui ont réalisé des tests de 
compression sur des cylindres de quartzite et d'argile de diamètres allant jusqu'à 15 cm. 
Hodgson et Cook ont pris des précautions spéciales pour que les échantillons soient soumis à 
une compression uniforme. Ils n'ont pas observée d'effet de taille. Ils ont constaté que la 
résistance en compression uniaxiale était indépendante du volume de l'échantillon. Dans ce 
sens, Paterson (1978) affirme que quand la contrainte est homogène, dans l'essai de 
compression simple par exemple, l'effet de taille est généralement relativement petit. Paterson 
(1978) cite à ce propos Durelli et Parks (1962) ; Jaeger et Hoskins (1966). 
La question centrale reste maintenant de savoir si un effet de taille est observée ou non dans 
des conditions d'essais où le frottement à l'interface est réduit. Autrement dit, est-ce que la 
notion de test élémentaire représentatif est toujours appropriée? 
Si oui, alors, dans le cas de tests réalisés en conditions anti-frettées, les propriétés mécaniques 
de l'échantillon testé devraient être indépendantes de sa taille ou volume. Malheureusement, il 
n'y a pas suffisamment de matière pour pouvoir affirmer l'existence ou non d'un effet de taille 
significatif sur la valeur de la résistance en compression uniaxiale des roches, dans des tests 
réalisés sans frottement à l'interface. On peut juste citer un certains nombre de facteurs, autres 
que la non-uniformité de la distribution de contrainte dans l'échantillon, qui sont rapportés 
dans la littérature et qui peuvent causer également un effet de taille.  
Selon Bernaix (1969), l’effet d’échelle et la dispersion de mesure reflètent l’hétérogénéité des 
roches. Bernaix a réalisé une série de 152 tests de compression uniaxiale. Les échantillons ont 
36 mm de diamètre et un élancement de 2 (figure 3.3.87 en haut à gauche). 
Bernaix a expliqué que la dispersion des mesures de résistance qu’il a obtenues est liée au 
caractère aléatoire de la direction et de la taille des discontinuités. Autrement dit, la dispersion 
reflète l’aspect aléatoire de l’échantillonnage et du nombre de discontinuités contenues dans 
l’échantillon, de leurs directions relativement à la force appliquée. Ceci est en accord avec 
Vutukuri et al. (1974) qui affirment que la direction du chargement par rapport aux plans de 
faiblesse est un facteur important. Par ailleurs, Bernaix (1969) a réalisé des essais de 
compression sur des échantillons de gneiss de 10, 36 et 60 mm de diamètre et d’élancement 2 
(figure 3.3.87 en haut à droite et en bas). 
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Figure 3.3.87 : Résistance obtenue lors de tests de compression simple. Effet d'échelle. (d’après Bernaix, 1969). 
 
Il est constaté et c’est un phénomène qui peut être observé dans tous les milieux discontinus, 
affirme Bernaix, que la résistance des échantillons est une fonction décroissante de la taille de 
l’échantillon. Selon Bernaix, l’effet d’échelle est lié au fait que plus grande est la taille de 
l’échantillon, plus grande est la probabilité de rencontrer un défaut majeur, ce qui est en 
accord avec Vutukuri et al. (1974) qui affirment que la décroissance de la résistance avec une 
augmentation de la taille est due à la probabilité plus importante, plus grande de défauts dans 
l'échantillon. Dépendant de la densité des défauts, Vutukuri s'attend aussi que pour des 
échantillons suffisamment grands, la distribution des défauts ne soit plus affecté par la taille, 
la résistance ne devrait plus être affectée par une augmentation supplémentaire de la taille. 
Pour expliquer théoriquement ces phénomènes de dispersion des mesures et d’effet d’échelle, 
beaucoup d’auteurs se sont référés à la théorie de Weibull où un grand échantillon est vu 
comme un ensemble de petits échantillons avec une résistance qui peut être étudiée 
statistiquement (figure 3.3.88). On suppose que les forces appliquées au grand échantillon 
sont uniformément distribuées dans les échantillons élémentaires et que la rupture du grand 
échantillon se produit quand la résistance à la rupture du plus faible des éléments a été 
atteinte, comme une chaîne qui aurait la résistance du maillon le plus faible. Cette hypothèse a 
souvent été critiquée à cause de l’aspect plus complexe du mécanisme de rupture réel des 
roches. La loi d’effet d’échelle est de la forme Rv = aV-1/B  où a est une constante et Rv est la 
résistance de l’échantillon de volume V. Bernaix (1969) conclut qu’il est impossible 
d’interpoler avec précision et certitude une loi mathématique aux résultats des séries de tests 
de rupture, même si la population qui a été étudiée est considérable. De plus, il est difficile de 
comparer la loi de Weibull relative à l’effet d’échelle avec l’expérimentation, à cause du 
grand nombre de tests que cela demande et à cause du manque de connaissance du 
phénomène qui gouverne la propagation des fissures et la distribution de contraintes dans les 
milieux discontinus et hétérogènes.  
 
Figure 3.3.88 : Loi de Weibull et résultats expérimentaux. (d’après Bernaix, 1969). 
 
Finalement, plutôt que de chercher une loi générale, Bernaix a comparé l’intensité de la 
dispersion et l’effet d’échelle pour différentes roches de dimensions variables. Bernaix n’a pas 
trouvé de loi d’effet d’échelle appropriée reliant la résistance au diamètre mais il a constaté 
que l’effet d’échelle est d’autant plus intense pour une roche que la dispersion des tests est 
grande. Un autre facteur cité par Vutukuri qui pourrait influencer la résistance est le défaut ou 
l'imperfection de surface créé par la coupe de l'échantillon. 
Quand l'aire de surface par unité de volume de l'échantillon, pour une forme constante, décroît 
avec l'augmentation de la taille, on s'attend à ce que la résistance décroît avec la taille. Pour 
des échantillons suffisamment grands, l'influence devient négligeable. 
Brace (1981) cite également un certain nombre de facteurs qui peuvent affecter l'application 
des résultats obtenus aux masses rocheuses. Des complications liées par exemple aux 
mesures, à la forme de l'échantillon, aux gradients de contrainte, au degré de fissuration. Tous 
peuvent différer entre les échantillons petits et grands. Par exemple, la dépendance à la taille 
ou l’effet d'échelle est notablement plus marquée quand un gradient de contrainte existe, 
comme dans les tests brésiliens et les tests d'indentation. Un certain nombre des facteurs cités 
peut produire une fragilisation apparente pour de grandes dimensions a . 
Par ailleurs, il est souvent supposé que l’effet de taille est moindre à grande pression. (Barton, 
1976, cité par Brace, 1981 ; Habib et Bernaix, 1966 ; Habib et Vouille, 1966, cités par 
Bernaix, 1969 ; Paterson, 1978). Dans ce sens, Bernaix a obtenu que la dispersion 
considérable dans le champ des faibles contraintes est réduite de façon significative dans les 
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tests triaxiaux avec la pression de confinement (figure 3.3.89 à gauche). 
Habib et Vouille (1966) ont constaté sur le calcaire de Marquise que l’effet d’échelle était très 
clair dans le cas des tests brésiliens (figure 3.3.89 à droite). 
 
Figure 3.3.89 : A gauche : étude de la dispersion pour les tests triaxiaux. A droite : effet d'échelle sur le calcaire 
de Marquise. La résistance de traction dans le test de compression diamétrale est donnée en fonction du diamètre 
de l’échantillon. (d’après Bernaix, 1969). 
 
En revanche, l’effet d’échelle disparaît complètement dans le cas de tests triaxiaux à grandes 
contraintes de confinement (1000 bars), la résistance des échantillons de 10, 24, 36 et 70 mm 
devenant strictement constante, comme d’ailleurs la forme des courbes contraintes-
déformations (figure 3.3.90). 
 
 
Figure 3.3.90 : Tests triaxiaux sur le calcaire de Marquise. (d’après Bernaix, 1969). 
 
Dans ce sens également, Habib et Bernaix (1966), basés sur des tests triaxiaux réalisés sur le 
marbre, affirment que l’application de la pression de confinement réduit l’effet de taille. 
En conclusion, l’application d’une pression de confinement réduit tout aussi bien les effets de 
contact aux extrémités de l’échantillon que les défauts liés à l’aspect aléatoire de 
l’échantillonnage et aux discontinuités existantes dans l’échantillon, ce qui permet donc, de 
façon indirecte, de réaliser des tests élémentaires représentatifs sans effets de taille. 
En fait, il reste difficile et hasardeux, même dans des conditions d'essais anti-frettées, de 
parler de « test élémentaire représentatif », sans pousser plus loin que ce qui a été fait dans le 
passé les investigations sur ce problème crucial qu'est l'effet de taille. 
Théoriquement, la taille de l'échantillon devrait être reliée à la taille du grain le plus grand 
dans la roche par un rapport d'au moins 10:1 pour permettre à un effet de moyenne de se 
manifester. D'un point de vue pratique, il faut que l’échantillon soit suffisamment grand pour 
pouvoir placer un nombre suffisant de capteurs de mesures des déformations, mais il est 
préférable d'avoir une taille d'échantillon pas trop grande et ce pour plusieurs raisons. D'une 
part, ça permet d'avoir un nombre maximal d'échantillon préparé à partir d'une même roche 
mère. Ce qui permet d'obtenir des échantillons les plus homogènes possibles entre eux et de 
réaliser des tests avec une répétabilité optimale. D'autre part, ça permet de réduire au 
maximum la probabilité d'avoir des fissures plus ou moins importantes à l'intérieur de 
l'échantillon de roche. 
Vutukuri, Lama et Saluja (1974) recommandent pour les tests de compression de tester des 
échantillons de diamètre 2,2 à 6,6 cm. Le comité SIMR des tests de laboratoires suggère que 
les cylindres aient un diamètre d'approximativement 54 mm. 
Rappelons que l'étude expérimentale présentée ici a été réalisée avec des échantillons de 40 
mm de diamètre (voir chap. III.2.1.3.2). 
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III.4/ EFFET DE LA PRESENCE D’UN FLUIDE 
INTERSTITIEL 
 
III.4.1/ PRESSION DU FLUIDE INTERSTITIEL 
 
Dans la nature, les roches poreuses peuvent contenir dans leurs pores une phase fluide. Ce 
fluide peut être de l'eau, de l'air, du gaz ou du pétrole. En laboratoire, la saturation des 
échantillons de roches permet de comparer les résultats expérimentaux obtenus dans l'étude du 
comportement du squelette avec ceux obtenus dans l'étude de l'interaction fluide-squelette.  
La question étant de savoir si la pression du fluide de pores influence ou non les propriétés 
mécaniques de la roche. Un des premiers travaux sur la question a été réalisé par Griggs, 
1936, cité par Vutukuri et al., 1974). Griggs a réalisé des tests triaxiaux sur des échantillons 
de roche sans membrane. Dans ces tests, la pression de pore tendait à être égale à la pression 
de confinement, une rupture de type fragile a été observée à 405,6 MPa de pression de 
confinement dans le calcaire de Solenhofen et dans le marbre. Pour des grandes pressions de 
confinement, Griggs observa un écoulement plastique. Ensuite, Griggs (1940) ; Handin et 
Griggs (1951, cité par Vutukuri et al., 1974) ont testé des échantillons avec jaquette et la 
plupart des roches ont été testées avec une pression de pore égale à zéro. La comparaison de 
ces deux types de tests, avec et sans membrane, a mené à la conclusion que l'application de la 
pression de pore change les propriétés des roches de façon très significative. Le comportement 
des roches saturées est influencé par la pression interstitielle (Terzaghi, 1945, cité par Cornet, 
1977 ; Robinson, 1959 ; Handin et al., 1963 ; Brace et Martin, 1968). 
D'une façon générale, l'étude des effets de pression de pores est de grande importance en 
géologie et en ingénierie. En fait, sur cette question, la littérature est beaucoup plus riche en 
mécanique des sols. La plupart des idées sur le rôle de la pression de pore ont été initialement 
développées en mécanique des sols. 
 
III.4.2/ LOI DE CONTRAINTE EFFECTIVE 
 
On introduit le concept de contrainte effective. La contrainte effective est définie, en terme 
général, comme étant la seule variable de contrainte qui gouverne la réponse mécanique, le 
comportement du matériau poreux. Les composantes de contrainte macroscopique totale sont 
définies d'une manière conventionnelle en considérant les forces totales, incluant celles 
provenant des phases fluides. La contrainte effective est une contrainte macroscopique, qui est 
dérivée de la contrainte macroscopique totale ou appliquée et de la pression du fluide 
interstitiel dans les pores du matériau, dite pression de pore. 
Le concept de contrainte effective pour milieux poreux a été en premier développé par Karl 
Terzaghi (1923, 1936, cités par Lade et De Boer, 1997) qui utilisa ce concept pour fournir une 
base rationnelle pour la compréhension du comportement mécanique des sols saturés. 
La formulation de Terzaghi de la loi de contrainte effective est clairement exposée par 
Skempton (1960, cité par Brady et Brown, 1985), Skempton (1961), Skempton (1954), Robin 
(1973), Cornet et Fairhurst (1974, cités par Paterson, 1978).  
Selon la définition classique de Terzaghi (1923), la notion de contrainte effective consiste à 
assimiler le milieu poreux saturé à un matériau continu équivalent, composé d’une phase 
solide et d’une phase fluide (Vardoulakis, 1985 ; Loret et Harireche, 1991), à supposer la 
pression de pore définie en tout point de ce matériau équivalent et à négliger l’influence de 
cette pression uniforme. Il en résulte que le comportement mécanique du matériau équivalent 
est simplement une fonction de la contrainte effective σij

' . On analyse le comportement des 
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roches saturées de la même façon que celui des roches sèches en remplaçant la notion de 
contrainte par celle de contrainte effective. Pour les sols et quelques roches chargés sous des 
conditions particulières, la contrainte effective conventionnelle σij

'   est définie par : 
σij

' =  σij - u δij  où  σij est la contrainte macroscopique totale, u est la pression de pores et δij est 
le symbole de Kronecker (Lambe et Whitman, 1969, cité par Paterson, 1978 ; Jaeger et Cook, 
1976). C'est la définition souvent prise de la contrainte effective.  
En fait, des résultats expérimentaux et des arguments théoriques suggèrent que, pour une large 
gamme de propriétés de matériau et de conditions de tests, dont par exemple le comportement 
isotrope, la contrainte effective peut être écrite sous la forme σij

' =  σij - αuδij  où α est le 
coefficient de Biot. α est une constante dépendant des propriétés du matériau et du cas traité. 
Les comportements de contraintes principales macroscopiques totales σ1 , σ2 , σ3 dans le 
critère de rupture sont donc remplacées par les composantes de contraintes principales 
effectives    σ′1 =  σ1 - αu, σ′2=  σ2 - αu  et  σ′3 =  σ3 - αu.  
La condition α = 1 est référée souvent au dit principe de Terzaghi ou à la loi de contrainte 
effective dite conventionnelle (Paterson, 1978) ou classique (Cornet, 1977). 
La valeur de α peut être différente de l'unité, inférieure à 1 pour les propriétés élastiques, 
supérieure à 1 pour d'autres propriétés. Par exemple, α = 1 pour la perméabilité du grès de 
Berea (Zoback et Byerlee, 1975, cité par Paterson, 1978). Il se peut que l'on ait des 
expressions plus compliquées, quand par exemple plus d'un fluide est présent, comme dans les 
sols et les roches non saturés. Garg et Nur (1973) ont réalisé des essais sur du grès de Weber 
sec et saturé. Les données des courbes contraintes-déformations correspondantes montrent que 
la loi de contrainte effective conventionnelle surestime l’effet de la pression de pore. En 
revanche, Garg et Nur (1973) ont obtenu que la loi de contrainte effective conventionnelle est 
appropriée pour décrire l’effet du fluide de pore sur la résistance ultime de la roche. Garg et 
Nur (1973) ont fait remarquer qu’il peut être nécessaire d’avoir deux lois de contrainte 
effective, une pour décrire la réponse de contrainte-déformation et une pour délimiter la 
surface de rupture. En fait, il existe un grand nombre de lois de contrainte effective proposées 
dans la littérature autres que la loi dite conventionnelle. Par exemple, la loi de Biot-Willis-
Nur-Byerlee et la loi de Tinc. Ces lois sont décrites en détail dans l’article de Garg et Nur 
(1973). Notons que la notion de contrainte effective n’est applicable que pour l’étude du 
comportement global de la roche saturée et qu’elle ne peut, en aucun cas, être confondue avec 
l’état de contrainte réel dans la matrice solide (Cornet, 1977). Notons également que de 
nombreux auteurs se sont intéressés à l’influence qu’a le fluide de saturation dans les milieux 
granulaires saturés sur la localisation des déformations (Rice, 1975 ; Vardoulakis, 1985). Pour 
étudier la bifurcation d’un sol granulaire saturé par l’eau, Vardoulakis (1985), Loret et 
Harireche (1991) ont décrit le comportement du squelette en terme de contrainte effective de 
Terzaghi (1936) par la théorie de l’élastoplasticité pour matériaux sans cohésion, dilatants et 
frottants. Sulem et Vardoulakis (1989) ont modélisé le comportement d’une roche granulaire 
saturée, le grès de Doddington. La loi de Darcy généralisée est utilisée pour modéliser le 
comportement du fluide, le squelette de la roche étant modélisé par la théorie de 
l’élastoplasticité. 
Par ailleurs, il existe, d'un point de vue expérimental, deux types d'essais de compression 
triaxiale qui peuvent être réalisés sur des échantillons saturés, les essais réalisés en conditions 
drainées et les essais réalisés en conditions non drainées. 
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III.4.3/ TESTS DRAINES 
 
III.4.3.1/ DEFINITION 
 
Dans le cas où les pores contenant le fluide sont interconnectés, la pression de pore du fluide 
peut être changée ou contrôlée en introduisant ou en retirant le fluide. Cela est possible en 
connectant l'échantillon à une source de pression externe. La plupart des travaux sur les roches 
ont été réalisés avec une source de pression externe connectée en continu au système de pores 
de la roche, avec le but de maintenir constante la pression de pore. La pression de pore 
appliquée est gardée constante à un niveau choisi, ce qui veut dire que la surpression est 
toujours nulle pendant l’essai. Toutefois, la pression de pore doit toujours être inférieure à la 
pression de confinement exercée par la cellule. Dans le cas contraire, la membrane est détruite 
et les deux fluides de confinement utilisés pour la pression de confinement latérale et la 
pression de pore sont mélangés. Dans ce test, comme l'échantillon  est connecté  de façon 
continu au réservoir de fluide de pore, le seul effet de pression de pore peut être le mouvement 
du fluide à l'intérieur où à l'extérieur de l'échantillon. Ce test est connu en mécanique des sols 
sous l'appellation de « test drainé ». 
 
III.4.3.2/ MODE OPERATOIRE 
 
Au niveau expérimental, des détails importants sur les aspects de saturation des échantillons, 
le contrôle de la pression de pore et la mesure de la quantité de fluide entrant et sortant des 
pores durant le test sont données par Robinson (1959), Heard (1960), Murrell (1965), Donath 
(1966), Neff (1966), Lane (1970), Heck (1972), Rutter (1972, cités par Paterson, 1978), Heck 
(1970, cité par Vutukuri et al., 1974), Handin et al. (1970). 
Il est recommandé dans l'étude expérimentale de tester l'échantillon en condition saturée. 
Avant même la mise en place de l'échantillon dans la cellule triaxiale, ce dernier est saturé le 
plus complètement possible avec de l'eau désaérée. La pré-saturation de l'éprouvette est 
réalisée par évacuation de l'air par simple immersion de l'échantillon dans le fluide à pression 
atmosphérique ou sous vide suivant la porosité et la perméabilité de la roche. Cette opération 
permet de minimiser les difficultés liées à une saturation incomplète. (Neff, 1966 ; Heck, 
1972 ; Rutter 1972). 
La salle doit être climatisée et maintenue à température constante pour éviter une éventuelle 
dilatation de l’air entraînant un changement dans la mesure de la surpression interstitielle. 
Par ailleurs, il est recommandé de traiter et de mesurer indépendamment les deux variables de 
contraintes que sont la pression du fluide de pore et la contrainte macroscopique totale. 
Le système de fluide de pore doit être isolé du système de confinement. Les échantillons 
saturés, une fois mis en place dans la cellule, doivent être testés avec une pression de pores 
contrôlée. Pour que la pression de pore puisse être contrôlée indépendamment, l'échantillon 
doit être isolé par une membrane et le fluide interstitiel doit être introduit par un générateur de 
pression externe indépendant. L'appareil utilisé pour générer les pressions de pore est 
généralement très similaire à celui utilisé pour générer des pressions de confinement. 
Souvent, les pressions de pores sont considérablement plus petites que les pressions de 
confinement. On n'a donc pas toujours besoin d'un générateur aussi puissant que celui utilisé 
pour la pression de confinement. Cependant , il reste le problème fréquent d'atteindre 
l'équilibre de la pression de pore à travers l'échantillon quand la perméabilité est faible. La 
période de temps requise pour obtenir une pression d'équilibre à l'intérieur de l'espace poreux 
de la roche est d'autant plus longue que la roche a une faible perméabilité. Connecter un 
système de pompage séparé pour le contrôle de la pression de pore à chacune des deux 
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extrémités de l'échantillon est une solution souvent proposée pour résoudre ce problème. 
(Robinson, 1959 ; Murrell, 1965 ; Neff, 1966 ; Heck, 1972). 
Il est souvent conseillé également d'interposer une pierre poreuse entre l'échantillon et les 
plateaux d’extrémités pour avoir une meilleure distribution dans l'accès du fluide de pore à 
l'échantillon et pour réduire la période de temps requise pour obtenir une pression d'équilibre. 
Cependant, dans le cas de roches dures, il est difficile de trouver un matériau pour la pierre 
poreuse qui a en même temps une résistance et une perméabilité adéquates. 
Une pression de pore est donc appliquée à l'échantillon au niveau des deux extrémités. Cette 
pression de pore est appliquée à travers des trous existants dans les plateaux de chargement. 
Les pièces en extrémités sont faites de façon à donner accès à un fluide de pores et à permettre 
le contrôle et la mesure de sa pression. Quand l'échantillon est chargé axialement, avec le 
système de pression de pore fermé, la pression de pore induite est mesurée. 
Avant que le test ne commence, Heck (1970) suggère d'appliquer une contre-pression sur 
l'échantillon dans l'appareil triaxial pour dissoudre les bulles d'air restantes et obtenir 
finalement une saturation complète. Si le fluide de pore est injecté sous pression à une 
extrémité de l'échantillon et si le volume du réservoir connecté à l'autre extrémité de 
l'échantillon est gardé constante, les pressions aux deux extrémités de l'échantillon atteindra 
l'équilibre quand l'espace poreux sera complètement saturé. Des capteurs de pression localisés 
au niveau des deux systèmes de pression de pore sont utilisés pour identifier quand l'équilibre 
est atteint. La saturation complète peut également être vérifiée en observant l'augmentation 
incrémentale dans la pression de pore qui se produit comme résultat d'une augmentation 
correspondante dans la chambre de confinement. Quand les deux sont égales, l'échantillon de 
roche est complètement saturé. 
Notons que l'avantage d'avoir des systèmes de pression de pore contrôlés indépendamment, 
connectés à chaque extrémité de l'échantillon est que l'appareil de test triaxial peut aussi être 
utilisé pour des tests de conductivité hydraulique (Elliott,1993). 
 
III.4.3.3/ APPLICABILITE DE LA LOI DE CONTRAINTE EFFECTIVE DE 
TERZAGHI 
 
En pratique, la loi  de contrainte effective de Terzaghi est vérifiée si la contrainte déviatorique 
à la rupture (résistance au pic) est approximativement la même pour une même pression de 
confinement effective. Cette dernière étant considérée et calculée comme étant la pression de 
confinement totale moins la pression de pore (α = 1). Notons qu’une part importante des 
exemples cités ci-dessous a été collectée dans deux ouvrages: (Vutukuri et al., 1974) et 
(Paterson, 1978). Un grand nombre de travaux expérimentaux (Robinson, 1959 ; Serdengecti 
et Boozer, 1961 ; Murrel, 1965 ; Dunn et al., 1973 ; Byerlee, 1975 ; Gowd et Rummel, 1977, 
cités par Paterson, 1978 et Vutukuri et al., 1974 ; Schwartz, 1964 ; Aldrich, 1969, cités par 
Vutukuri et al., 1974 ; Handin et al., 1963) montre la bonne approximation de la loi de 
contrainte effective de Terzaghi gouvernant la rupture en cisaillement d'une grande variété de 
roches, dont le grès, le calcaire, la dolomite et l'argile. Robinson (1959) étudia l'effet de la 
pression de pore sur des échantillons de calcaire, de grès et d'argile. Il testa des échantillons 
cylindriques (de 1,91 cm de diamètre et de 3,81 cm de longueur) avec un taux de déformation 
constant de 0,038 mm/s. Il trouva que la contrainte maximale (yield strength), représentant la 
contrainte à laquelle une augmentation de la déformation ne produit pas une augmentation en 
contrainte, augmente quand la pression de pore décroît (figures 3.4.1, 3.4.2). 
 
 
Figure 3.4.1 : Effet de la pression de confinement sur la contrainte de pic du calcaire, du grès et du marbre. 
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La contrainte maximale augmente quand la pression de pore décroît. Bonne approximation de la loi de contrainte 
effective de Terzaghi gouvernant la rupture en cisaillement des roches testées. (d’après Robinson, 1959). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.4.2 : A gauche : effet de la pression de confinement sur la contrainte de pic du calcaire d’Indiana. A 
droite : effet de la pression de pore (donnée en MPa) sur la courbe contrainte-déformation d’un calcaire testé à 
une pression de confinement constante de 69 MPa. (d’après Robinson, 1959). 
 
A partir de ces essais, il trouva que quand la pression de confinement et la pression de pore 
sont presque égales, une petite décroissance dans la pression  de pore résulte en une grande 
augmentation de la contrainte de pic. Ces résultats prouvent que la résistance des roches 
poreuses est une fonction de la pression de confinement effective (qui est égale à la pression 
de confinement moins la pression de pore). Pour une pression de confinement donnée, quand 
la pression de pore augmente, la résistance diminue. 
Serdengecti et Boozer (1961) ont exécuté de nombreux tests sur différentes roches pour 
étudier l'effet de la pression de pore sur la résistance triaxiale. Ils ont trouvé que la résistance 
d'écoulement (yield strength) est une fonction de la pression de confinement effective plutôt 
que des valeurs absolues de la pression de confinement et de la pression interstitielle. 
Handin et al. (1963) ont testé le grès de Berea, le calcaire de Marianna, une dolomite de 
Hasmark et un argile. En compression triaxiale avec des pressions de confinement externes et 
des pressions de pores internes allant jusqu'à 200 MPa qui sont appliquées et mesurées 
indépendamment. Ils ont obtenu que la résistance ultime des roches poreuses dépend de la 
pression de confinement effective, la différence entre les pressions externes et internes. Quand 
le fluide de pore est chimiquement inerte, la perméabilité est suffisante pour assurer une 
pénétration et une distribution de pression uniforme. 
La configuration des espaces de pore est telle que la pression interstitielle hydrostatique 
(neutre) est transmise complètement partout dans le squelette solide. Un résultat typique est 
donné ci-dessous (figure 3.4.3) : 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.4.3 : Résistance compressive ultime du grès de Berea à 2 kilobars de pression de confinement, fonction 
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de la pression de pore et de la pression de confinement effective. (d’après Handin et al., 1963). 
 
Schwartz (1964) étudia l'effet de la pression de pore sur la résistance triaxiale de calcaire et de 
grès. Le rapport de vide (void ratio) des échantillons de calcaire et de grès est 
approximativement de 0,2. Ces deux roches sont très poreuses. Les tests ont été réalisé avec 
des pressions de pores de 6.9 MPa, 29.7 MPa et 34,5 MPa. La contrainte déviatorique 
maximale ( σ1 - σ3 ) est comparée à la résistance moyenne des échantillons secs qui sont 
confinés avec une pression égale à la différence entre les pressions de pores et de confinement 
appliqués aux échantillons saturés. 
Les résultats indiquent que la résistance des roches poreuses est la même, testé en conditions 
sec ou saturé, quand on utilise pour la comparaison le concept de la pression de confinement 
effective (figure 3.4.4 à gauche). 
Murrell (1965) étudia également l'influence de la pression de pore sur la contrainte 
déviatorique à la rupture dans les tests de compression triaxiale à différentes pression de 
confinement pour un grès de 21% de porosité, montrant une bonne conformité avec la loi de 
contrainte effective de Terzaghi. Les lignes discontinues correspondent aux lignes de pression 
effective constante, σ3 – u (figure 3.4.4 à droite) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.4.4 : A gauche : tests de pression de pore pour le grès de Pottsville. (d’après Schwartz, 1964). A droite : 
influence de la pression de pore sur la contrainte déviatorique à la rupture dans les tests de compression triaxiale 
à différentes pression de confinement pour un grès de 21% de porosité. (d’après Murrell, 1965). 
 
Aldrich (1969) étudia les effets de la pression de pore dans le grès de Berea déformé à 
température ambiante et à pression de confinement effective allant de 0 à 55,2 MPa. Mise à 
part les tests « drainés », plusieurs tests sont également réalisés sur des échantillons secs. Les 
tests drainés montrent que la théorie de contrainte effective est applicable au grès de Berea et 
que les échantillons saturés sont approximativement 11% plus faible que les échantillons secs 
et cela à tous les niveaux de pression (figure 3.4.5). 
 
 
Figure 3.4.5 : Comparaison de tests drainés sur le grès de Berea à pressions de confinement effectives égales. 
(d’après Aldrich, 1969). 
III.4.3.4/ LIMITES DE LA LOI DE CONTRAINTE EFFECTIVE DE TERZAGHI 
 
La loi de contrainte effective de Terzaghi n'est pas toujours vérifiée. Par exemple, Schwartz 
(1964) étudia l'effet de la pression de pore sur la résistance triaxiale du granite et du marbre. 
Le rapport de vide (void ratio) des échantillons de granite et de marbre est 
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d'approximativement 0,02. Les deux roches sont donc peu poreuses. Les tests ont été réalisé 
avec des pressions de pores de 6.9 MPa, 20.7 MPa et 34,5 MPa. La contrainte déviatorique 
maximale (σ1- σ3 ) est comparée à la résistance moyenne des échantillons secs qui sont 
confinés avec une pression égale à la différence entre les pressions de pores et de confinement 
appliquées aux échantillons saturés. La résistance de ces roches peu poreuses ne montre pas 
de corrélation avec la pression de confinement effective. 
Brace et Martin (1968, cité par Paterson, 1978 et Vutukuri et al., 1974 ) ont réalisé des 
expériences triaxiales sur une variété de roches de faibles porosités, du grès de porosité 2,6 % 
et du granite de Westerly de porosité 0,7 % à des taux de déformation allant de 10-3 à 10-7/ s. 
Les essais sont réalisés d'une part à pression de pore nulle et 156 MPa de pression de 
confinement, d'autre part à pression de pore de 156 MPa et 312 MPa de pression de 
confinement. La pression effective conventionnelle est donc dans les deux cas de 156 Mpa 
(figure 3.4.6). 
 
Figure 3.4.6 : A gauche : tests de pression de pore pour un granite. (d’après Schwartz, 1964). A droite : étude de 
l’influence du taux de déformation : essais réalisés d'une part à pression de pore nulle et 156 MPa de pression de 
confinement, d'autre part à pression de pore de 156 MPa et 312 MPa de pression de confinement. (d’après Brace 
et Martin, 1968). 
 
Les résultats montrent que quand le taux de déformation est réduit à 10-7 s-1, la loi de 
contrainte effective de Terzaghi est clairement  vérifiée. Ce taux de déformation est appelé 
taux de déformation critique. Les différences apparentes par rapport à la loi de Terzaghi 
observées à de plus grands taux de déformation sont indépendantes de la nature chimique des 
fluides (eau, acétone), à condition que les viscosités soient similaires. Dans le cas où l'eau est 
utilisée comme fluides de pore, le taux de déformation critique est de 10-4 s -1. Dans le cas où 
le silicone est utilisé comme fluide de pore, de viscosité trois fois plus grande, le taux de 
déformation critique est de 10-7 s -1 . Pour les échantillons cylindriques de granite de plusieurs 
centimètres de long, dans le cas où l'eau est utilisée comme fluide de pore, le taux de 
déformation critique était de 10-7 s -1. Dans les expériences à des taux de chargement plus 
grand que la valeur critique, la roche était 50 % plus résistante qu'à pression nulle. 
Finalement, la comparaison des résistances à la rupture à différentes pressions de pores révèle 
que la loi de contrainte effective est vérifiée pour ces roches seulement quand le taux de 
chargement est inférieur à une valeur critique qui dépend de la perméabilité de la roche, de la 
viscosité du fluide de pore et de la géométrie de l'échantillon. 
En résumé, la loi de contrainte effective de Terzaghi est vérifiée si les propriétés mécaniques 
importantes (résistance et ductilité) sont fonctions des contraintes effectives conventionnelles. 
Les propriétés mécaniques et les mécanismes de rupture sont identiques à des pressions 
effectives similaires. Dans ce cas, une augmentation de la surpression du fluide interstitiel, 
dite pression de pore, fait diminuer la résistance de rupture et la ductilité. Toutefois, l'effet de 
la pression de pore dépend de la porosité de l'échantillon , de la viscosité du fluide de pore, de 
la taille de l'échantillon et du taux de déformation. Le développement des ruptures fragiles ne 
dépend que de l’état de contrainte (σ - u1) si la pression interstitielle ne génère pas de 
concentrations de contraintes (espace de pores entièrement interconnecté, matériau 
relativement homogène) et ne modifie pas le comportement rhéologique de la matrice solide 
(évolution d’un comportement fragile vers un comportement ductile) quand la pression 
hydrostatique augmente (Cornet, 1977). 
Le concept de pression effective est valide à condition que: 
 
- L’espace poreux de la roche est connecté. 
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Cette configuration assure que la pression de pore est transmise complètement à la phase 
solide. 
 
- Le taux de déformation ou de chargement est plus faible qu'une valeur critique. Lorsqu'il y a 
création d'espace vide comme par exemple lors de l'initiation et de la propagation de fissures 
dans une roche, cela nécessite un apport en eau pour maintenir une pression interstitielle 
constante et homogène (Brace et Martin, 1968), la vitesse de déformation joue alors un rôle 
important. Le taux de déformation ou de chargement doit être plus faible qu'une valeur 
critique qui dépend de la perméabilité de la roche, de la viscosité du fluide de pore et de la 
géométrie de l'échantillon. La roche doit être suffisamment poreuse et perméable. 
La perméabilité doit être suffisante pour permettre au fluide interstitielle de pénétrer et de 
circuler dans l'échantillon, d'entrer et de sortir de la roche durant la déformation pour que la 
pression de pore reste constante et uniforme partout dans l'échantillon. Pendant que le 
matériau se déforme, l'espace des pores subit des transformations sur sa répartition dans le 
matériau et sur son volume général. L'eau qui s'y trouve, si elle n'a pas le temps de circuler du 
fait par exemple de la faible perméabilité du matériau, peut se trouver en surpression ou sous-
pression. Si la roche est peu poreuse et imperméable, même partiellement au fluide, la 
pression du fluide interstitielle n'est pas uniforme dans l'échantillon, la résistance et les 
propriétés de rupture peuvent être très différentes. 
En fait, il y a des difficultés considérables autant théoriques qu'expérimentales, venant du 
manque de connaissance sur la nature des fissures et des pores dans les roches. 
Dans les roches de faibles porosités, il est extrêmement difficile d'être certain de l'uniformité 
de la pression dans tout l'échantillon. 
 
- Le fluide interstitiel est inerte relativement aux constituants minéraux de la roche. Les effets 
de la pression de pore sont alors purement mécaniques. 
Boozer et al. (1962, cités par Vutukuri et al., 1974), en plus de l'étude de l'effet de la pression 
de fluides de pore sur la résistance des roches sous compression triaxiale, ont étudié les effets 
chimiques des fluides (absorption,etc...). Ils ont observé que les fluides interstitiels 
chimiquement actifs (eau, acide oléique), à travers des processus physico-chimiques ou autres, 
indépendants de la pression de pore appliquée, conduisent à une fragilisation de la roche, qui 
se traduit par une diminution substantielle des résistances en compression des roches par 
rapport aux valeurs obtenues quand des échantillons similaires saturés avec un fluide inactif 
sont testés dans les mêmes conditions. 
Ballivy et al. (1992, cités par Bésuelle, 1999)  mesurent une chute de 15 % sur un granite et de 
40 % sur un calcaire, entre l'état sec et l'état saturé, Coquard et Boistelle (1994, cités par 
Bésuelle, 1999) de 50% sur un plâtre avec 2% de teneur en eau. 
Robinson (1967, cité par Vutukuri et al., 1974) a observé que le citrate sodium fait décroître le 
calcaire de l'Indiana de 110,3 à 82,7 MPa. 
Spetzler et al. (1981, cités par Bésuelle, 1999) constate une chute de 30% de la résistance sur 
un pyrophyllite. 
Sulem et al. (1995), Papamichos et al. (2000) ont testé des échantillons de grès rouge de 
Wildmoor saturés à l’huile de pétrole et à la saumure KCL. Ils ont étudié l’influence du fluide 
de saturation sur les propriétés mécaniques du grès. La saturation avec des échantillons saturés 
à l’huile de pétrole n’a pas un effet significatif sur la résistance, l’angle de frottement au pic et 
la cohésion. En revanche, la saturation de l’échantillon avec 10% de saumure KCL réduit le 
module élastique de cisaillement. En ce qui concerne les propriétés plastiques, l’angle de 
frottement mobilisé n’est pas vraiment affecté par la saturation, cependant la cohésion du 
matériau saturé au KCL diminue sensiblement. La résistance diminue également, 
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d’approximativement 43 %, à 6.44 MPa. Cela est dû à cette dégradation et à cette baisse de la 
cohésion, elle-même due à la fragilisation des liens de la sméctite présente dans la structure du 
grès rouge de Wildmoor. Les liens de sméctite se relâchent par la présence de saumure, ce qui 
se reflète macroscopiquement dans la dégradation de la cohésion. 
Le fluide se trouvant dans les pores de la roche peut donc avoir un effet autant mécanique que 
chimique. Notons que l'effet mécanique est également considérable dans les roches non-
saturées, lorsqu'il existe plusieurs fluides différents en présence comme par exemple en 
mécanique des roches pétrolières. La formation de ménisques capillaires dans une porosité 
très fine, entre les deux fluides et le squelette, provoque un phénomène de succion pouvant 
dépasser le MPa. (Delage et Graham, 1996). Bésuelle (1999) fait remarquer que l'eau peut 
avoir un effet physico-mécanique. La présence de l'eau autour des cristaux diminue l'énergie 
libre de surface d'une roche. Elle diminue de ce fait la résistance à la propagation des fissures. 
(Morlier, 1970, cité par Bésuelle, 1999), tel que le prévoit la théorie de Griffith modifiée. 
Par ailleurs, Lade et De Boer (1997) ont montré que le principe de contrainte effective 
proposé par Terzaghi s’applique bien pour des niveaux de contrainte rencontrées dans la 
plupart des applications géotechniques, mais des écarts significatifs se produisent quand les 
contraintes sont très élevées. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.4.3.5/ TESTS DRAINES SIMULES 
 
III.4.3.5.1/ Principe du test drainé simulé 
 
Rappelons que dans un « vrai » test drainé, une source de pression externe est connectée en 
continu au système de pores de l'échantillon de roche. Comme l'échantillon est connecté de 
façon continu au réservoir de fluide de pore, le seul effet de pression de pore peut être le 
mouvement du fluide à l'intérieur et à l'extérieur de l'échantillon. Dans un « vrai » test drainé, 
la pression de pore appliquée est maintenue constante à un niveau choisi. On appelle « test 
drainé simulé » le cas particulier où la constante correspondant à la pression de pore est nulle. 
En fait, on choisit que la pression de pore soit maintenue à zéro pour une raison purement 
pratique. En effet, il n'est nul besoin dans ce cas d'avoir une source de pression externe. Ce qui 
simplifie le mode opératoire expérimental et facilite la réalisation de l'essai. Si aucune source 
de pression externe n'est effectivement utilisée et si l'échantillon est saturé de façon 
incomplète, alors la pression de pore doit rester en principe nulle. On sature donc l'échantillon 
le plus complètement possible avant de commencer l'essai : l’échantillon de roche est placé 
avant essai dans une cloche à vide. Une fois que le vide est effectué dans l’enceinte de la 
cloche, on remplit cette dernière avec de l’eau du robinet ou de préférence de l’eau désaérée. 
On réeffectue à nouveau le vide dans la cloche. L’échantillon saturé d’eau est ensuite retiré de 
la cloche et testé. Comme on n’utilise pas de source de pression externe, la saturation de 
l'échantillon ne peut pas atteindre son niveau optimal, cette dernière reste alors incomplète. 
Dans ce cas, le fluide peut circuler librement dans l'échantillon et la pression de pore reste 
nulle pendant tout l'essai. Ce qui fait qu’en accord avec la notion classique de contrainte 
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effective, on ne doit pas en principe observer de différences au niveau du pic de résistance par 
rapport au cas d’un échantillon sec. De la même façon, les courbes contraintes-déformations 
doivent rester inchangées. Dans le cas contraire où le pic obtenu est plus faible et si les 
facteurs physico-chimiques sont écartés, on doit remettre en cause le principe même de la 
simulation du test drainé. 
 
III.4.3.5.2/ Evaluation du pourcentage de saturation 
 
On définit le pourcentage de saturation comme suit: 
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La masse théorique d'un échantillon d’élancement 1,5 complètement saturé est calculée 
comme suit: 
masse saturée théorique - masse sèche = masse d'eau dans les pores de l'échantillon  
                                                            = ρeau × volume d’eau dans les pores de l'échantillon  
                                                        = ρeau × volume des pores de l'échantillon  
                                                   = ρeau × [volume total de l'échantillon - volume de la matière ]  

                                             = ρeau × [πφ2
h mmatière

matière4
−

ρ  ]  =  ρeau × [πφ2
h méchantillon

absolue4
− .sec

ρ ]. 

Sachant que la masse volumique de l’eau est de ρeau = 1 Kg / l = 1 g / cm3 , le diamètre de 
l’échantillon est de φ = 4 cm, la hauteur est de h = 6 cm et la masse volumique absolue de 
l’échantillon est de ρabs = 2.65 g/cm3 , on calcule alors la masse théorique d’un échantillon 
complètement saturé: 
masse théorique d’un échantillon saturé (g) = [masse sèche (g) × 0.62] + 75.36 (g) 
 
III.4.3.5.3/ Techniques de saturation 
 
Pour les tests de vitesse de saturation, on a utilisé des échantillons d’élancement 1,5. 
Pour des échantillons de porosité comprise entre 14 et 15 %, la saturation sans avoir recours à 
une cloche à vide mène le premier jour à un pourcentage de saturation d'environ 55 %. Pour 
des échantillons de porosité comprise entre 21 et 22 %, la saturation à l’air libre mène le 
premier jour à un pourcentage de saturation d'environ 75 %. Les jours suivants, ce 
pourcentage de saturation augmente au maximum jusqu'à environ respectivement 57 % et 78 
%. Le pourcentage de saturation semble ensuite stagner à ces valeurs. Le pourcentage de 
saturation semble stagner à une valeur correspondant à une saturation incomplète et cela quel 
que soit le temps de saturation. Cela est dû au fait que lors de la saturation, l'air reste 
emprisonnée dans l'échantillon. 
Pour les échantillons de porosité comprise entre 14 et 15 %, la saturation sous cloche à vide 
mène dès le premier jour à un pourcentage de saturation de l'ordre de 96 %. Les jours 
suivants, le pourcentage de saturation semble stagner à cette valeur. 
Pour les échantillons de porosité comprise entre 21 et 22 %, la saturation sous vide mène de 
façon instantanée à un pourcentage de saturation de 95 %. 
En conclusion de l’étude de comparaison des différentes techniques de saturation, la technique 
de saturation sous vide semble la plus efficace dans le sens où elle est la plus rapide. 
 
III.4.3.5.4/ Choix de pourcentage de saturation optimal 
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Des essais sont réalisés sur des échantillons saturés en conditions drainées simulées. Les 
échantillons sont de porosité comprise entre 21 et 22 %. Le problème dans les essais drainés 
simulés réside dans le choix du pourcentage de saturation optimal des échantillons à tester. 
Au niveau du choix du pourcentage de saturation, deux possibilités s'offrent à nous : 
La saturation sans avoir recours à une cloche à vide permet d'obtenir des échantillons saturés à 
environ 75 %. Cette technique à l'avantage d'être plus pratique pour l'opérateur, ce dernier doit 
simplement plonger l'échantillon dans un bassin d'eau. 
La technique de saturation sous vide permet d’obtenir des échantillons saturés à 95 %. 
L'inconvénient de la saturation à l’air libre réside dans le fait qu'on n’est pas certain que l'eau 
a pénétré tout l'échantillon et que la saturation soit uniforme. Finalement, nous avons choisi de 
réaliser les essais en conditions drainées simulées sur des échantillons saturés à 95 %. 
 
III.4.3.5.5/ Conclusion 
 
Le but des tests drainés simulés est d’une part d’étudier l’effet physico-chimique de l’eau sur 
le grès de Fontainebleau, d’autre part vérifier si la loi de contrainte effective de Terzaghi 
s’applique bien. Dans le cas du test drainé simulé, on n’observe pas de différences au niveau 
du pic de résistance par rapport au cas d’un échantillon sec. De la même façon, les courbes 
contraintes-déformations restent inchangées (figures 3.5.3 – 3.5.7). Ce qui fait qu’en accord 
avec la notion classique de contrainte effective, d’une part le fluide circule librement dans 
l'échantillon et la pression de pore reste nulle pendant tout l'essai, d’autre part l’eau est inerte 
par rapport à la roche testée. 
 
 
 
III.4.4/ TESTS NON DRAINES 
 
 
III.4.4.1/ DEFINITION 
 
Ce test a été beaucoup moins pratiqué que le test drainé. (Neff, 1966 ; Aldrich, 1969 ; Heck, 
1972 ; Lane, 1970 ; Ismail et Murrell, 1976, cités par Paterson, 1978 et Vutukuri et al., 1974). 
Pourtant, c'est un test qui est mécaniquement beaucoup plus intéressant que le test drainé. 
Comme l'a souligné Frank (1965, 1966, cité par Paterson, 1978), ce test est extrêmement 
intéressant parce qu'il permet de comprendre des aspects importants liés aux mécanismes et à 
la prédiction de tremblements de terre. (Nur, 1972 ; Scholz et al., 1973, cités par Paterson, 
1978). 
Après que l'échantillon soit saturé complètement, ce dernier est isolé du réservoir. La quantité 
de fluide dans l'échantillon est donc gardée constante durant le test. La pression de pore 
appliquée fluctue librement durant le chargement, tout changement dans  le volume de pores 
sera probablement accompagné par des changements significatifs dans la perméabilité. Par 
conséquent, tout changement dans la porosité accompagnant la déformation durant un essai 
impliquera un changement (qui peut être considérable) de la pression du fluide de pore. 
Notons que des changements induits dans la pression de pore similaire à ceux dans les tests 
non drainés peuvent aussi être attendu dans les tests drainés quand la perméabilité est 
insuffisante pour maintenir l'équilibre entre la pression dans les pores et dans le réservoir, 
quand le taux de déformation est au dessus du taux de déformation critique défini par Brace et 
Martin (1968). 
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III.4.4.2/ ETUDES EXISTANTES 
 
Comme nous l’avons déjà fait remarquer, ce test a été beaucoup moins pratiqué que le test 
drainé. Heck (1972) a étudié le changement de la pression de pore avec l'application d'une 
contrainte déviatorique sur du grès de Berea de porosité de 18 % à 14 MPa de pression de 
confinement et 7 MPa de pression de pore initiale (figure 3.4.7). 
 
 
Figure 3.4.7 : Changement de la pression de pore avec l'application d'une contrainte déviatorique sur du grès de 
Berea de porosité de 18% à 14 MPa de pression de confinement et 7 MPa de pression de pore initiale. (d’après 
Heck,1972), (cité par Paterson, 1978). 
  
Aldrich (1969) étudia les effets de la pression de pore dans les grès de Berea déformé a 
température ambiante et à pression de confinement effective allant de 0 à 55,2 MPa. Plusieurs 
tests ont été réalisés sur des échantillons secs et saturés en conditions non drainées. 
La résistance à la rupture d'un test sur un échantillon non drainé est contrôlée par la pression 
de confinement effective à la rupture et l'augmentation de l’amplitude de la pression de pore 
dans l'échantillon est gouvernée par la pression de confinement effective initiale. 
Par ailleurs, comme le fait remarquer Rice (1975, cité par Oulahna, 1996), une roche fissurée 
a tendance à se dilater lorsque sa déformation devient plastique proche de la rupture (figure 
3.4.8). Comme l’a noté Oulahna (1996), quand la roche est saturée par un fluide en condition 
non drainée, la résistance du matériau a tendance à augmenter car le module d’écrouissage H a 
augmenté de µβM, µ étant le coefficient de frottement, β le coefficient de dilatance et M le 
module élastique de compression. Si µβM est suffisamment grand, la courbe contrainte-
déformation en condition non drainée continue à augmenter jusqu’à ce que H devienne 
négatif. 
 
 
Figure 3.4.8 : Comparaison des courbes contraintes-déformations en conditions drainées et non drainées. (d’après 
Rice, 1975). 
 
III.4.4.3/ MODIFICATION DE LA CELLULE DE TYPE HOEK 
 
Nous proposons une modification de la cellule de type Hoek pour pouvoir réaliser des essais 
en conditions non drainées. Il est évident que la cellule modifiée peut également servir pour 
réaliser des essais en conditions drainées « vrais » (non simulés). Tout d’abord, l’échantillon 
saturé doit être pendant l’essai dans une enceinte remplie d’eau et sous pression. Cette 
enceinte ainsi que l’échantillon de roche sont à l’intérieur de la membrane correspondant à la 
cellule de type Hoek. Pour que l’eau se trouvant dans cette enceinte soit sous pression, il faut 
un générateur de pression externe. Ce générateur de pression est relié à la base inférieure de la 
cellule. Les poussoirs cylindriques de la cellule sont perforés parallèlement à leur axe pour 
permettre le passage de l’eau à l’intérieur de la cellule et à travers l’échantillon. L’arrivée 
d’eau se fait par la base inférieure de la cellule. De façon symétrique, il existe une sortie 
possible de l’eau par la base supérieure de la cellule. On a donc un circuit d’eau avec une 
arrivée et une sortie. On place au niveau du conduit relié à la base inférieure de la cellule un 
générateur de pression, une pompe manuelle, un robinet et un capteur de pression. Ce capteur 
donne une mesure globale de la surpression interstitielle. Au niveau du conduit relié à la base 
supérieure de la cellule, on place un capteur de pression et un robinet ou un bouchon. Par 
ailleurs, il existe des joints au niveau des couvercles et entourant les poussoirs. Ces joints ont 
pour but d’assurer l’étanchéité du système, en particulier d’éviter une fuite d’eau entre la 
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membrane et les poussoirs. Un problème important à résoudre est le passage des fils 
électriques des jauges placées sur l’échantillon. Sur la cellule d’origine, de simples rainures ou 
stries sur la surface latérale des poussoirs permettent le passage des fils électriques. Cette 
solution n’est plus possible dans le cas où il existe un joint entourant le poussoir. La présence 
d’une strie rend inefficace l’action d’étanchéité du joint. Il faut donc créer un passage de fil de 
connexion des jauges qui soit à l’intérieur des poussoirs cylindriques et non plus simplement à 
la surface. Ce passage ne doit pas d’autre part déboucher sur le côté, sinon lors du montage de 
la cellule, l’opérateur sera gêné par la sortie des fils de jauges et ne pourra pas introduire le 
couvercle de la cellule. Par ailleurs, lors de la première utilisation de la cellule, on fait 
introduire des fils électriques au niveau du passage. Ces fils sont introduits définitivement 
dans les poussoirs. Les trous à l’intérieur de ces passages sont ensuite étanchés avec une 
résine de type Araldite. La sortie des fils électriques se trouvant à l’extérieur de la cellule est 
relié à une boîte d’acquisition de données. L’autre sortie des fils électriques se trouvant à 
l’intérieur de la cellule est relié par soudure aux fils électriques des jauges placées sur 
l’échantillon. Comme cette soudure est en contact pendant l’essai avec l’eau, on doit avant 
essai la couvrir de résine époxy. Concernant la procédure expérimentale, les conseils et 
suggestions donnés en détail pour le cas de l’essai réalisé en conditions drainées restent 
valables ici. On propose par ailleurs d’utiliser initialement une pompe à main (ou sinon un 
générateur de pression) pour monter par exemple la pression à 5 bars au niveau de la base 
inférieure de la cellule. L’opérateur doit ensuite attendre la sortie de l’eau au niveau de la base 
supérieure, que les bulles d’air soient complètement chassées et que le débit de l’eau sortant 
soit important. Une fois la purge finie, l’opérateur doit fermer le robinet au niveau de la base 
supérieure. Ensuite, au niveau de la base inférieure, l’opérateur doit monter graduellement la 
pression avec le générateur. On monte donc la pression à une valeur choisie, par exemple 50 
bars. On attend ensuite que la pression affichée du capteur relié à la base supérieure atteigne 
cette valeur. Une fois que la pression est stabilisée et qu’elle a atteint la valeur d’équilibre, on 
ferme le robinet de la base inférieure. On obtient alors un circuit d’eau fermé dans lequel se 
trouve l’échantillon et qui est mis sous pression à la valeur de pression désirée. Quand l’essai 
est en cours, la pression interstitielle fluctue librement et on peut enregistrer à tout moment la 
valeur correspondante grâce aux deux capteurs se trouvant au niveau des bases inférieure et 
supérieure de la cellule. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.4.9 : Plan détaillé de la cellule de type Hoek modifiée  
(conçue au LCPC par Amine El Bied, Erik Merliot et Jean Sulem). 
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III.5/ INTERPRETATION DES COURBES EFFORT-
DEFORMATION SUR LE GRES DE FONTAINEBLEAU 
 
III.5.1/ PRESENTATION DES ESSAIS REALISES 
 
Après que les conditions d'essais aient été étudiées et optimisées (voir tableau dans  
III.3.4.4.2), des essais de compression simple et triaxiale en conditions axisymétriques ont été 
réalisés (figures 3.5.1, 3.5.2). Ces essais ont été effectués en conditions lubrifiées sur des 
échantillons d'élancement 1,5. En plus du lubrifiant (acide stéarique), une protection 
imperméabilisante en latex est utilisée pour éviter le phénomène d’intrusion. Le but de ces 
essais est de caractériser le comportement mécanique du grès de Fontainebleau dans sa phase 
de déformation homogène (étalonnage de la loi de comportement) et dans la phase post-
localisation (évaluation des caractéristiques des bandes de localisation) (figures 3.5.1, 3.5.2). 
Différentes conditions d'essais sont étudiées: matériau sec et matériau saturé en conditions 
drainées. Les échantillons provenant d'une roche mère notée K ont une porosité comprise 
entre 21 et 22 %. Les essais ont été effectués à température ambiante (20°C). Les essais ont 
été effectués sous chargement monotone et cyclique sous différentes pressions de 
confinement: 0, 7, 14, 28 et 42 MPa. 
Le choix de la vitesse de contrôle est inspiré de l’article de Papamichos et al. (2000).            
La valeur du taux de déformation axiale choisi est fixé à: 
ε
.
 = 0,3 millidéformation / min = 5 × 10-6 déformations / s = 5 microdéformations / s. 

Précisons que les vitesses de déformation (microdéformation / s) sont des valeurs nominales 
puisqu’elles sont calculées par rapport aux dimensions initiales de l’échantillon. En revanche, 
les vitesses de déplacement sont indépendantes des dimensions initiales de l’échantillon. 
Dans le cas d’un échantillon cylindrique de hauteur h et d’élancement h/d, le taux de 
déplacement correspondant à ce taux de déformation est donné ci-dessous: 
h = 60 mm  (h/d = 1,5): ∆ l

.
 = 0,0003 mm / s = 0,3 µm / s. 

h = 80 mm  (h/d = 2): ∆ l
.
= 0,0004 mm / s. 

h = 40 mm  (h/d = 1): ∆ l
.
 = 0,0002 mm / s. 

On choisit également en contrôle de force un taux de chargement de F
.

 = 0,1 kN / s. 
On a utilisé des vitesses de sollicitations très lentes afin de respecter les conditions de 
sollicitation quasi-statique ainsi que les conditions de drainage de l’échantillon en cas de 
saturation. 
Il est important de noter qu’un essai de compression triaxiale avec une pression de 
confinement de 14 MPa a été réalisé avec une vitesse de chargement dix fois plus faible. Cet 
essai avait pour but de détecter une éventuelle influence de la vitesse de contrôle qui pourrait 
être due à un comportement visqueux du matériau. Cet essai a été comparé quant aux mesures 
de déformations radiales et axiales avec l’essai correspondant effectué à la vitesse de contrôle 
choisi initialement. Aucune différence notable n’a été observée dans la phase pré-rupture, ce 
qui est en accord avec les observations expérimentales de Peng (1973). 
Les essais réalisés dans le but de caractériser le comportement mécanique de la roche sont 
présentés sur le tableau 3.5.1 : 
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numéro de l'essai  

pression de 
confinement 
(MPa)  

 
monotone ou cyclique 

 
sec ou saturé drainé 

k89, k79 0 monotone sec 
k17, k73 7 monotone sec 
k48, k2 14 monotone sec 
k62, k31 28 monotone sec 
k11 42 monotone sec 
k92, k35 0 cyclique sec 
k72 7 cyclique sec 
k38 14 cyclique sec 
k47 28 cyclique sec 
k99 42 cyclique sec 
k80, k14, k44, k78 0 monotone saturé 
k12 14 monotone saturé 
k36 28 monotone saturé 
k100 42 monotone saturé 
k32 0 cyclique saturé 
k1 14 cyclique saturé 
k25 28 cyclique saturé 
 
Tableau 3.5.1 : Essais triaxiaux sur la roche K sèche ou saturée en conditions lubrifiées avec latex           
(porosité 21 %, vitesse de chargement : 5 microdéformations / s). 
 
Nous avons également réalisé des essais en conditions lubrifiées et non lubrifiées sur des 
échantillons d’élancement 1,5 et de porosité comprise entre 14 et 15 %. Les essais sont 
réalisés en conditions sèches sous différentes pressions de confinement  (tableau 3.5.2). 
 

 
numéro de l'essai 

pression de 
confinement 

(MPa) 

 
Conditions d'interface 

 
monotone ou cyclique 

F26.2 14    non  lubrifié     monotone 
F21.1 0     lubrifié     monotone 
F56.1 7     lubrifié     monotone 
F13.2 14     lubrifié     monotone 

F105.1 35     lubrifié     monotone 
F31.2 0     lubrifié     cyclique 
F26.1 10 lubrifié cyclique 

F105.2 20 lubrifié cyclique 
F28.1 40 lubrifié cyclique 

 
Tableau 3.5.2 : Essais monotones et cycliques, à différentes pressions de confinement, réalisés sur la roche sèche 
F de porosité 15 %. 
 
 
Les figures 3.5.3 – 3.5.8 représentent un ensemble de courbes contraintes - déformations 
axiales, radiales et volumiques correspondant aux essais monotones et cycliques réalisés sur la 
roche K sèche et saturée de porosité 21 % et sur la roche F sèche de porosité 15 %. On peut 
constater très clairement que le pic de résistance de la roche tend à augmenter avec la pression 
de confinement. 
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Figure 3.5.3 : Comparaison des courbes de déformations axiales correspondant à quelques essais monotones 
réalisés sur la roche K de porosité 21 %. 
 
Figure 3.5.4 : Comparaison des courbes de déformations axiales correspondant à quelques essais monotones et 
cycliques réalisés sur la roche K de porosité 21 %. 
 
Figure 3.5.5 : Comparaison des courbes de déformations radiales correspondant à quelques essais monotones 
réalisés sur la roche K de porosité 21 %. 
 
Figure 3.5.6 : Comparaison des courbes de déformations radiales correspondant à quelques essais monotones et 
cycliques réalisés sur la roche K de porosité 21 %. 
 
Figure 3.5.7 : Comparaison des courbes de déformations volumiques correspondant à quelques essais monotones 
réalisés sur la roche K de porosité 21 %. 
 
Figure 3.5.8 : Comparaison des courbes de déformations axiales et radiales correspondant à quelques essais 
monotones réalisés sur la roche F de porosité 15 %. 
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III.5.2/ CORRECTION DES ERREURS DE MESURES 
 
III.5.2.1/ MESURES LOCALES ET MESURES GLOBALES 
 
On appelle mesures « locales » les mesures de capteurs appliqués directement sur 
l’échantillon, soit en un point précis de sa surface (comme la mesure d’une jauge de 
déformation à résistance électrique), soit sur une partie de l’échantillon. La mesure obtenue 
correspond à la déformation propre de l’échantillon. Les mesures « globales » ne sont pas 
appliquées directement sur l’échantillon. Elles intègrent donc, en plus de la déformation 
propre de l’échantillon des déformations supplémentaires qui peuvent masquer le 
comportement réel de l’échantillon. En effet, les mesures globales de déformation axiale sous-
estiment la rigidité vraie de l’échantillon, tandis que les mesures locales permettent d’obtenir 
des déterminations plus précises des déformations axiales et de la rigidité du matériau. Un 
grand nombre de résultats de calculs des déformations axiales de l’échantillon dans les tests 
triaxiaux rapportés dans la littérature sont obtenus en utilisant la technique traditionnelle des 
mesures externes des déplacements. Les erreurs correspondant à ces mesures externes sont 
plus ou moins importantes suivant le cas, ce qui peut expliquer les différences observées dans 
la littérature sur par exemple les valeurs des modules élastiques obtenues à partir d'un même 
type d'essai, mais dans des laboratoires différents, ainsi que les différences importantes 
rapportées entre les mesures de rigidité in situ et en laboratoire (Lacerda, 1985 ; Sandroni, 
1985, cité par Bressani, 1995). 
 
III.5.2.2/ SOURCES D’ERREURS DE MESURES DES DEFORMATIONS 
 
Dans le cas d’une mesure globale, différentes sources d'erreurs peuvent être citées (figure 
3.5.7) (Goto et al., 1991 ; Bésuelle, 1999 ; Jardine et al., 1986 ; Tatsuoka, 1988 ; Tatsuoka et 
Shibuya, 1991 ; Presti et al., 1994 ; Goto et al., 1991). Elles interviennent chacune suivant le 
cas dans cette mesure globale. 
 
 
 
Figure 3.5.7 : Quelques sources possibles d’erreurs dans les mesures externes des déformations axiales. Le 
capteur est fixé directement sur une poutre rigide connectée au plateau de chargement et mesure le déplacement 
relatif par rapport au plateau de base. (∆: mesure externe du déplacement relatif total), (a: déformation du 
système de chargement axial), (b: non-parallélisme entre le plateau de chargement et l’échantillon (tilting)), (c: 
déformation de la pierre poreuse et du papier filtre), (d: erreurs d’interface (bedding)). (d’après Bressani, 1995). 
 
 Souplesse de la cellule : 

La mesure des déformations peut être externe ou interne à la cellule triaxiale. La souplesse de 
la cellule intervient dans la mesure si cette dernière est externe à la cellule. Dans le cas de la 
cellule de type Hoek, elle correspond à la souplesse des deux embases (ou poussoirs). Dans le 
cas d'une mesure interne à la cellule, dans la chambre de confinement, la souplesse de cette 
dernière n'intervient pas ou alors juste au niveau d'une faible proportion de ses embases, celle 
qui est en contact direct avec l'échantillon. 
 
 Souplesse du système de chargement axial : 

La souplesse de la presse comprend la souplesse des plateaux de chargement de la presse et la 
souplesse de la traverse et des colonnes. 
 
 Alignement incorrect entre le plateau et l’échantillon : 

Un basculement éventuel de l’échantillon au fur et à mesure du chargement (tilting) entraîne 
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un alignement incorrect entre le plateau de chargement et l’échantillon, appelée dans la 
littérature « seating error » (figure 3.5.8). La difficulté d’obtenir des extrémités parfaitement 
parallèles et horizontales sur les échantillons de roches et de sols est bien connue. Quand le 
chargement de l’échantillon commence, l’alignement incorrect entre le plateau de chargement 
et l’échantillon peut développer une concentration de contraintes au niveau de l’échantillon. 
L’amplitude de cette concentration est fonction de la rigidité de l’échantillon et de l’amplitude 
de non-parallélisme. Cette concentration de contrainte peut influencer les résultats des tests.  
 
 
Figure 3.5.8 : Développement d’une concentration de contraintes au niveau de l’échantillon du à un alignement 
incorrect entre le plateau de chargement et l’échantillon. (d’après Bressani, 1995) 
 
Comme le fait remarquer Bésuelle (1999), le basculement de l'échantillon peut être rendu 
impossible en utilisant des embases qui n'ont pas la possibilité de s'orienter. 
 
 Non-uniformité des champs de déformations et de contraintes de l’échantillon : 

La non-uniformité des champs de déformations et de contraintes de l’échantillon est due au 
frottement à l’interface entre la roche et le piston ou à la localisation des déformations en 
bande de cisaillement. 
Dans le cas d'un champ de déformation homogène de l'échantillon, les réponses données par 
une mesure locale en un point précis de l'échantillon ou par une mesure locale sur toute la 
longueur ou seulement sur une partie de l’échantillon doivent être identiques. Par exemple, si 
on mesure les déformations circonférentielles en utilisant une jauge de déformation de grande 
longueur, la déformation circonférentielle n’est égale à la déformation radiale que si un état 
homogène de déformation existe dans l’échantillon axisymétrique. Les déformations de 
l'échantillon doivent être homogènes dans toute la phase pré-localisation. On peut s’en assurer 
en multipliant les mesures de déformation et en vérifier l’uniformité. 
Bressani (1995) a utilisé trois différents types de capteurs locaux: des capteurs d’inclinométrie 
(Burland et Symes, 1982, cité par Bressani, 1995), des capteurs basés sur le mesure des jauges 
de déformation (Ackerley et al., 1987, cité par Bressani, 1995), des capteurs à effet de Hall 
(Clayton et Khatrush, 1986, cité par Bressani, 1995). L’utilisation de différents types de 
capteurs locaux simultanément sur le même échantillon a permis à Bressani d’effectuer une 
comparaison directe de leurs performances. Il a obtenu que les trois types de capteurs donnent 
des mesures similaires des déplacements axiaux dans les échantillons de sol, exceptés les cas 
où des plans de cisaillement sont présents et plus généralement où une non-uniformité des 
déformations est observée. 
 
 Interface échantillon-plateaux : 

Les erreurs provenant du comportement de l’interface entre l’échantillon et les embases 
inférieurs et supérieurs sont communément appelées « erreurs de déformation de mise en 
place » ou encore « bedding errors ». On préfère dans la suite les appeler erreurs d’interface. 
L'utilisation d'un dispositif de lubrification interposé entre l'échantillon et les deux embases 
accentue les erreurs d'interface qui incluent également les irrégularités des faces extrêmes de 
l’échantillon. Elle peut être réduite par une bonne rectification. 
Dans le cas où des essais sont réalisés sur des échantillons saturés en conditions drainées ou 
non drainées, l’utilisation de pierres poreuses et de papiers filtre est courante (Bressani, 1995). 
Dans ce cas, leurs déformations doivent être prises en compte et constituent une erreur de 
mesure. La déformation du capteur de force est également à prendre en compte si le capteur 
est placé en contact avec l’échantillon à l’intérieur de la cellule. 
En utilisant des capteurs locaux, Costa Filho et Vaughan (1980, cité par Bressani, 1995) ont 
réalisé des séries de tests sur de l’argile de London. Costa Filho (1985), après une analyse 
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bibliographique et d’après ses propres résultats, conclut que l’erreur d’interface (bedding 
error) est un facteur très important contribuant à l’erreur globale de mesure, ce qui est en 
accord avec les conclusions de Daramola et Vaughan (1982, cité par Bressani, 1995). Un 
résumé de ces résultats est donné par Jardine et al. (1984). 
 
 Membrane : 

On peut citer également, dans le cas d'une mesure effectuée sur la membrane et non pas 
directement sur l'échantillon, les erreurs dues à la membrane, que ce soient les problèmes de 
l’épaisseur de la membrane, de son comportement élasto-plastique ou encore du glissement 
entre la membrane et l’échantillon. Ainsi, comme le fait remarquer Elliott (1993), les 
déplacements circonférentiels ne peuvent pas être mesurés dans un test triaxial aussi 
facilement que dans un test uniaxial parce que la membrane fausse le comportement de 
l’appareil de mesure. 
Soit un échantillon de rayon R et une membrane d'épaisseur e, la déformation radiale est alors 

liée à la quantité (R+ e) comme suit:  ε* =
+

∆R
R e

 . 

La déformation propre de l'échantillon est:  
R

eR
R

eR
eR

R
R
R +=+

+
∆=∆= .*εε   

On doit donc corriger la déformation radiale mesurée par un facteur multiplicatif pour tenir 

compte de l'épaisseur de la membrane. Le coefficient correcteur est de 
R e

R
+

. 

Il est d'autant plus important que l'épaisseur de la membrane est importante. Par ailleurs, la 
déformation propre de la membrane ne peut être réellement calibrée, étalonnée, qu'en réalisant 
une comparaison des mesures effectuées sur la membrane et directement sur l'échantillon . 
Notons que l'épaisseur de la membrane n'influence pas la mesure de déformation axiale. Pour 
la mesure de déformation axiale, contrairement à la mesure de déformation radiale, aucun 
coefficient correcteur ne doit être appliqué. Il faut toutefois s'assurer que la membrane adhère 
parfaitement à l'échantillon pour que la déformation mesurée corresponde bien à la 
déformation de l'échantillon. Le problème du glissement  à l’interface entre la membrane et 
l’échantillon a été soulevé entre autres par Goto et al. (1991) et Fairhurst et Hudson (1999). 
L’adhérence dépend essentiellement du matériau constituant la membrane, de l'épaisseur de la 
membrane, de la forme de l'échantillon, plus précisément de la surface de contact entre la 
membrane et l'échantillon, plane ou courbe. Pour assurer une parfaite adhérence, certains 
expérimentateurs, avant le début de l'essai, ont fixé la membrane à l'échantillon en utilisant 
une colle puissante. Nous ne sommes pas convaincus de l'intérêt d'utiliser une telle technique. 
En effet, cette méthode présente des inconvénients non négligeables. D'une part, la colle va 
pénétrer l'échantillon et cela d'autant plus que ce dernier est poreux. La colle va alors durcir le 
matériau et changer son comportement mécanique. D'autre part, la colle elle-même peut se 
déformer et même fluer pendant l'essai. 
Jardine et Brooks (1984, cités par Bésuelle, 1999) ont comparé une mesure de déformation 
utilisant des fixations collées sur la membrane avec une mesure avec jauges de déformation 
collées directement sur l'échantillon. Ils ont obtenu que le déplacement relatif de la membrane 
sur l'échantillon peut être négligé, du moins pour des déformations de l'ordre de 1,5 .10-3 .  
Gens (1982, cité par Bésuelle, 1999), a montré à l'aide d'une mesure optique que la membrane 
bougeait par rapport à l'échantillon seulement pour des grandes déformations. 
Par ailleurs, Bésuelle (1999) a réalisé une mesure de déformation axiale sur un échantillon en 
acier et sur un échantillon en Plexiglas, en utilisant des capteurs internes qu'il a développé et 
qu'il a appliqué sur la membrane et en utilisant des jauges de déformation collées directement 
sur les échantillons. Il est arrivé à la conclusion que la membrane ne bougeait pas par rapport 
à l'échantillon, du moins jusqu'aux déformations testées de 1,5 .10-2. 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 249

 
 Autres sources d’erreurs : 

On peut citer d’autres sources d’erreurs de mesures qui peuvent affecter n’importe quel 
capteur en général, qu’il soit « local » ou « global », par exemple la précision et la résolution 
du capteur, le frottement du capteur avec l’échantillon, ou encore les perturbations dues à 
l’environnement (température, pression, vibrations...). 
On peut également citer d’autres sources d’erreurs de mesures propres à certains capteurs, 
comme par exemple la performance de la colle utilisée pour les capteurs LDT et les jauges de 
déformation. 
 
III.5.2.3/ SOURCES D’ERREURS DE MESURE DE LA FORCE 
 
Outre les erreurs qui peuvent se produire au niveau des mesures de déformations, il peut y 
avoir également des erreurs au niveau de la mesure de la force axiale appliquée à l'échantillon. 
Dans le cas d’une mesure externe à la cellule, il peut exister un frottement du piston en 
déplacement. Généralement, ce frottement augmente très nettement avec la pression de 
confinement. La pression de confinement génère une composante axiale de la force qui réagit 
à l'encontre du chargement appliqué par la presse. Ce frottement peut être particulièrement 
gênant quand on inverse le chargement et peut induire des hystéresis importants au niveau des 
courbes contraintes-déformations. 
Dans le cas où un capteur de force externe à la cellule triaxiale est utilisé, il existe deux 
possibilités: Une première technique très efficace pour réduire ce frottement est d’avoir un 
anneau en téflon entourant le piston (Charlez, 1991) (figure 3.5.9). 
 
Figure 3.5.9 : Système anti-frottement avec un anneau en téflon. (d’après Charlez, 1991). 
 
Une deuxième technique, qui est la plus couramment utilisée, est de soustraire la  quantité de 
la force enregistrée correspondant au frottement du piston en déplacement. Cette correction 
est obtenue en général à partir des observations faites durant l'avancée du piston avant le 
contact de ce dernier avec l'échantillon. On néglige de ce fait le frottement supplémentaire 
associé à la force déviatorique. La contrainte déviatorique est alors calculée à partir de la 
force corrigée, en utilisant l'aire initiale de l'échantillon et en faisant donc l'hypothèse des 
petites déformations. Notons que dans nos essais, nous avons utilisé une mesure externe à la 
cellule, mesure donnée par le capteur de force de la presse de chargement. Notons également  
que pour la cellule triaxiale de type Hoek , cette erreur de la mesure externe est négligeable à 
cause de la simplicité dans la conception de ce type de cellule. Par ailleurs, au niveau de la 
mesure de la force interne à la cellule, le problème principal de ce type de mesure est qu’elles 
ne peuvent pas être calibrées directement sous pression. Généralement, les capteurs internes 
sont étalonnés sous conditions non confinées. Cependant, une erreur dans la mesure de la 
force peut survenir à des pressions de confinement élevées. 
 
III.5.2.4/ MESURES GLOBALES QUASI-LOCALES 
 
Beaucoup de chercheurs ont proposé l’utilisation de capteurs spéciaux pour mesurer la 
déformation axiale « localement », à l'intérieur de la cellule triaxiale, le plus près possible de 
l'échantillon, sur sa surface latérale et loin des extrémités. Ces capteurs sont par exemple des 
capteurs LDT ou à effet de Hall. Ils sont appelés généralement capteurs locaux dans la 
littérature. Le problème est que ces capteurs sont appliqués non pas directement sur 
l’échantillon mais sur la membrane. Ces mesures locales de déformation excluent donc une 
grande partie des erreurs de mesures, mais pas celles liées à la membrane. Ces mesures ne 
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sont donc pas tout à fait locales puisque les capteurs correspondant ne sont pas appliqués 
directement sur l’échantillon. Ces mesures sont globales mais comme par ce procédé la 
plupart des erreurs sont éliminées, on peut par abus de langage, comme cela se fait 
couramment dans la littérature, appeler ces capteurs des capteurs locaux. Nous préférerons 
pour plus de clarté appeler ce type de capteurs des capteurs « globaux quasi-locaux ». 
 
 
 
 
 
III.5.2.5/ COMPARAISON DES MESURES GLOBALES, LOCALES ET GLOBALES 
QUASI-LOCALES 
 
Les résultats dans la littérature montrent de grandes différences entre les déformations 
déterminées en utilisant les capteurs locaux et les capteurs externes. On constate que l’erreur 
de mesure est importante. Les déformations axiales obtenues avec les mesures externes sont 
quelquefois un ordre de grandeur plus grand que les mesures locales, causant des différences 
considérables dans le calcul de la rigidité. (Daramola, 1978, cité par Bressani, 1995). 
Par exemple, des échantillons d'argile de Pisa ont été testés par Presti et al. (1994) (figure 
3.5.10). Ces échantillons sont de petite taille (D = 38,1 mm). Deux différentes mesures de 
déformations axiales sont utilisées, une mesure « locale » de déformation axiale utilisant une 
paire de capteurs à effet de Hall (loc1, loc2) et une mesure externe de déformation axiale 
utilisant un capteur LVDT. Il y a une grande dispersion entre les mesures externes de 
déformations axiales avec loc1 et loc2. La mesure externe de déformation axiale est plus 
grande que la déformation locale d'environ 15 %. D’autres exemples sont également donnés 
ci-dessous (figures 3.5.11 – 3.5.13) : 
 
Figure 3.5.10 : Courbe typique contrainte-déformation (argile de Pisa  D = 38.1 mm). (d’après Presti et al., 
1994). 
 
 
 
Figure 3.5.11 : Courbes contraintes-déformations correspondant à des tests de compression inconfinés (à gauche) 
et triaxiale (à droite) réalisés sur des échantillons de S. Raffaele Cimena. (d’après Presti et al., 1998). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.12 : A gauche : courbes contraintes-déformations correspondant à un test de compression triaxiale 
consolidé non drainé (CU) sur une roche tendre sédimentaire (mudstone). Déformations axiales locales et 
externes. (a: courbes complètes, b: déformations axiales inférieures à 0.12 %. (d’après Tatsuoka et al., 1994). A 
droite : mesures LDT et mesures externes. (d’après Kim et al., 1994). 
 
 
Figure 3.5.13 : Courbes contraintes-déformations correspondant à un test de compression triaxiale réalisé en 
conditions drainées sur une roche tendre sédimentaire (mudstone). (a: déformation axiale inférieure à 0.1 %, b: 
courbes complètes). (d’après Goto et al., 1991). 
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III.5.2.6/ TECHNIQUES DE CORRECTION EXISTANTES 
 
Toutes les erreurs décrites ci-dessus concernant les mesures de déformation doivent être 
corrigées par étalonnage en utilisant des cylindres de métal standard et des échantillons de 
roche avec des longueurs différentes. Quelques exemples de correction de mesures existant 
dans la littérature sont présentés ici. 
Pellegrino (1995) et Oulahna (1996) ont adopté deux techniques différentes pour mesurer la 
déformation axiale durant chaque test, le capteur LVDT, utilisé pour contrôler la vitesse de 
déplacement appliquée à l'échantillon rocheux et les jauges de déformations. Ils ont ensuite 
comparé les deux types de mesures pour des tests monotones non confinés sur des 
échantillons lubrifiés et non lubrifiés. La différence est appelée « bedding strain error ». On a  
w = b + w *   
Le déplacement vertical total mesuré (w) est écrit comme la somme entre le déplacement 
vertical du plateau qui n'est pas transmis à l'échantillon (b) et le déplacement vertical actuel de 
l'échantillon (w*). Soit H la hauteur de l'échantillon. On a alors : 

ε εa t
w
H

b
H

= = +  

La déformation verticale apparente (εa) est la somme de la déformation verticale actuelle de 

l'échantillon (εt) et de la « bedding strain error » 
b
H

 . 

Le déplacement vertical irréversible correspondant à l'erreur de mise en place est évalué en 
effectuant un petit cycle initial de charge-décharge à faible niveau de contrainte, à 1 MPa par 
exemple pour rester dans le domaine élastique et pour permettre la mise à zéro de cette erreur. 
L'erreur est évaluée pour différentes hauteurs d'échantillon. L'erreur est plus prononcée pour 
les échantillons courts (h/d = 1) que élancés (h/d = 2). Pour un diamètre donné des 

échantillons, l'erreur 
b
H

 est d'autant plus grande que les échantillons ont un faible élancement. 

Les valeurs moyennes que Pellegrino a obtenu sur tous les essais réalisés sont de b = 0.009 
mm pour les échantillons non lubrifiés et de b = 0.044 mm pour les échantillons lubrifiés 
(figure 3.5.15). L'erreur est plus grande pour les échantillons lubrifiés dus à la fuite, à 
l'élimination du lubrifiant. L'erreur de mise en place est extraite de la déformation verticale 
apparente. Quand l'erreur est soustraite de la déformation verticale apparente, les courbes  
contraintes-déformations pour les échantillons courts et élancés coïncident (figure 3.5.14). 
 
 
Figure 3.5.14 : Courbes contraintes-déformations avec correction de l’erreur de mise en place. (d’après Oulahna, 
1996 et IKU). 
 
 
Figure 3.5.15 : Comparaison des courbes contraintes-déformations axiales obtenues à partir des jauges de 
déformations, des capteurs LVDT et des mesures corrigées des capteurs LVDT. Tests monotones en conditions 
non-lubrifiées (à gauche) et lubrifiées (à droite) sur la roche Pietra Leccese. (d’après Pellegrino et al., 1997). 
Pellegrino (1995) et Oulahna (1996) ont comparé systématiquement la mesure du 
déplacement entre plateaux corrigée à la mesure des jauges de déformation. La conclusion de 
ces études est que la correction apportée n'est pas satisfaisante dans le sens où elle n'est que 
très partielle. L'erreur est encore très importante. Cela est dû au fait que l'on suppose que le 
déplacement b correspondant à l'erreur b/H est constant et survient dès le début de l'essai et 
que pour la suite de l'essai, plus aucun  tassement ne se produit, ce qui est une hypothèse 
fausse. Il faut donc trouver une expression de l’erreur b/H qui soit une fonction de la 
contrainte axiale σax . 
Dans ce sens, Papamichos et al. (1998) ont estimé l’erreur de mise en place en comparant la 
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courbe contrainte axiale / déformation axiale dans des tests de compression uniaxiale sur des 
échantillons d’élancement 1 et 2. Si on suppose que la déformation axiale mesurée consiste en 
deux parties, la déformation axiale de l’échantillon et l’erreur de mise en place, on peut 
exprimer la déformation axialeεax

( )1  pour l’échantillon d’élancement 1 et εax
( )2  pour l’échantillon 

d’élancement 2 comme suit: 

ε εax ax
d b

H
d b

H
( ) ( )1 2 2

2
= + = +       

d représente la déformation de l’échantillon pour une hauteur de H. 
b représente l’erreur de mise en place, indépendante de la hauteur de l’échantillon. 

On en déduit ( )
axialecontrainte59.49098.262

axiale contrainte2 )2()1(

×+
=−=

MPaH
b

axax εε  

La forme de la fonction est choisie de façon à ce que b
H

 tende vers une constante pour une 

contrainte axiale infinie (figure 3.5.16). 
 
 
Figure 3.5.16 : Forme de la fonction d’interpolation de l’erreur de mise en place. (d’après Papamichos et al., 
1998). 
 

L’erreur de mise en place b
H

 calculée est tracée en fonction de la contrainte axiale appliquée. 

L’erreur augmente rapidement à une valeur constante d’approximativement deux 
mdéformations après 3 MPa de contrainte axiale. Finalement, Papamichos et al. n’ont pas 
corrigé leurs résultats par l’erreur de mise en place, donnant comme explication que l’erreur 
affecte principalement les mesures de déformation axiale avant 3 MPa de contrainte axiale. 
Par ailleurs, Bressani (1995) a réalisé des essais de compression sur un échantillon de cuivre 
en utilisant des papiers filtres et des pierres poreuses. Pour déterminer la qualité des 
déformations obtenues à partir des mesures externes corrigées, des tests sont réalisés avec des 
capteurs locaux. Les courbes de déformations axiales obtenues avec les capteurs locaux sont 
comparées avec celles obtenues à partir des mesures de déformation externes. Les valeurs de 
rigidité sont calculées pour les deux mesures. Les rigidités calculées au même niveau de 
déviateur de contrainte présentent un écart de 10 à 30 % (figure 3.5.17). 
 
Figure 3.5.17 : comparaison des résultats de tests de compression triaxiale sur quatre échantillons de sol résiduel 
artificiel. (d’après Bressani, 1995). 
 
Dans la thèse de Bésuelle (1999), une mesure externe à la cellule du déplacement axial de la 
tête supérieure du piston par rapport au bâti de la cellule est effectuée par un capteur LVDT. 
Le raccourcissement axial de l'échantillon est obtenu en déduisant de la mesure externe 
l'allongement axial de la cellule. La mesure de la rigidité de la cellule vis à vis de la pression 
injectée en tête du piston axial et de la pression de confinement a été établie en utilisant un 
échantillon en acier. La rigidité de l'échantillon en acier a été calculée à partir d'une mesure de 
déformation interne à la cellule pour jauges de déformations axiales et radiales. 
Le module d'Young est évalué à E = 204,45 GPa, le coefficient de Poisson à ν = 0,315. En 
notant l la longueur de l'échantillon, q le déviateur de contrainte, Bésuelle obtient le relation 

suivante pour le raccourcissement: )2()( 33 σνσ +−× q
E
l  

Finalement, Bésuelle obtient un allongement moyen de la cellule comme suit:  
∆ = 0,0125 × pression en tête de piston + 0,0142 × pression dans la chambre de confinement 
(pression en MPa, allongement en mm). 
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La rigidité de la cellule par rapport à l'action axiale du piston sur l'échantillon , exprimée 
comme la force axiale exercée sur l'échantillon divisée par l'allongement de la cellule, est 
donc égale à 0,454 MN/ mm. 
 
 
 
 
Figure 3.5.18 : Déviateur de contrainte en fonction de la déformation axiale mesurée par le capteur interne et en 
fonction de la mesure externe corrigée et non corrigée par la souplesse de la cellule. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
Les mesures interne et externe corrigée par la souplesse de la cellule sont très proches l'une de 
l'autre (figure 3.5.18). Selon Bésuelle (1999), cette différence est à attribuer à la déformation 
au niveau de l'interface entre l'échantillon et les embases de la cellule. Bésuelle (1999) conclut 
également que la correction de la souplesse de la cellule apparaissant par la différence entre 
les mesures externes corrigées et non corrigées, est importante et représente la plus grande 
partie de l'erreur d'une mesure externe. Cela est vrai dans le cas précis des essais réalisés par 
Bésuelle (1999), mais dans un cadre plus général, les erreurs liées à l'interface et 
correspondant au dispositif de lubrification sont également très importantes. Nous allons dans 
la suite du rapport montrer que ces erreurs sont tout aussi importantes que les erreurs liées à la 
souplesse de la cellule. Notons que dans le cas d'une cellule de type Hoek, la souplesse de la 
cellule correspond à la souplesse des deux poussoirs. 
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III.5.2.7/ TECHNIQUE DE CORRECTION DEVELOPPEE 
 
III.5.2.7.1/ But de l’étude 
 
On représente shématiquement sur la figure 3.5.29 le dispositif montrant un système "multi-
couche" composé des plateaux de la presse, de la couche de lubrifiant, de la couche de latex et 
de l'échantillon. Dans les essais que nous avons réalisés, deux types de mesures de 
déformation axiale sont utilisées. On a d’une part une mesure locale à partir de jauges de 
déformation. Les jauges de déformations sont collées directement sur l'échantillon au niveau 
de sa section médiane. On a d’autre part deux capteurs de déplacement LVDT diamétralement 
opposés qui sont fixés au niveau du plateau supérieur de chargement de la presse et qui 
mesurent le déplacement entre plateaux. La déformation entre plateaux est calculée à partir de 
la moyenne des deux mesures externes globales de déplacement données par les deux capteurs 
LVDT. Cette mesure externe inclut la déformation cumulée des différentes couches du 
système de la figure 3.5.29. Le but de cette section est de quantifier la contribution de chaque 
élément dans la mesure globale de déformation axiale et de proposer une méthode de 
correction permettant de déduire la déformation intrinséque de l'échantillon à partir de la 
déformation globale. On observe systématiquement que les mesures externes globales entre 
les plateaux de la presse différent de façon importante des mesures locales internes par jauges. 
En comparant la réponse des jauges de déformation axiale et la déformation entre plateaux, on 
peut constater pour le cas non lubrifié que la déformation entre plateaux est sensiblement plus 
grande que la réponse des jauges axiales (figure 3.5.19). Cette différence est augmentée de 
façon encore plus sensible pour les essais en conditions lubrifiées (figure 3.5.20). En effet, 
pour les échantillons d'élancement 1.5 par exemple, le rapport "déformation entre plateaux" / 
"déformation des jauges axiales" est de 1.5 pour le cas non lubrifié en compression simple et 
de 3 à 5 pour le cas lubrifié avec ou sans protection en latex, en compression simple ou 
triaxiale. 
 
 
Figure 3.5.19 : Comparaison de la réponse des jauges de déformations axiales et de la déformation entre plateaux 
pour un essai non lubrifié réalisé sur un échantillon d’élancement 1,5. 
 
 
 
 
Figure 3.5.20 : Comparaison de la réponse des jauges de déformations axiales et de la déformation entre plateaux 
pour un essai lubrifié avec une protection en latex réalisé sur un échantillon d’élancement 1,5. 
 
En comparant la déformation entre plateaux et la réponse moyenne des jauges de déformation 
axiale pour des essais de compression simple et triaxiale avec un confinement de 14 MPa, 
réalisés sur des échantillons d'élancement 1,5, en conditions non lubrifiées et lubrifiées avec la 
protection en latex, on constate que les courbes de déformations entre plateaux des essais non 
lubrifiés et lubrifiés avec la protection en latex ne coïncident pas. On constate d'autre part la 
bonne superposition des courbes de réponses des jauges axiales (figures 3.5.21, 3.5.22). La 
protection en latex et le lubrifiant agissent donc au niveau de la mesure globale, c'est pourquoi 
on a de grandes déformations entre plateaux. Mais comme ils assurent une bonne transmission 
de l'effort, ils n'agissent pas sur la mesure locale, c'est à dire au niveau des jauges. La mesure 
locale de déformation par jauge peut être considérée comme représentative de la réponse 
intrinsèque de la roche. 
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Figure 3.5.21 : Comparaison de la déformation entre plateaux et de la réponse des jauges de déformations axiales 
pour des essais de compression simple en conditions non lubrifiés et lubrifiés avec latex réalisés sur des 
échantillons d’élancement 1,5. 
 
Figure 3.5.22 : Comparaison de la déformation entre plateaux et de la réponse des jauges de déformations axiales 
pour des essais de compression triaxiale en conditions non lubrifiés et lubrifiés avec latex réalisés sur des 
échantillons d’élancement 1,5. 
 
Nous avons déjà identifié de façon qualitative les erreurs existant dans les mesures externes 
globales. Le but de notre étude va consister maintenant à étudier de façon quantitative et à 
déterminer de façon précise les erreurs dans les mesures externes entre plateaux en utilisant 
les mesures locales internes des jauges de déformation comme référence. Un terme de 
correction pour chacun des paramètres ayant un effet sur la pente de la courbe globale de 
déplacement entre plateaux doit être évalué. La somme de ces termes correspond à la 
correction globale qu’il faut apporter à la déformation entre plateaux pour obtenir la 
déformation intrinsèque de l’échantillon. Cette étude va donc nous permettre de corriger, pour 
des essais non lubrifiés et lubrifiés, la déformation entre plateaux par rapport à la réponse des 
jauges de déformations axiales, en évaluant donc les différentes sources d’erreurs de mesures 
des déformations. 
L’intérêt de l’évaluation de la correction est de déduire systématiquement de cette courbe 
globale de déplacement entre plateaux la réponse réelle « propre » de l’échantillon. Les 
mesures globales de contraintes-déformations entre plateaux non corrigées ne doivent pas être 
utilisées pour caractériser le comportement du matériau. Des essais dits « de modules », par 
exemple, ne doivent pas être réalisés avec ces capteurs globaux de déplacement LVDT si la 
mesure de ces capteurs n’est pas corrigée. L’avantage de la procédure décrite ici est donc de 
fournir une méthode simple, à faible coût, facile et rapide d'utilisation pour déterminer les 
déformations de l'échantillon testé. 
Par ailleurs, la réponse des jauges de déformation est locale, tandis que celle du déplacement 
entre plateaux est globale. La perte d’homogénéité des déformations de l’échantillon au delà 
du pic rend les mesures de déformations locales à l’aide de jauges inopérantes. L’étude en 
post-pic doit se faire sur un paramètre global. Seules des mesures de déformations globales 
sont utilisables et celles-ci doivent être corrigées. 
La correction à apporter à la mesure de déformation globale entre les plateaux de la presse, 
pour en déduire la déformation de l’échantillon, est étudiée ici pour différentes conditions 
d’interface roche-plateau en compression simple et triaxiale. 
 
III.5.2.7.2/ Observation et analyse des courbes contrainte-déformation 
 
Pour cette étude, des essais de compression ont été réalisés sur une éprouvette en acier ainsi 
que sur des échantillons de grès de Fontainebleau en conditions non lubrifiées et lubrifiées 
avec et sans latex. Les échantillons de grès ont un diamètre de 40 mm et un élancement de 1,5. 
Le bloc d’acier a un diamètre de 40 mm et une hauteur de 52,2 mm.  
Les essais ont été controlés soit en force soit en déplacement entre plateaux. 
Les essais sur acier ont été arrêtés systématiquement à -100 KN. 
Les essais effectués sur l’acier sont donnés dans le tableau ci-dessous :  
 
 
numéro de 
l’essai 

monotone ou cyclique paramètre de contrôle conditions d'interface 
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blocmon1 
blocmon6 

monotone force non lubrifié 

blocmon2 monotone force non lubrifié avec latex 
blocmon4 
blocmon5 

monotone force lubrifié directement 
sans latex 

blocmon3 monotone force lubrifié avec latex 
bloccyc3 cyclique force lubrifié avec latex 
blocmon0 
blocmon7 

monotone déplacement entre plateaux lubrifié avec latex 

blocmon8 monotone déplacement entre plateaux non lubrifié avec latex 
blocmon9 monotone déplacement entre plateaux lubrifié directement 

sans latex 
 
 
Les courbes contraintes-déformations correspondant au grès et à l’acier testés sous différentes 
conditions d’interface ont été systématiquement comparées (figures 3.5.23 – 3.5.26). 
 
Figure 3.5.23 : Comparaison du déplacement entre plateaux pour des essais sur le bloc d’acier contrôlés en force 
et en déplacement entre plateaux. (i) sans lubrifiant sans latex contrôlé en force, (ii) sans lubrifiant avec latex 
contrôlé en force, (iii) sans lubrifiant avec latex contrôlé en déplacement, (iv) avec lubrifiant sans latex contrôlé 
en force, (v) avec lubrifiant sans latex contrôlé en déplacement, (vi) avec lubrifiant avec latex contrôlé en 
déplacement, (vii) avec lubrifiant avec latex contrôlé en force. 
 
Figure 3.5.24 : Comparaison pour des essais effectués sans lubrifiant sans latex sur le grès (B15.1) et sur le bloc 
d’acier. 
 
Figure 3.5.25 : Comparaison pour des essais effectués avec lubrifiant sans latex sur le grès (B13.1) et sur le bloc 
d’acier. 
 
Figure 3.5.26 : Comparaison pour des essais effectués avec lubrifiant avec latex sur le grès et sur le bloc d’acier. 
(i) déformation propre de l’acier E = 200.000 MPa, (ii) réponse des jauges pour un essai lubrifié sur le grès, (iii) 
déformation entre plateaux pour un essai lubrifié sur le grès, (iv) déformation entre plateaux pour un acier 
contrôlé en déplacement, (v) déformation entre plateaux pour un acier contrôlé en force. 
 
En se basant sur les figures ci-dessus, on remarque que pour l’acier, suivant un contrôle en 
force ou en déplacement entre plateaux, on n’a pas la même pente de la courbe globale de 
déplacement entre plateaux, tandis que pour le grès, la pente de la courbe locale donnée par 
les jauges de déformation comme la pente des charges correspondant à la courbe globale de 
déplacement entre plateaux est indépendante du contrôle. 
 
Pour les essais lubrifiés sur acier (avec ou sans latex, contrôlés en force ou en déplacement 
entre plateaux), on observe une instabilité de la courbe de déplacement entre plateaux. 
Cette instabilité se traduit par des paliers « en escaliers » horizontaux pour un contrôle en 
force et verticaux pour un contrôle en déplacement. On peut remarquer que le latex réduit ces 
problèmes d’instabilité et cela quel que soit le contrôle. Ce problème d’instabilité est peut-être 
du à une incapacité de la presse à suivre la rampe de contrôle imposée et cela malgré 
l’optimisation du réglage PIDF déjà effectué. 
 
On peut remarquer aussi que, pour des essais lubrifiés directement ou avec latex, contrôlés en 
force ou en déplacement entre plateaux, la déformation globale entre plateaux correspondant à 
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l’acier est plus importante qu’avec le grès. Cela est dù au fait que suivant le type de surface 
(latex, grès ou acier) au niveau de l’interface en contact avec le lubrifiant, ce dernier aura un 
comportement différent. En compression, les grumeaux et les poches d’air constituant le 
lubrifiant sont écrasés, menant tout d’abord à une fuite massive du lubrifiant en excès et 
ensuite à une densification et à une fuite progressive beaucoup plus faible du lubrifiant 
« emprisonné » restant. Dans le cas d’un essai lubrifié directement sur le grès, le lubrifiant 
comprimé restant pénètre partiellement dans l’échantillon. Dans le cas d’un essai lubrifié avec 
latex sur le grès, le lubrifiant restant, par transmission de l’effort, déforme le latex. Ce dernier 
épouse la forme des grains se trouvant sur la surface du grès. Dans le cas d’un essai lubrifié 
directement sur l’acier, le lubrifiant restant n’a qu’un seul recours: s’échapper de l’interface. 
La fuite brutale de ce lubrifiant entraîne des déplacements entre plateaux brusques qui sont 
représentés dans les courbes par les paliers observés. 
Les courbes où sont observés les problèmes d’instabilités et correspondant aux essais sur 
l’acier lubrifiés avec latex ou lubrifiés directement ne sont pas prises en compte pour la 
détermination de l’erreur de mesure de la déformation. 
Par ailleurs, les essais lubrifiés directement sur l’acier et sur le grès ne sont pas non plus prises 
en compte. En effet, la pente correspondant au cas lubrifié directement est supérieure à celle 
du cas lubrifié avec latex. Cela est dû au fait que le lubrifiant pénètre dans l’échantillon au 
lieu de se tasser. Le vérin baisse plus pour combler le « vide » dû à cette pénétration. Une 
correction obtenue à partir des essais non lubrifiés et lubrifiés avec latex n’est donc pas 
valable et ne peut être appliquée au cas d’une lubrification directe. La correction doit être 
calculée séparément. Les valeurs obtenues pour le cas d’une lubrification directe doivent 
prendre en compte un paramètre supplémentaire qui est donc la pénétration du lubrifiant. 
En conclusion, pour les essais réalisés sur l’acier, seuls les essais effectués en conditions non 
lubrifiées peuvent être utilisés pour l’évaluation de l’erreur de mesure des déformations entre 
plateaux. Pour les essais réalisés sur le grès, seuls les essais effectués en conditions non 
lubrifiées et lubrifiées avec latex peuvent également être pris en compte pour un calage précis 
des valeurs de correction. 
Notons que pour la détermination des pentes de courbes utilisées pour l’évaluation de la 
correction, on effectue une interpolation linéaire. 
ε (microdéformation), ε = Bσ* et σ* = aε avec E = a × 106  MPa. 
Il est important de noter que σ* représente ici et pour la suite de l’étude la contrainte axiale 
adimensionnalisée. Si on note σax la contrainte axiale, alors σ* = σax / σréf  avec  σax (MPa) et  
σréf = 1 MPa. 
On note εpl  la déformation entre plateaux et  εéch la déformation estimée de l’échantillon 
testé après correction de l’erreur de mesure. On note ∆lpl  et ∆lech  le déplacement 
correspondant. 
Par convention: εéch ≤ 0, εpl ≤ 0, σ ≤ 0, ∆lech (mm) ≤ 0, ∆lpl (mm) ≤ 0, F(KN) ≤ 0 
par conséquent εéch > εpl. 
Si on considère que la déformation entre plateaux corrigée est de la forme: 
εech (microdef) = εpl (microdef) - B×σ* + α  avec B et α données et α en microdéformation. 
Sachant que pour un échantillon de diamètre de 40 mm : 

εpl (déformation) = εpl (microdéformation) × 10-6 = 
∆l mm

mm
pl ( )
( )60

 

σax(MPa) = F KN
m

( )
. ( )1 256637 2  

On obtient alors le déplacement entre plateaux corrigé correspondant: 
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∆lech(mm) = ∆lpl(mm) - B'× F(KN) + α'  avec B' =
256637.110
60B

6 ××××
××××   et  α

α
'

,
=

× 0 06
10 3  

 
Il faut remarquer ici que même si les courbes « instables » correspondant à l’acier testé en 
conditions lubrifiées ne sont pas prises en compte dans le calage des valeurs de correction, on 
peut en tirer malgré tout quelques informations. 
La pente de la partie « verticale » de la courbe correspondant au bloc d’acier testé avec 
lubrifiant sans latex et contrôlé en force est de ε = 20.88 σ*. 
La pente de la partie « verticale » de la courbe correspondant au bloc d’acier testé avec 
lubrifiant sans latex et contrôlé avec le déplacement entre plateaux est de ε = 18.116 σ*. 
La pente de la courbe correspondant au bloc d’acier testé sans lubrifiant sans latex est de  
ε = 16.69 σ*. 
Ces parties « verticales » de courbes sont donc quasi-parallèles à la courbe correspondant à 
l’acier sans lubrifiant sans latex. 
On peut donc décomposer la courbe avec lubrifiant sans latex contrôlée en force en une partie 
correspondant au comportement plastique (fluage) du lubrifiant et une autre partie 
correspondant au « reste », c’est à dire équivalente à un cas sans lubrifiant sans latex. 
Dans le cas de l’essai cyclique réalisé sur le bloc d’acier avec lubrifiant avec latex et contrôlé 
en force, on évalue les déformations rémanentes correspondant à chaque cycle. 
 
déformations 
rémanentes 
(microdéformation) 

 σ* (MPa) 

0 0 
3 415 26.3 
8 077 50.15 
11 185 78 
 
Par interpolation linéaire, on obtient une pente de εrem = 147.06 σ* qui correspond à la 
déformation du lubrifiant. 
On détermine également la pente de chaque cycle de charge-décharge. La moyenne des trois 
pentes est de ε = 33.78 σ*. 
Cette valeur de 33.78 est proche de la valeur 32.15 correspondant à un essai sans lubrifiant 
avec latex. 
Les pentes des cycles sont donc quasi-parallèles à la courbe de l’essai avec acier sans 
lubrifiant avec latex contrôlé en force. 
ε = 33.78 σ* correspond à la déformation de tous les éléments autres que le lubrifiant. 
La somme ε = 147.06 σ* + 33.78 σ* = 180.84 σ* correspond donc à la déformation de tous les 
éléments, y compris le lubrifiant. 
Cela est vérifié en comparant cette valeur à celle de la pente de la courbe correspondant à 
l’acier avec lubrifiant avec latex. Cette dernière est de 175.44 σ*. Les deux valeurs sont donc 
très proches et la déformation « totale » estimée correspond bien à la pente de la courbe 
correspondant à un essai avec lubrifiant et latex. On arrive donc à la conclusion que les 
déformations rémanentes observées au niveau des courbes de déplacement entre plateaux, 
correspondant aux essais cycliques, sont dues essentiellement au comportement plastique 
(fluage) du lubrifiant. Les trois premiers petits cycles de charge-décharge à -10 MPa, dans le 
but de tasser le lubrifiant, sont donc insuffisants. Notons qu’à la fin d’un essai de 
compression, le lubrifiant restant est très solide, sa texture est proche de celle de l’acide 
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stéarique pur. Le comportement plastique du lubrifiant peut donc s’expliquer par un tassement 
de ce dernier menant à une élimination progressive, pendant l’essai, du lubrifiant en excès, 
mais aussi à une fuite de la vaseline contenue dans le lubrifiant restant. Il reste alors à la fin de 
l’essai, en grande partie, de l’acide stéarique solide. Dans le cas d’une lubrification directe, la 
vaseline provenant du lubrifiant « décomposé » migre par capillarité et pénètre profondément 
dans l’échantillon. 
Pour les essais cycliques réalisés avec latex mais sans lubrifiant, les déformations rémanentes 
correspondant au latex, obtenues par différences entre le déplacement entre plateaux et les 
jauges, sont très faibles. D’ailleurs, on a pu constater expérimentalement pour ces essais que 
le latex se déforme, s’allonge très peu. Son diamètre est supérieur à 40 mm mais reste proche 
de cette valeur. En revanche, pour les essais avec lubrifiant et latex, le latex réagit au bout de 
quelques secondes au contact avec le lubrifiant. Il s’allonge considérablement, se déforme 
beaucoup plus que dans le cas non lubrifié, dès le début de l’essai et principalement dans les 
faibles niveaux de contrainte (avant -20 MPa). Comme on peut le constater, le latex n’a pas le 
même comportement selon que l’essai est lubrifié ou non, selon que le latex est en contact ou 
non avec le lubrifiant. On ne peut donc pas se servir des essais avec latex sans lubrifiant pour 
vérifier que les déformations rémanentes sont entièrement dues, sont uniquement liées au 
comportement plastique du lubrifiant. 
Par ailleurs, des essais monotones et cycliques réalisés en conditions lubrifiées avec latex sur 
des échantillons de grès de Fontainebleau d’élancement 1.5 ont permis de comparer la mesure 
de la déformation entre plateaux ainsi que la mesure donnée par les jauges de déformation 
(figure 3.5.27). Pour la mesure de la déformation entre plateaux, l’écart entre les essais 
cycliques et les essais monotones augmente avec le nombre de cycles, du à l’existence de 
déformations rémanentes. 
Pour la déformation de l’échantillon donnée par la mesure des jauges, on constate que la 
courbe correspondant à l’essai cyclique se superpose bien avec l’essai monotone et présente 
des déformations rémanentes très faibles. On arrive donc, comme pour l’acier, à la conclusion 
que les déformations rémanentes observées au niveau de la réponse des déformations entre 
plateaux, ne sont pas dues à la réponse « propre » de l’échantillon mais bien au dispositif de 
lubrification. 
On peut conclure finalement que les trois premiers petits cycles réalisés dans le but de tasser 
au maximum le lubrifiant, d’éliminer la quantité en excès et de mettre en « place » le système, 
ne suffisent pas. 
 
Figure 3.5.27 : Comparaison des déformations entre plateaux et de la réponse moyenne des jauges axiales 
centrales pour des essais monotone et cyclique réalisés en conditions lubrifiées avec latex sur des échantillons de 
grès de Fontainebleau d’élancement 1,5 (B80). 
 
III.5.2.7.3/ Correction pour les essais uniaxiaux monotones non lubrifiés sur le grès et 
sur l’acier 
 
Pour un essai non lubrifié, la mesure de déformation entre plateaux est une mesure globale 
incluant le comportement de tout ce qui est entre plateaux. Elle inclut donc la déformation 
axiale propre de l’échantillon, y compris le tassement des aspérités de la roche à l’interface, 
d’où l’intérêt de réaliser une rectification de qualité des surfaces de l’échantillon. Elle inclut 
également la déformation élastique de la presse.  
La déformation de la presse comprend: 
- La déformation (flexion) de la traverse 
- La déformation des colonnes 



Chapitre III                                                                                                                                                             Etude expérimentale 263

- La déformation du piston du vérin 
- Le tassement de la rugosité des plateaux 
- L’enfoncement des plateaux 
Dans la mesure du déplacement entre plateaux, seules les deux dernières déformations sont 
prises en compte et constituent la déformation de la presse. Notons que la mesure du 
déplacement du vérin est une mesure globale incluant la déformation entre plateaux, la 
déformation (flexion) de la traverse, la déformation des colonnes et la déformation du piston 
du vérin. 
 

traverse

échantillon

colonne

plateau

 
 
 
εpl = εéch + εpresse soit Bpl σ* = Béchσ* + Bpresseσ* d’ou Bpl = Béch + Bpresse ou encore 
Bpresse = Bpl - Béch. 
Par conséquent,  εéch = εpl - εpresse = εpl - Bpresseσ* = εpl - (Bpl - Béch) σ* 
Pour l’acier, si on suppose qu’il a un module élastique de E = 200000 MPa, on obtient   
εéch = εpl -11.69σ*. 
Pour le grès, en se basant sur la réponse donnée par les jauges de déformation, on obtient   
εéch = εpl -10σ*. 
La légère différence entre les deux corrections est uniquement due au fait que l’on a 
approximmé le module élastique de l’acier à 200000 MPa. 
Finalement, cette correction linéaire  εéch = εpl -10σ*  a été réalisée sur l’ensemble des essais 
de compression simple réalisés en conditions non lubrifiées (figure 3.5.28). La déformation 
entre plateaux corrigée se superpose très bien à la déformation donnée par les jauges de 
déformation. 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.28 : Comparaison des déformations entre plateaux mesurées et corrigées et de la réponse moyenne des 
jauges centrales pour un essai réalisé en conditions non lubrifiées sur un échantillon de grès de Fontainebleau 
d’élancement 1,5. 
 
Notons que la planéité du contact au niveau de l’interface est assurée par la rectification. 
Toutefois, malgré cette rectification, l’échantillon et les plateaux de la presse gardent une 
certaine rugosité. A cause de cette rugosité, la surface de contact réelle entre l’échantillon et 
les plateaux de la presse est différente de la surface apparente correspondant à un diamètre de 
40 mm. La phase non linéaire observée aux faibles niveaux de contraintes correspond à une 
augmentation de cette surface de contact. La non-linéarité en début d’essai de la courbe 
correspondant aux jauges de déformations est due à la fermeture des fissures préexistantes 
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dans l’échantillon. Cette phase est dite de serrage. La non-linéarité en début d’essai de la 
courbe correspondant au déplacement entre plateaux pour un essai non lubrifié est due d’une 
part à la fermeture des fissures de l’échantillon et d’autre part au tassement de la rugosité de 
l’échantillon et des plateaux de la presse. La faible non-linéarité en début d’essai de la 
correction pour un essai non lubrifié est donc due au tassement de la rugosité de l’échantillon 
et des plateaux de la presse. Le tassement de la rugosité des plateaux de chargement de la 
presse peut être considéré comme négligeable devant celui de l’échantillon. Le tassement des 
aspérités de la roche peut également dans l’absolu être considéré comme négligeable.  
On pourrait penser que la différence entre les mesures locales et les mesures globales entre 
plateaux vient du fait que le sciage et la rectification lors de la préparation de l'échantillon 
endommagent ce dernier aux extrémités. En fait, il n’en est rien. Si c’était le cas, on 
n’obtiendrait pas la même correction (10σ*) pour les essais réalisés sur l’acier et sur le grès.  
Finalement, la non-linéarité en début d’essai due au tassement de la rugosité de l’échantillon 
de roche et des plateaux de la presse peut être considérée comme négligeable et c’est 
pourquoi, en conditions non lubrifiées, une correction linéaire par rapport à la contrainte suffit 
et donne des résultats satisfaisants. 
La phase linéaire de la correction pour un essai non lubrifié correspond à une déformation 
purement élastique liée à l’enfoncement des plateaux de la presse. La rigidité ultime de 
n’importe quelle presse peut être représentée par la rigidité d’indentation de ses plateaux (par 
l’échantillon de roche cylindrique). 
Le déplacement d’un indenteur rigide circulaire avec un diamètre D indentant une surface 
plane est de la forme (Timoshenko et Goodier, 1951) : 
w = P(1-ν2)/DE soit  w/P = (1-ν2)/DE 
avec w(m), P(N), E = 200000 MPa = 2×1011 N/m2, D = 40 mm = 4×10-2 m, νacier = 0.285 
On suppose que (1-ν2) ≈ 1. 
Pour les deux plateaux d’acier, la rigidité est de  DE/2(1-ν2) (N/m)  ou encore 
2(1-ν2)/DE (m/N) = 2.5×10-10 (1-ν2) (m/N) ≈ 2.5×10-10 (m/N). 
 
Dans le cas d’un indenteur non rigide circulaire avec un rayon a indentant une surface plane. 
w0 = 2P(1-ν2)/πaE   soit w0 / P = 1.592 (1-ν2)×10-10 (m/N) 
Pour les deux plateaux d’acier: 3.184(1-ν2)×10-10 ≈ 3.184×10-10 (m/N) 
Rappelons que pour la presse, la correction de la déformation entre plateaux est donnée par 
εéch = εpl -10σ*. 
10 microdéformation / MPa correspond pour un échantillon de diamètre 40 mm et de hauteur 
60 mm à 4.7746×10-10 (m/N). 
Ces résultats tendent à prouver que l’indentation des plateaux de chargement (par 
l’échantillon de roche cylindrique de diamètre 40 mm) constitue bien l’essentiel des 
déformations de la presse entrant en jeu dans la mesure globale de la déformation entre 
plateaux. 
 
III.5.2.7.4/ Correction pour les essais uniaxiaux monotones lubrifiés sur le grès 
 
La mesure de déformation entre plateaux pour un essai lubrifié avec latex correspond à la 
somme de la déformation propre de l’échantillon, de la déformation élastique de la presse et 
de la déformation du lubrifiant et de la protection en latex (figure 3.5.29). La déformation du 
lubrifiant comprend l’expulsion du lubrifiant en excès et le tassement du lubrifiant restant. 
Ces déformations de mise en place entraînent des erreurs importantes dans la mesure globale 
entre plateaux. La mesure du déplacement entre plateaux prend donc en compte bien d’autres 
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paramètres en plus de la déformation de l’éprouvette et les déformations correspondant à ces 
paramètres sont pour la plupart tout aussi importantes que celles de l’échantillon. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.29 : Déformation globale entre plateaux incluant la déformation du lubrifiant et de la protection 
imperméabilisante en latex. 
 
On peut se demander si la mesure du déplacement entre plateaux inclut ou non le pivotement 
de la rotule. Rappelons que les deux capteurs LVDT utilisés sont disposés de façon 
symétrique sur la rotule. Il faut remarquer ici que l'axe de rotation, l'axe de pivotement de la 
rotule ne coïncide pas forcément avec l'axe défini par les deux capteurs LVDT du 
déplacement entre plateaux (figure 3.5.30). 
 

θ capteur LVDT

capteur LVDT

axe de rotation
de la rotule

 
 
Figure 3.5.30 : Axe de pivotement de la rotule et axe défini par les deux capteurs LVDT de déplacement entre 
plateaux. 
 
Toutefois, ces deux axes ont toujours pour intersection le centre de la rotule et cela 
indépendamment de la qualité du centrage de l'éprouvette. Il faut malgré tout s'assurer que les 
deux capteurs LVDT sont bien diamétralement opposés. A cause de cette symétrie, les 
déplacements mesurés lors du pivotement de la rotule et correspondant à ces deux capteurs 
sont alors identiques mais de signe contraire (figure 3.5.31). 
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Figure 3.5.31 : Déplacements mesurés lors du pivotement de la rotule et correspondant aux deux capteurs LVDT. 
Déplacements identiques mais de signe contraire. 
 
La somme des deux mesures des capteurs de déplacement entre plateaux est donc toujours 
nulle. Un éventuel pivotement de la rotule n'a donc aucun effet sur la somme des mesures de 
déplacements correspondant aux deux capteurs LVDT. On peut donc conclure que la mesure 
du déplacement entre plateaux ne prend pas en compte le pivotement de la rotule. 
Finalement, on peut écrire: 
εpl = εéch + εpresse  + εlub + εlatex   soit: Bpl σ* = Béch σ* + Bpresseσ* + Blubσ* +Blatexσ* 
ou encore Bpl = Béch + Bpresse + Blub + Blatex   
et donc Blub + Blatex = Bpl - Béch - Bpresse 
Ce terme Bpresse a déjà été évalué de façon précise. On obtient finalement 
εéch = εpl - εpresse - (εlub + εlatex) = εpl - Bpresseσ* - (Blub +Blatex)σ * 
εéch = εpl - Bpresseσ* - (Bpl - Béch - Bpresse)σ * 
 
La correction correspondant aux essais monotones de compression simple en conditions 
lubrifiées avec latex sur des échantillons d’élancement 1,5 a été évaluée. 
Elle est de εéch = εpl - 60.01σ*  pour le cas d’une interpolation linéaire. 
En condition non lubrifiée, la presse a un comportement élastique et la correction est une 
fonction linéaire de la contrainte σ*. 
En revanche, en conditions lubrifiées avec latex, l’interpolation linéaire n’est pas adaptée. 
On constate toutefois qu’au bout d’un certain niveau de contrainte axiale (-20 MPa), les 
courbes correspondant aux jauges de déformation et au déplacement entre plateaux sont quasi-
linéaires. On procède donc à une correction séparée pour chacune des deux parties de courbe, 
la première allant de 0 à 20 MPa, la seconde à partir de 20 MPa. Il est important d’assurer la 
continuité entre les deux parties de courbes interpolées. On impose une contrainte de 
continuité sur la première partie de courbe interpolée.  
A cause du comportement fortement non linéaire de l’interface pour de faibles niveaux de 
contraintes, on doit obligatoirement procéder à une interpolation polynomiale du second ordre 
au niveau de la première partie de la courbe pour obtenir une correction satisfaisante. 
On obtient finalement pour la première partie la correction suivante : 
εéch = εpl - 1.2117σ*2- 91.78σ* 
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En revanche, pour la seconde partie de la courbe à partir du niveau de contrainte - 20 MPa, le 
comportement à l’interface devient linéaire et par conséquent une interpolation linéaire suffit : 
εéch = εpl - 49.26σ* + 364.67 
49.26σ* et 364.67 représentent respectivement une rotation et une translation de courbes. 
 
Figure 3.5.32 : Comparaison des déformations entre plateaux mesurées et corrigées et de la réponse moyenne des 
jauges axiales centrales pour un essai réalisé en conditions lubrifiées avec latex sur des échantillons d’élancement 
1,5. 
 
La correction linéaire après 20 MPa a l’avantage et l’intérêt par rapport à l’interpolation 
polynomiale d’ordre 2 de convenir également pour les niveaux de contrainte élevés obtenus 
dans les essais effectués avec un grand confinement. Tandis que l’interpolation polynomiale 
de second ordre (aσ*2+ bσ*) présente un inconvénient majeur: elle change de sens d’évolution 
au bout d’un certain niveau de contrainte. 

En fait, au delà de la valeur de contrainte  σ*max = −
b
a2

 , la correction n’est plus valable et 

ne peut donc être appliquée pour des niveaux de contrainte élevés et/ou pour des essais à fort 
confinement. 
Remarquons que dans la littérature, on trouve par exemple un type de correction sous la forme 

σ
σa b+

traduisant le fait qu’au delà d’un certain niveau de contrainte, la correction devient 

constante. Le fait que la correction tende vers une constante ne prend pas en compte le 
comportement élastique de la presse. La déformation élastique de la presse est une erreur de 
mesure qui augmente en continu pendant l’essai avec la contrainte. Ce type de correction ne 
doit donc pas être utilisé. 
Finalement, on procède à une correction séparée pour les deux phases du niveau de contrainte 
délimitées par -20 MPa. Ce type de correction combinée semble être le plus adapté et est donc 
adopté pour la suite de l’étude (figure 3.5.32). 
 
 
 
 
III.5.2.7.5/ Correction pour les essais uniaxiaux cycliques lubrifiés sur le grès 
 
La correction telle qu’elle a été présentée ci-dessus n’est valable que pour les essais 
monotones et ne peut être appliquée pour les essais cycliques et ce pour plusieurs raisons: 
D’abord, on observe de très fortes déformations rémanentes plastiques au niveau des courbes 
de déplacement entre plateaux tandis que celles correspondant à la réponse des jauges de 
déformations sont relativement faibles (figure 3.5.33). Comme la réponse des jauges de 
déformations représente le comportement propre de l’échantillon de roche, les déformations 
rémanentes plastiques importantes observées au niveau des courbes de déplacement entre 
plateaux sont dues essentiellement au dispositif de lubrification. La correction telle qu’elle est 
formulée ne permet pas de corriger ces déformations rémanentes plastiques dues au dispositif 
de lubrification. 
Ensuite, les cycles de charges-décharges comportent d’importantes boucles d’hystéresis qui 
sont également dues au dispositif de lubrification et qui ne sont pas prises en compte dans la 
technique de correction utilisée. 
 
Figure 3.5.33 : Comparaison des déformations entre plateaux et de la réponse moyenne des jauges axiales 
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centrales pour un essai cyclique lubrifié avec latex réalisé sur un échantillon d’élancement 1,5. 
 
Enfin, l’allure des courbes correspondant au déplacement entre plateaux est différente en 
charge et en décharge (figure 3.5.34). Comme ce phénomène n’est pas observé au niveau de la 
réponse des jauges de déformation, il est donc également lié au dispositif de lubrification. Ce 
dernier a un comportement différent en charge et en décharge. On doit donc procéder à une 
correction séparée de la mesure globale suivant le cas. Les courbes en charges sont quasi-
linéaires tandis que les courbes de décharge sont fortement non-linéaires. Les courbes de 
déplacement entre plateaux correspondant aux essais cycliques réalisés sur le grès et sur 
l’acier présentent toujours d’importants cycles d’hystéresis traduisant le fait que les décharges 
ne sont pas purement élastiques. L’interface a un comportement fortement non linéaire en 
décharge. Les déformations rémanentes plastiques observées au niveau des courbes de 
déplacement entre plateaux correspondant aux essais cycliques sont dues au comportement 
non linéaire d’une part en charge avant - 20 MPa et d’autre part en décharge.  
On constate expérimentalement pour les essais lubrifiés avec latex que le latex réagit au bout 
de quelques secondes au contact avec le lubrifiant. Il se déforme considérablement et son 
diamètre augmente dés le début de l’essai dans les faibles niveaux de contraintes avant - 20 
MPa. L’allongement du latex en charge est irréversible. En effet, le diamètre de la rondelle de 
latex ne diminue pas en décharge et le latex, même à la fin de l’essai, ne retrouve pas son 
diamètre initial. 
La phase de charge non-linéaire avant - 20 MPa est donc due d’une part à la fuite au niveau de 
l’interface du lubrifiant en excès et au tassement du lubrifiant restant et d’autre part à 
l’allongement de la rondelle de latex. La phase de décharge non linéaire est essentiellement 
due au comportement plastique du lubrifiant. 
Finalement, le comportement cyclique à l’interface est complexe, fortement non linéaire et 
avec plastification. La déformation correspondant au dispositif de lubrification (et donc à la 
correction) n’est pas réversible. 
 
Figure 3.5.34 : Charges et décharges d’un essai cyclique lubrifié avec latex. 
 
Aucune correction satisfaisante n’est possible si ces phénomènes ne sont pas pris en compte 
dans la correction. En revanche, une correction des déformations plastiques rémanentes ainsi 
qu’une correction séparée en charge et en décharge rend possible la superposition de la courbe 
de déformations entre plateaux avec la courbe de réponse des jauges axiales (figure 3.5.35). 
 
Figure 3.5.35 : Comparaison des déformations entre plateaux mesuré et corrigé et de la réponse moyenne des 
jauges axiales centrales pour un essai lubrifié avec latex réalisé sur un échantillon d’élancement 1,5. 
 
En fait, la correction des essais cycliques peut être améliorée de la même façon que pour le 
cas des essais monotones en décomposant les courbes de charges-décharges en deux parties 
séparées par le niveau de contrainte -20 MPa. Les courbes d’interpolation doivent assurer la 
continuité entre les charges et décharges, mais aussi au niveau de contrainte -20 MPa. 
Que ce soit avec une correction polynomiale d’ordre 2 ou avec une double correction 
combinée séparant les courbes en deux parties avant et après 20 MPa, on obtient au niveau des 
courbes de charges correspondant à un essai cyclique la même correction que celle déjà 
déterminée pour les essais monotones. Pour la partie des courbes correspondant à une charge, 
la correction étalonnée sur les essais monotones est applicable. En revanche, la forte non-
linéarité des courbes de décharges pour les essais cycliques rend plus difficile une éventuelle 
correction de la mesure de la déformation entre plateaux. 
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III.5.2.7.6/ Correction pour les essais uniaxiaux monotones sur les poussoirs 
 
Des essais simples monotones en conditions non lubrifiées ont été réalisés sur les poussoirs de 
la cellule triaxiale de type Hoek (figure 3.5.36). Il est important de noter que ces poussoirs 
n’étaient pas considérés avant puisque les essais uniaxiaux réalisés sur les échantillons de grés 
ne nécessitent pas l’utilisation de la cellule triaxiale. Ces poussoirs sont en duraluminium 
(AU4G) et les essais correspondant (réalisés uniquement avec les poussoirs et sans utiliser 
d’échantillons de grés) ont été arrêtés à - 100 KN. Ces essais ont été contrôlés en déplacement 
entre plateaux. Un réglage précis des paramètres PIDF contrôlant la vitesse de réaction de la 
presse a été effectué. Les valeurs du PIDF obtenues sont identiques à celles calées lors des 
essais sur le grès. Nous avons réalisé un essai avec un seul poussoir et un autre essai avec les 
deux poussoirs de la cellule triaxiale. Les deux poussoirs sont posés l’un sur l’autre sur le 
plateau de chargement inférieur et sont ensuite chargés axialement sous presse. Notons que 
ces deux poussoirs sont identiques. 
 
Figure 3.5.36 : Comparaison de la déformation entre plateaux pour des essais non lubrifiés réalisés sur les 
poussoirs en duraluminium correspondant à la cellule triaxiale de type Hoek. 
 
Ici également, une simple correction linéaire sur toute la courbe est insuffisante. La non-
linéarité des courbes nous amène à considérer soit une correction polynomiale d’ordre deux 
soit une correction combinée séparant le niveau de contrainte avant et après - 20 MPa. 
 
• Interpolation polynomiale d’ordre 2: 
Pour la courbe correspondant à l’essai réalisé avec les deux poussoirs:   
ε = 0.3473σ*2 + 59.797σ* 
Pour la courbe correspondant à l’essai réalisé avec un poussoir:  ε = 0.1602σ*2 + 34.534σ* 
La différence des deux déformations interpolées représente la correction correspondant à un 
poussoir:  ε= 0.1871σ*2 + 25.263σ* 
ε = 0.3742σ*2 + 50.526σ*  représente alors la correction correspondant à deux poussoirs.  
La courbe correspondant à l’essai réalisé avec un poussoir prend en compte la déformation du 
poussoir mais également la déformation de la presse. 
Si on retranche la correction correspondant à un poussoir  ε= 0.1871σ*2 + 25.263σ*  à la 
déformation globale correspondant à l’essai réalisé avec un poussoir ε = 0.1602σ*2 + 34.534σ*  
on obtient alors une estimation de la déformation de la presse, soit  ε = -0.0269σ*2 + 9.271σ*. 
Cette valeur est proche de la correction correspondant à la presse déjà déterminée  ε = 10 σ*. 
• Correction séparée avant et après -20MPa : 
Pour la courbe correspondant à l’essai réalisé avec les deux poussoirs:  
Pour la première partie:  ε = 56.81σ*  et pour la deuxième partie:  26.31σ*. 
Pour la courbe correspondant à l’essai réalisé avec un poussoir: 
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Pour la première partie:  ε = 33.3 σ*  et pour la deuxième partie:  ε = 19.157 σ*. 
La différence des deux déformations interpolées représente la correction correspondant à un 
poussoir: 
Pour la première partie:  ε= 23.51σ*  et pour la deuxième partie:  ε = 7.153σ*. 
La correction correspondant aux deux poussoirs est alors: 
Pour la première partie:  ε = 47.02σ*  et pour la deuxième partie:  ε = 14,306 σ*. 
En conclusion, la correction combinée correspondant aux deux poussoirs de la cellule triaxiale 
de type Hoek est donnée comme-suit (figure 3.5.37) : 
Pour la première partie:  εéch = εpl - 47.02σ*  et pour la deuxième partie:   
εéch = εpl - 14.306σ* + 654.28  tel que 654.28 assure la continuité de la correction à  -20MPa. 
 
Figure 3.5.37 : Comparaison de la déformation entre plateaux pour des essais non lubrifiés contrôlés en 
déplacement réalisés sur les poussoirs en duraluminium. 
 
III.5.2.7.7/ Correction pour les essais triaxiaux monotones lubrifiés sur le grès 
 
On a tous les éléments pour évaluer la correction correspondant aux essais triaxiaux lubrifiés: 
 
• Correction correspondant à un essai lubrifié avec latex testé en compression simple: 
Interpolation polynomiale d’ordre 2:  εpresse +  εlubrifiant +  εlatex  = 0.2443 σ*2 + 69.666 σ* 
Correction combinée:  
Pour la première partie:  εpresse +  εlubrifiant +  εlatex  = 67.5 σ*   ou  ε = 1.2117 σ*2 + 91.78 σ* 
Pour la deuxième partie:  εpresse +  εlubrifiant +  εlatex  = 49.26 σ* - 364.67 
 
• Correction correspondant aux deux poussoirs: 
Interpolation polynomiale d’ordre 2:  εpoussoirs = 0.3742 σ*2 + 50.526 σ* 
Correction combinée:  pour la première partie:  εpoussoirs = 47.02 σ* 
   pour la deuxième partie: εpoussoirs = 14.306 σ* - 654.28 
• Correction correspondant à un essai lubrifié avec latex testé en compression triaxiale: 
Notons  εpl la déformation globale entre plateaux et  εéch la déformation estimée de 
l’échantillon après correction des erreurs de mesure. Il est important de noter que l’évaluation 
de la correction correspondant à la déformation de mise en place a d’abord été réalisée à partir 
des essais de compression simple. Ce qui nous a permis de déterminer les termes de correction 
« propre » à la presse, au lubrifiant et à la protection de latex. La somme de ces termes de 
déformations (εpresse , εlubrifiant , εlatex ) constitue, pour un essai de compression simple, la 
correction globale qu’il faut apporter à la déformation entre plateaux pour obtenir la 
déformation intrinsèque de l’échantillon. Pour un essai de compression triaxiale, il y a une 
erreur de mesure supplémentaire qui est liée à la déformation des deux poussoirs de la cellule 
triaxiale de type Hoek. Ces deux poussoirs sont en contact avec les faces supérieure et 
inférieure de l’échantillon de roche et sont chargés axiallement en même temps que ce dernier. 
Des essais réalisés directement sur les poussoirs ont permis de quantifier le terme de 
correction correspondant (εpoussoir). En sommant ce terme avec la correction correspondant à 
un essai de compression simple, on obtient finalement la correction globale correspondant à 
un essai de compression triaxiale.  On a donc:  εéch  =   εpl - εpresse - εlubrifiant - εlatex  - εpoussoirs 
Soit, pour une interpolation polynomiale d’ordre 2:   εéch = εpl - 0.6185σ*2 - 120.192σ* 
Pour une correction combinée avant et après - 20 MPa dans la phase déviatorique: 
Pour la première partie:  εéch = εpl - 114.52σ*   ou   εéch = εpl - 1.2117σ*2 - 138.8σ* 
Pour la deuxième partie:  εéch = εpl - 63.566σ* + 1018.95 
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1018.95  est un terme qui assure la continuité entre les deux parties de la courbe avant et après 
- 20 MPa. 
Notons que cette correction correspondant aux essais de compression triaxiale a été obtenue 
uniquement à partir des essais de compression simple réalisés sur le grès de Fontainebleau et 
sur les poussoirs en duraluminium. Nous avons ensuite testé cette correction sur des essais 
monotones lubrifiés avec latex en compression triaxiale sur des échantillons de roche de 
porosité 15 % et 21 %. En appliquant cette correction sur des essais de compression triaxiale 
avec différentes pressions de confinement, on a constaté qu’elle n’était pas très satisfaisante 
pour les faibles niveaux de contraintes avant - 20 MPa. La première partie de la correction 
correspondant à un essai triaxial est donc différente de celle correspondant à un essai de 
compression simple. En revanche, pour des niveaux de contraintes supérieures à - 20 MPa, la 
correction appliquée est tout à fait satisfaisante. En fait, la pression de confinement est 
exercée non seulement sur l’échantillon, mais également au niveau de l’interface entre 
l’échantillon et les poussoirs. Par conséquent, le lubrifiant fuit moins facilement et est 
« emprisonné » au niveau de l’interface. On peut toutefois constater qu’à partir d’un certain 
niveau de contrainte que l’on peut fixer à - 20 MPa, la courbe corrigée est parallèle sinon 
confondue avec la courbe correspondant à la réponse des jauges de déformation. En fait, à ce 
niveau de contrainte, le lubrifiant est tout à fait bien tassé et la différence, d’un essai à un 
autre, de la quantité initiale de lubrifiant utilisée et présente à l’interface n’influence plus la 
réponse du déplacement entre plateaux. La correction est alors identique pour le cas des essais 
de compression simple et le cas des essais triaxiaux. La correction linéaire correspondant à la 
deuxième partie de la courbe corrigée après - 20 MPa est:  εéch = εpl - 63.566σ* + c 
Le terme multipliant σ* dans cette correction doit rester inchangé. 
c est un terme variable qui a pour fonction d’assurer la continuité de la correction entre les 
deux partie de la courbe corrigée avant et après - 20 MPa. 
La gamme de contrainte correspondant à la première partie de la correction s’étend de 0 MPa 
à -20 MPa dans la phase déviatorique et cela quelle que soit la pression de confinement 
exercée sur l’échantillon, y compris le cas uniaxial. 
 
 
• Correction linéaire correspondant à la première partie de la courbe avant -20MPa dans la 

phase déviatorique pour un essai triaxial:  εéch = εpl + Bσ* 
Rappelons que la correction linéaire correspondant à la deuxième partie de la courbe corrigée 
après - 20 MPa est:  εéch = εpl - 63.566σ* + c 
Notons σc la pression de confinement appliquée pendant l’essai sur l’échantillon. 
B(σc), c(σc) sont des fonctions de la pression de confinement qu’il faut déterminer. 
 
 
numéro de 
l’essai 

Pression de confinement 
(MPa) 

B c 

       K17                       7  -114.24 1013.48 
       F56.1                       7 -100.87 746.08 
       K62                      28 -94.3 614.68 
       K100                      42 -94.58 620.3 
       K99                      42 -78.11 290.0 
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• Correction polynomiale d’ordre 2 correspondant à la première partie de la courbe avant -
20MPa dans la phase déviatorique pour un essai triaxial:  εéch = εpl + B2 σ*2 + B1 σ* 

 
 
numéro de 
l’essai 

pression de confinement 
(MPa) 

B2 B1 c 

K17 7 -1.0105 -129.398 912.44 
F56.1 7 0.2051 -99.257 795.86 
K62 28 0.4521 -86.708 643.68 
K99 42 -1.2748 -98.337 644.428 
K100 42 0.8106 -81.674 686.4 
 
 
Finalement, la correction obtenue pour les essais triaxiaux testés avec différentes pressions de 
confinement est très satisfaisante, dans le sens où l’on a, avec une très bonne répétabilité, une 
bonne superposition des courbes corrigées avec les courbes correspondant à la mesure des 
jauges de déformation. Les courbes estimées et réelles sont confondues. Les figures 3.5.38 – 
3.5.40 montrent des exemples de correction des mesures globales conduisant à une bonne 
superposition avec les mesures locales. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.38 : Comparaison de la réponse des jauges axiales et des déformations globales entre plateaux 
mesurée et corrigée pour un essai triaxial avec une pression de confinement de 7 MPa réalisé en conditions 
lubrifiées avec latex sur un échantillon de porosité 21 % et d’élancement 1,5. 
 
 
 
 
Figure 3.5.39 : Comparaison de la réponse des jauges axiales et des déformations globales entre plateaux 
mesurée et corrigée pour un essai triaxial avec une pression de confinement de 14 MPa réalisé en conditions 
lubrifiées avec latex sur un échantillon de porosité 21 % et d’élancement 1,5. 
 
 
Figure 3.5.40 : Comparaison de la réponse des jauges axiales et des déformations globales entre plateaux 
mesurée et corrigée pour un essai triaxial avec une pression de confinement de 28 MPa réalisé en conditions 
lubrifiées avec latex sur un échantillon de porosité 21 % et d’élancement 1,5. 
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III.5.2.7.8/ Récapitulatif des différentes corrections et conclusion 
 
Rappelons que εpl représente la déformation entre plateaux mesurée et que εéch représente la 
déformation de l’échantillon de roche estimée après correction de l’erreur de mesure. 
Avant -20 MPa dans la phase déviatorique:  εéch = εpl + Bσ* 
Après -20 MPa dans la phase déviatorique:  εéch = εpl + Bσ* + c 
 
                                B                   c 
       avant -20 MPa        après -20 MPa  
uniaxial σc = 0 MPa 
non lubrifié 
sur le grès 

 
               -10 

 
                -10 

 
                 

uniaxial σc = 0 MPa 
lubrifié 
sur le grès 

 
              -67.5 

 
              -49.26 

 
             364.67 

uniaxial σc = 0 MPa 
non lubrifié 
sur les deux 
poussoirs 

 
           - 47.02 

 
             -14.306 

 
             654.28 

uniaxial σc = 0 MPa 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

      -67.5-47.02 =   
 
         -114.52 

        -49.26-14.306 = 
 
             -63.566 

   364.67+654.28 =     
 
           1018.95 

triaxial σc = 7 MPa    
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(K17) 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

 
         -114.24 

 
             -63.566 
 

 
           1013.48 

triaxial σc = 7 MPa 
(F56.1) 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

 
 
         -100.87 

 
 
             -63.566 

 
 
            746.08 

triaxial σc = 28 MPa 
(K62) 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

 
 
           -94.3 

 
 
             -63.566 

 
 
            614.68 

triaxial σc = 42 MPa 
(K100) 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

 
 
           -94.58 

 
 
             -63.566 

 
 
            620.3 

triaxial σc = 42 MPa 
(K99) 
lubrifié 
sur le grès et sur les 
deux poussoirs 

 
 
           -78.11 
 
 

 
 
             -63.566 

 
 
            290.9 

 
Pour l’essai uniaxial sur le grès de Fontainebleau, la correction en conditions lubrifiées est 
plus importante qu’en conditions non lubrifiées. Cela est du au fait qu’il existe des erreurs de 
mesures supplémentaires liées à la déformation du lubrifiant et de la protection en latex. 
La correction correspondant à la déformation de tout le système, comprenant la presse, le 
dispositif de lubrification et les deux poussoirs de la cellule triaxiale de type Hoek a été 
déterminée à partir des essais uniaxiaux pour les différentes gammes de contraintes avant et 
après -20 MPa. 
Concernant la gamme de contrainte avant – 20 MPa, la correction déterminée initialement 
n’est valable que pour un essai avec une pression de confinement nulle. Cette correction ne 
peut être appliquée au cas d’une compression triaxiale. 
On remarque que plus la pression de confinement est importante, plus la correction pour cette 
pression de confinement tend à s’éloigner de celle correspondant au cas de compression 
uniaxiale. En fait, la correction (en valeur absolue) a tendance à diminuer quand on augmente 
la pression de confinement. 
La relation entre le coefficient B et la pression de confinement adimensionnalisée notée σ3 est 
quasi-linéaire (figure 3.5.41). Elle est de la forme B = 0,6405 σ3  - 112,89. 
La relation entre le coefficient c (en microdéformation) et la pression de confinement 
adimensionnalisée notée σ3 est également quasi-linéaire (figure 3.5.42). 
Elle est de la forme c = - 12,808 σ3  + 986,37. 
La tendance de la correction à diminuer quand on augmente la pression de confinement est 
due au fait que cette dernière réduit les erreurs de mesures liées à l’interface. 
Notons que l’écart entre les deux corrections avant et après -20 MPa tend également à 
diminuer. 
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Figure 3.5.41 : Tracé du coefficient B en fonction de la pression de confinement. Relation quasi-linéaire. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.42 : Tracé du coefficient c en fonction de la pression de confinement. Relation quasi-linéaire. 
 
Notons que la correction déterminée est indépendante de la porosité et de la nature de la 
roche. Notons également que la correction après -20 MPa est indépendante de la pression de 
confinement exercée sur l’échantillon de roche. Cela est du au fait qu’au bout d’un certain 
niveau de contrainte, le lubrifiant en excès a été chassé, le lubrifiant restant est tout à fait bien 
tassé et de façon plus générale, la « mise en place » de l’interface s’est produite. 
Dans le sens de cette remarque, on constate que la correction après -20 MPa (où la « mise en 
place » de l’interface s’est déjà produite) est toujours inférieure à celle correspondant au 
niveau de contrainte avant - 20 MPa (où la « mise en place » de l’interface se produit). 
Finalement, comme l’a déjà fait remarquer Bressani (1995), les résultats obtenus contredisent 
l'idée courante que les mesures externes sont fausses. Bressani (1995) est arrivé à la 
conclusion que les mesures globales sont remarquablement précises. Nous sommes également 
arrivés à cette conclusion. Les erreurs de mesures ont été évaluées de façon très précise. La 
correction de la mesure globale de déformation entre plateaux permet finalement de déduire la 
réponse intrinsèque de la roche. 
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III.5.3/ ANALYSE DES PHASES DE FISSURATION DANS LES 
ECHANTILLONS DE GRES DE FONTAINEBLEAU 
 
III.5.3.1/ COURBES DEFORMATIONS-DEFORMATIONS 
 
Chaque échantillon testé est équipé de six jauges de déformations radiales placées à 60° 
d’intervalle et trois jauges de déformations axiales placées à 120° d’intervalle. Les courbes de 
déformations radiales données par les 6 jauges sont tracées les unes en fonction des autres. 
Notons que cette méthode, appliquée à la base pour les mesures de déformations radiales 
(Santarelli, 1987), a également été utilisée dans certains cas sur des mesures de déformations 
axiales (Tatsuoka et Kim, 1994 ; Bésuelle, 1999). Cette méthode est étendue également dans 
notre traitement au cas des déformations axiales. 
Les courbes de déformations données par les jauges tracées les unes en fonction des autres 
présentent pour la plupart une partie linéaire. La pente de cette droite est généralement proche 
de 1, ce qui montre l’homogénéité des essais et l’isotropie transverse du matériau dans les 
premières phases de déformation (figure 3.5.43). 
 
 
Figure 3.5.43 : Exemples de courbes (ε2,ε3) obtenues. Présence d’une partie linéaire suivie d’une déviation 
traduisant la perte d'homogénéité des déformations. 
 
 
III.5.3.2/ CHUTE DE LA FORCE 
 
On observe directement au niveau des données brutes correspondant à la mesure 
expérimentale de l’effort une très légère baisse à un niveau de contrainte donné (baisse allant 
approximativement de 0,1 à 0,5 MPa). Dans certains essais, cette chute est suffisamment 
importante pour être clairement visible sur les courbes contraintes-déformations tracées. La 
valeur de contrainte correspondant à cette chute de la force est systématiquement relevée et 
comparée aux valeurs obtenues à partir des techniques « classiques » de détection des phases 
de fissuration. 
 
 
 
III.5.3.3/ CERCLES ET ELLIPSES 
 
La technique développée ici est inspirée du travail de Hadley (1975b). A partir des 
déformations mesurées, on trace une ellipse moyenne des déformations radiales à différents 
niveaux de contraintes. L’ellipse est construite en utilisant la méthode des moindres carrés. 
Notons que la calibration de l’ellipse nécessite au minimum six jauges de déformation placées 
dans plusieurs directions radiales. Avant le seuil de localisation, les déformations mesurées 
sont homogènes. Après ce seuil, Hadley a observé que les points mesurés s’écartent, dévient 
remarquablement de l’ellipse interpolée de référence, caractérisant un champ de déformation 
homogène, les points mesurés s’organisent de moins en moins bien suivant l’ellipse. C’est 
cette déviation des points mesurées de l’ellipse interpolée qui est considérée par Hadley 
comme un critère de détection de la localisation.  
La technique que Kormi (1999) et moi-même avons développée est basée sur le même 
principe. Notons « a »  et « b » respectivement le grand et le petit rayon de l’ellipse.  
Notons « ϕ » l’angle du grand rayon de l’ellipse avec l’axe horizontal. On a : 
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En fait, il est plus astucieux d’optimiser le système à partir de 
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Les valeurs (a-b) et a b2 2−  sont tracées en fonction de la contrainte.  
Par ailleurs, on peut également interpoler un cercle à partir des points mesurés. Notons R le 
rayon de ce cercle et (x0,y0) les coordonnées de son centre. De la même façon que pour 

l’ellipse, on trace les courbes donnant R , x yo o
2 2+  et arctg( )y

x
o

o

 en fonction de la contrainte. 

Au niveau des courbes tracées, on remarque deux points particuliers:  
Le premier correspond à une perte de linéarité très brusque avec quelquefois même une légère 
petite chute de la force observée directement sur la courbe. Ce premier point particulier 
observé au niveau des courbes tracées correspond à notre avis au seuil de microfissuration. 
Cependant, les valeurs de contrainte correspondant à ce premier point et obtenues par cette 
méthode ne sont pas très fiables. Les résultats sont souvent très dispersés et l’erreur dans 
l’évaluation est très importante.  
Le deuxième point particulier des courbes tracées correspond, soit à une perte de linéarité très 
brusque, soit à une légère chute de la force visible sur la courbe. Dans les deux cas, ce point 
est clairement visible. La valeur de contrainte correspondante est obtenue avec une excellente 
répétabilité et peut être donc considéré comme fiable. Ce deuxième point correspond au seuil 
de localisation. 
Pour illustrer notre propos, nous donnons ici l’exemple d’un essai réalisé à 7 MPa de pression 
de confinement sur l’échantillon K17. Les deux courbes ci-dessous (figures 3.5.44 – 3.5.45) 
représentent le rayon R du cercle et la valeur (a-b) de l’ellipse tracés en fonction de la 
contrainte. 
Notons que les valeurs obtenues à partir de cette technique « cercle et ellipse » seront 
présentées et interprétées dans la suite du rapport (voir III.5.3.5). 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.44 : Exemple de tracé de R en fonction de la contrainte. Essai réalisé à 7 MPa de pression de 
confinement sur l’échantillon K17. 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.45 : Exemple de tracé de (a-b) en fonction de la contrainte. Essai réalisé à 7 MPa de pression de 
confinement sur l’échantillon K17. 
 
 
III.5.3.4/ COURBES CONTRAINTES-DEFORMATIONS 
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Il y a trois principales approches expérimentales pour mesurer la dilatance: 
- La dilatance peut être obtenue en soustrayant la déformation volumique élastique calculée à 
partir des constantes élastiques déterminées à de faibles contraintes où la dilatance peut être 
supposée nulle. Mais comme le fait remarquer Paterson (1978), il n’est pas facile d’obtenir 
une grande sensibilité dans l’application de la méthode sous pression de confinement. 
- On observe le changement du volume total de l’échantillon via le changement de volume de 
fluide où l’échantillon est submergé. Bridgman (1949, cité au 8th symposium, 1966). Dans le 
cas d’une roche suffisamment perméable, la mesure de la quantité de fluide circulant à 
l’intérieur et à l’extérieur de l’échantillon saturé durant la déformation donne une mesure de 
la déformation volumique associée aux pores accessibles et aux fissures. Les déformations 
volumiques sont déterminées à partir du déplacement du fluide après correction des 
changements élastiques dans le volume des pores, la dilatance est alors obtenue. Comme le 
font remarquer Handin et al. (1963), la méthode a une applicabilité limitée par rapport aux 
roches dures à cause de la nécessité que la perméabilité soit suffisante pour permettre de 
maintenir la saturation durant l’essai. Ce n’est également applicable que quand le fluide de 
pore est chimiquement inerte par rapport à la roche. 
- La méthode la plus pratique pour obtenir les déformations volumiques est d’utiliser des 
jauges de déformation à résistance électrique. (Matsushima, 1960, 1960 ; Brace et al., 1966, 
cités au 8th symposium de mécanique des roches, 1966). 
On mesure les déformations longitudinales et latérales dans l’échantillon. On en déduit alors 
la déformation volumique. Le seuil de microfissuration et le seuil de dilatance sont enfin 
déterminés directement à partir des courbes contraintes-déformations volumiques. 
En réalité, le concept de seuil de dilatance est plus un repère conventionnel qu’un seuil au vrai 
sens du terme. Ce concept n’a pas de signification physique réelle parce que la transition entre 
le stade de déformation purement élastique et celui du développement de la microfissuration 
est progressive, et par conséquent, aucune valeur véritablement objective ne peut être donnée 
pour ce seuil de dilatance. Quelques auteurs ont même utilisé des définitions arbitraires. La 
solution adoptée par Schock et al. (1973, cité par Paterson, 1978) est de définir la dilatance 
comme l’écart de la déformation volumique observée à une contrainte moyenne donnée de 
celle observée dans un chargement hydrostatique à la pression correspondante. La définition 
adoptée par Sangha et Dhir (1972, cité par Haïed, 1995) est que le seuil de dilatance 
correspond au point où le coefficient de Poisson instantané observé excède 0,5.  
Il est important de souligner que dans la littérature, le seuil de dilatance est souvent supposé 
coïncider avec le seuil de microfissuration. 
Le seuil de microfissuration peut être déterminé comme suit: 
On définit la limite d’élasticité initiale par la valeur du déviateur de contrainte (σ1 - σ3) en 
dessous de laquelle le comportement du matériau est totalement réversible. En pratique, on 
effectue des cycles de chargement-déchargement et rechargement et on prend pour limite 
élastique initiale la valeur du déviateur de contrainte pour laquelle on observe l’apparition 
d’une déformation irréversible de l’ordre d’environ 0,02 % (Shao, 1987). 
Par ailleurs, rappelons que Paterson (1978) distingue quatre phases dans l’histoire de 
chargement de l’échantillon testé sous compression.  
Dans la phase I, dite de serrage, la courbe (εax, σax) a une portion initialement concave avant 
d’être linéaire. Cette phase est réduite ou même inexistante en triaxial.  
Dans la phase II, le matériau est élastique, la courbe (εax, σax) est linéaire. Cette phase dépasse 
rarement 40 % du pic.  
Le début de la phase III correspond au seuil de microfissuration. On a une apparition des 
premières microfissures induites par le chargement. L’amorçage et la propagation de la 
microfissuration est stable. 
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Santarelli (1987) affirme que les microfissures commencent à se développer à un niveau de 
contrainte déviatorique qui est approximativement le même que celui où les courbes 
contrainte-déformation axiales dévient de la linéarité. C’est pourquoi, dit-il, on peut faire 
l’hypothèse que le seuil de dilatance correspond à la limite de linéarité. En fait, il n’en est 
rien. Comme nous l’avons déjà détaillé dans ce rapport, les courbes contrainte-déformation 
axiales sont toujours linéaires à ce stade de déformation. Cette linéarité témoigne de la 
tendance générale des microfissures à se développer de façon prédominante dans la direction 
parallèle à l’axe de chargement, à la direction de la contrainte compressive principale 
majeure. Les microfissures sont orientées principalement parallèlement à cette direction. 
Comme la microfissuration est axiale, on n’observe alors qu’une déviation des courbes de 
déformations latérales (et donc des déformations volumiques). Le point de perte de linéarité 
des courbes contrainte-déformation latérales (εrad , σax) et volumiques (εv , σax) coïncide avec 
le seuil de microfissuration et est attribuée au développement orienté des microfissures. 
(Brace et al., 1966 ; Bieniawski, 1967abc, 1968 ; Paterson, 1978). 
Il est important de souligner que tous ces auteurs font systématiquement coïncider le seuil de 
microfissuration et le seuil de dilatance (figure 3.5.46). 
Selon eux, l’évaluation de la dilatance à partir de la déformation volumique mesurée exige 
simplement le tracé d’une ligne de référence élastique virtuelle, correspondant à une 
extrapolation de la partie quasi linéaire de la courbe reliant la déformation volumique à la 
contrainte, en ignorant tout comportement non linéaire initial associé à la phase de serrage. 
Cependant, dans les matériaux de porosité appréciable ou ayant déjà subi une 
microfissuration, il peut ne pas y avoir vraiment de portion linéaire de cette courbe et le choix 
d’une ligne élastique de référence est plus difficile et devient subjectif. La dilatance est l’écart 
entre cette courbe et la droite fictive qu’on aurait obtenue si la déformation volumique était 
élastique.  
 
 
 
Figure 3.5.46 :  A gauche : dilatance dans le granite de Westerly dans un test triaxial à 100 MPa (1 Kbar) de 
pression de confinement. (d’après Brace, Paulding et Scholz, 1966). A droite : seuil de microfissuration (supposé 
coïncider avec le seuil de dilatance) de quartzite en compression uniaxiale, et de norite en compression triaxiale 
avec un rapport de contrainte axiale par rapport à la pression de confinement égal à 38:1 (d’après Bieniawski, 
1967). c’ marque le seuil de microfissuration (supposé coïncider avec le seuil de dilatance). c représente la 
contrainte de rupture macroscopique. 
 
Sur la base des références bibliographiques, nous avons choisi ce critère de perte de linéarité 
des courbes (εrad , σax) et (εv , σax) pour définir et déterminer le seuil de microfissuration. Dans 
les essais que nous avons réalisés, la perte de linéarité des déformations radiales et 
volumiques est clairement visible et les résultats obtenus sont homogènes et fiables (figure 
3.5.47). 
Par ailleurs, on peut constater qu’à un certain niveau de contrainte, le taux de déformation 
volumique dεv  change de signe. Nous avons systématiquement relevé dans les données 
correspondant à nos essais les valeurs de contraintes correspondant à ces changements de 
signe. C’est le critère que nous avons choisi pour définir et déterminer le seuil de dilatance. 
On a donc imposé une distinction entre les deux notions de seuil de microfissuration et de 
seuil de dilatance.  
Ces courbes donnant la déformation volumique en fonction de la contrainte mettent bien en 
évidence que le grès de Fontainebleau présente une phase de contractance suivie d’une phase 
de dilatance très prononcée à l’approche de la rupture. 
Le début de la phase IV représente le seuil de localisation. Le seuil de localisation correspond 
au début de propagation instable de la microfissuration, à la transition d’une microfissuration 
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diffuse à une microfissuration localisée. Les déformations du matériau deviennent 
inhomogènes et se localisent. Quand les courbes contrainte-déformation axiales dévient de 
leur linéarité initiale, cela révèle la formation de microfissures inclinées par rapport à l’axe de 
contrainte principale majeure. Cette perte de linéarité des déformations axiales correspond au 
seuil de localisation des déformation. Ce seuil de localisation est représenté par une non-
linéarité des déformations axiales et en même temps ou presque par une forte concavité des 
courbes de déformations latérales. Il est important de noter que dans les essais de Haïed 
(1995), le niveau de contrainte correspondant à la perte de linéarité des déformations axiales 
coïncide approximativement avec celui où le taux de déformation volumique change de signe 
et devient négatif. Finalement, dans les données correspondants à nos essais, ce critère est 
inexploitable. En effet, la perte de linéarité des déformations axiales n’est pas visible de façon 
claire. Ce critère n’est donc finalement pas utilisé. Remarquons à ce propos qu’une perte de 
linéarité précoce des courbes contrainte-déformation axiales peut-être due à la formation de 
multiples plans de cisaillement mineurs (lignes de Lüder). 
 
Figure 3.5.47 : Perte de linéarité des courbes de déformations radiales et volumiques. Exemple d’un essai réalisé 
à 14 MPa de pression de confinement sur l’échantillon K48. 
 
 
 
III.5.3.5/ PRESENTATION DES RESULTATS ET INTERPRETATION 
 
Dans la littérature, le seuil de localisation des déformations dans un essai triaxial est compris 
entre 75-80 et 100 %. Notons que Paterson place le seuil de localisation au pic.  
Dans les essais triaxiaux que nous avons réalisés, mis à part les essais à faible confinement ou 
à confinement nul, le seuil de localisation des déformations se situe juste avant le pic mais à 
un niveau de contrainte axiale toujours supérieur à 90 % du pic de résistance et cela 
indépendamment du fait que l’échantillon soit sec ou saturé (figure 3.5.48). Comme le seuil 
de l’inhomogénéité des déformations se produit pratiquement au pic, les courbes contraintes-
déformations pré-pic peuvent être utilisées pour l’étalonnage des lois de comportement.  
 
 
 
Figure 3.5.48 : Valeurs de seuils de localisation en pourcentage par rapport au pic obtenues pour les essais 
triaxiaux testés à différentes pressions de confinement. 
 
Ces résultats sont en accord avec les conclusions de Hadley (1975) qui constate, pour 
reprendre ses propres termes, qu’avant 90 % de la résistance à la rupture de l’échantillon, les 
déformations mesurées sont homogènes. Après 90 % du chargement en contrainte, le champ 
de déformations a cessé d’être homogène par anisotropie de la dilatance. La localisation est 
initiée. Ces résultats sont également compatibles avec ceux de Scholz (1968) et Mogi (1968) 
qui ont montré que quelque part au dessus de 90 % de la résistance à la rupture, les 
microfissures qui avaient jusqu’ici une distribution aléatoire dans les échantillons de roche ont 
commencé à se regrouper à se regrouper le long de la bande de cisaillement en 
développement.  
Santarelli (1987) a également constaté pour des tests triaxiaux sur le grès de Doddington que 
le seuil de localisation reste très proche du pic (figure 3.5.49). 
 
 
 
Figure 3.5.49 : Variation du seuil de linéarité de la courbe contrainte axiale déviatorique / déformation axiale 
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avec la pression de confinement. Les contraintes axiales sont normalisées à la valeur de résistance au pic 
correspondante. (d’après Santarelli, 1987). 
 
 
 
Par ailleurs, Brady et Brown (1985) ont écrit que, d’après la littérature, la rupture s’initie à 50-
95 % du pic de résistance. En accord avec cette conclusion, la table 3.5.50 reproduit la 
synthèse effectuée par Santarelli (1990) et complétée par Bésuelle (1999) par des études plus 
récentes. Cette table révèle que toutes les études caractérisées chacune par des techniques 
différentes ont situé, placé le seuil de localisation des déformations avant le pic de contrainte. 
Le rapport entre la valeur de contrainte axiale au seuil de localisation et au pic de résistance 
(σloc/σpic) varie entre 60 % et 99 %. 
 
Figure 3.5.50 : synthèse des résultats sur le seuil de la localisation obtenus pour différentes roches. (U: test 
uniaxial), (T: test triaxial), (B: test biaxial), (1: données sources différentes collectées par Santarelli, 1987), (2: 
plaque rectangulaire). (d’après Bésuelle, 1999). 
 
Une telle dispersion des données est expliquée par la grande variété des roches testées et par 
celle des tests considérés. On peut constater que pour une même roche (granite de Westerley) 
et un même test (triaxial), la dispersion des valeurs est importante (de 60 à 99 %). Ce qui 
indique que l’une des causes majeures de la dispersion des résultats tient à la technique de 
détection. Les nombreuses techniques existantes utilisées pour la détermination du seuil de 
localisation ne sont pas équivalentes et semblent très variables. Elles ont, non seulement, des 
champs d’application différents, mais aussi des sensibilités différentes. Ce qui fait que deux 
méthodes utilisées lors d’un même test peuvent donner des valeurs du seuil de localisation 
différentes. Dans ce cas, les méthodes optiques et soniques sont à préférer aux méthodes 
microscopiques et les grandes valeurs de (σloc/σpic) devraient être écartées.  
Un autre point important à noter est que le phénomène de la localisation se produit 
initialement à l’intérieur de l’échantillon tandis que les mesures des déformations radiales par 
jauges de déformations ou par capteurs de déplacement LVDT sont effectués à la surface de 
l’échantillon. Dans ce cas, le seuil de localisation est peut-être détecté de façon tardive. La 
valeur du seuil de localisation obtenue est peut-être surestimée par rapport à la valeur réelle 
d’initiation de la localisation.  
D’un autre côté, Spetzler et al. (1974) ont montré comment des problèmes de frettage et 
d’application de la charge mal maîtrisés conduisaient à des localisations très précoces qui 
pouvaient être retardées lorsque les causes expérimentales qui les généraient étaient corrigées. 
L’étude précise du seuil de localisation peut parfois amener à remettre en cause la qualité de 
l’essai, notamment les dispositifs d’application des efforts sur les éprouvettes et les conditions 
de frottement aux extrémités. En accord avec ces dernières conclusions, on remarque dans les 
essais que nous avons réalisés que le rapport σloc/σpic correspondant à un confinement nul et 
faible (7MPa) est plus faible que pour un confinement supérieur (14, 28 et 42 MPa), ce qui 
veut dire qu’un confinement suffisant rend négligeable le frottement résiduel restant à 
l’interface. Tandis qu’avec un confinement trop faible, le frottement résiduel à l’interface a 
une influence plus marquée et cela malgré l’utilisation du lubrifiant. A partir d’un certain 
confinement, le rapport σloc/σpic devient supérieur à 90 %. En appliquant la procédure de 
Santarelli (1987) et en réalisant des essais axisymétriques sur des échantillons de grès de 
Fontainebleau d’élancement 2 en conditions frettés, Haïed (1995) a montré que pour 30 MPa 
de pression de confinement, la localisation apparaît à environ 85 % du pic en contrainte. 
Haïed, Kondo, Henry (1997) observent plutôt que ce point se situe autour de 88 % de la 
résistance à la rupture dans le cas de l’essai de compression uniaxiale et à 90 % dans l’essai 
triaxial à 30 MPa de pression de confinement. Ce qui est tout à fait en accord avec les 
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résultats que nous avons obtenus. Le seuil de localisation apparaît donc plus tôt dans le cas 
uniaxial car le frettage a une influence plus sensible dans ce cas tandis que la pression de 
confinement tend à diminuer l’effet du frottement.  
Par ailleurs, on ne remarque pas de tendance particulière d’évolution du pourcentage de 
localisation quand on augmente la pression de confinement, contrairement à ce que l’on 
pourrait lire dans la littérature. Au vu des résultats expérimentaux présentés dans la littérature, 
on peut noter que cette tendance particulière à la baisse dont on parle souvent n’est pas aussi 
claire et évidente qu’on pourrait le croire et cela particulièrement pour le cas des essais 
axisymétriques. Ainsi, Haïed a affirmé ne pas avoir remarqué cette tendance pour les essais 
axisymétriques qu’il a réalisés. Il a obtenu un seuil de localisation de 90 % pour tous les 
essais triaxiaux et cela indépendamment de la pression de confinement. 
Par ailleurs, Bésuelle affirme que les événements correspondant à l’élancement 1 arrivent 
dans l’ensemble plus tôt qu’aux élancements 2. Pour les échantillons d’élancement 1, 
Bésuelle donne une loi d’évolution y% = 97 – 0,175x  (figure 3.5.53). 
 
 
Figure 3.5.53 : Evénements axiaux et radiaux interprétés comme seuils de localisation de la déformation, pour 
les essais de compression en élancement 2 (à gauche) et 1 (à droite). (d’après Bésuelle et Desrues, 1998 et 
Bésuelle, 1999). 
Pour une pression de confinement de 0 MPa, y% = 97%. Pour une pression de confinement de 
60 MPa, y% = 86,5%. Les essais d’élancement 1 présentent donc bien des valeurs de seuils de 
localisation globalement inférieurs, ce qui montre bien que les essais d’élancement 1 sont 
fortement influencés par le frottement à l’interface roche-plateau. Cela est vrai même pour des 
pressions de confinement importantes. Ce frottement fait produire la localisation plus tôt 
avant le pic. Ce qui est en accord avec nos essais et avec les remarques faites par Spetzler, 
Scholz et Lu (1974) concernant l’influence du frettage. 
Santarelli (1987) et Haïed (1995) ont également tracé l’évolution du rapport des contraintes 
axiales au seuil de la localisation et au pic, σloc / σpic , en fonction de la pression de 
confinement. Sur le domaine de pression de confinement étudié, le rapport décroît, diminue 
légèrement lorsque la pression de confinement augmente. On retrouve ici la conclusion 
souvent citée que la localisation a tendance à se produire de plus en plus tôt avant le pic 
lorsqu’on augmente la pression de confinement. Dans ce sens, Santarelli et Brown (1989) ont 
proposé un critère de localisation : 
σ
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Pour σ3 = 0, on a donc σ
σ
loc

pic
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Pour σ3 = 42 MPa, on a σ
σ
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 = 95,06% 

Ici également, la tendance à la baisse peut donc être considérée comme négligeable. 
Par ailleurs, Santarelli et Brown (1989) ont également proposé un critère de résistance au pic: 
σp = 51.1 [1 + 4,37 (σ3 /51,4)0,72]  avec σp et σ3 exprimées en MPa. 
En terme de déformations critiques, Haïed (1995) a enregistré le niveau de déformation, pour 
chacune des trois directions axiale, latérale et transversale au seuil de localisation en fonction 
de la pression de confinement (figure 3.5.54). Les relations sont linéaires. 
 
 
Figure 3.5.54 : déformations axiale, latérale et transversale critiques au seuil de localisation en fonction de la 
pression de confinement. (d’après Haïed, Kondo et Henry, 1997) 
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Ces droites présentent des pentes très faibles qui varient selon la direction de 23 à 10 
microdéformations. MPa-1 et proposent de ce fait des déformations critiques peu dépendantes 
de la pression de confinement. Ce n’est pas le cas pour les déformations à la rupture 
macroscopique. Dans une direction donnée, le niveau de déformation enregistré au moment 
où les déformations localisent, oscille autour d’une valeur moyenne. Cette valeur moyenne est 
estimée à environ 5500 microdéformations dans la direction longitudinale, autour de 1500 
microdéformations dans la direction transversale, 2200 microdéformations pour les 
déformations latérales (figure 3.5.55). On retrouve les 1900 microdéformations de la 
déformation volumique moyenne critique. 
 
Figure 3.5.55 : Moyenne, écart type et écart moyen des déformations axiale, transversale et latérale. (d’après 
Haïed, Kondo et Henry, 1997). 
 
Le résultat obtenu (quasi-constance des déformations au seuil de localisation) indique l’intérêt 
de critères basés sur la déformation (d’extension) critique comme celui proposé par Stacey 
(1981, cité par Haïed, Kondo, Henry, 1997) pour décrire la rupture fragile des roches. Par 
ailleurs, Santarelli (1988) a tracé les points de déviateurs des contraintes (q = σ1 -σ3 ) en 
fonction du déviateur des déformations (γ) au seuil de localisation (qloc , γloc) pour les 
différentes pressions de confinement (figure 3.5.56). 
 
Figure 3.5.56 : Points de déviateurs des contraintes (q = σ1 -σ3 ) tracés en fonction du déviateur des déformations 
(γ) au seuil de localisation (qloc , γloc) pour les différentes pressions de confinement. (d’après Santarelli, 1988). 
 
La linéarité de cette courbe peut être interprétée en termes élasto-plastiques. Le module 
élastique de cisaillement correspondrait alors à la pente de cette droite. L’intersection de la 
droite avec l’axe horizontal est une déformation plastique. Il serait alors possible de conclure 
que le seuil de localisation est atteint pour un déviateur des déformations plastiques constant.  
En conclusion, la courbe déviateur des contraintes / déviateurs des déformations au seuil de 
localisation pour les divers tests est très régulière et suggère que dans une certaine 
interprétation, la localisation se produirait lorsque le déviateur des déformations plastiques 
dépasse un  niveau critique indépendant de la pression de confinement.  
Par ailleurs, les résultats obtenus sur le comportement du grès de Fontainebleau à partir des 
essais de compression nous ont permis de mettre en évidence une forte susceptibilité à la 
microfissuration. Le seuil de microfissuration obtenu varie en moyenne autour de 45 % du pic 
de résistance (figure 3.5.57). Ce qui est en accord avec l’étude bibliographique qu’a réalisé 
Haïed (1995) qui situe ce seuil de microfissuration entre 30 et 60 % du pic. 
Notons que Bieniawski a montré que le début de la fissuration en compression uniaxiale ne 
dépendait pas de la forme de l’échantillon, des plateaux de chargement et du type de presse 
utilisée pour la compression. 
Notons également que pour Paterson (1978), le seuil de microfissuration est généralement 
observé entre le premier tiers et le deuxième tiers de la contrainte de rupture macroscopique, 
bien que, dans certains cas, affirme Paterson, la dilatance peut être détectée plus tôt ou 
seulement très près de la contrainte de rupture. 
Il faut rappeler ici que Paterson, Bieniawski, Brace ainsi que la grande majorité des 
chercheurs, ne font aucune distinction entre les deux notions de seuil de microfissuration et 
seuil de dilatance. Comme nous l’avons déjà détaillé auparavant, nous avons de notre coté 
différencié ces deux termes et défini des critères de détection séparés. 
Finalement, nous avons obtenu un seuil de dilatance plus près du pic, situé en général entre 65 
et 75 %. Le seuil de dilatance se situe donc après le seuil de microfissuration et correspond en 
fait au point de la courbe contrainte-déformation où la microfissuration commence à dominer 
le comportement macroscopique du matériau. 
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Figure 3.5.57 : Valeurs de seuils de microfissuration et de dilatance en pourcentage par rapport au pic obtenues 
pour les essais triaxiaux testés à différentes pressions de confinement. 
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III.5.4/ CONTROLE EXPERIMENTAL DE LA PHASE POST-PIC 
 
III.5.4.1/ BOUCLE D’ASSERVISSEMENT 
 
Avec un appareil de chargement à déplacement contrôlé, il est possible d'obtenir une réponse 
radoucissante (figure 3.5.58). Les mécanismes associés à la rupture, dont le phénomène de 
radoucissement des déformations dans la zone post-pic, ne peuvent être observés et étudiés en 
laboratoire qu'avec une presse hydraulique rigide et servo-contrôlée avec un système de 
contrôle (feed-back) à boucle fermée (closed-loop). (Hudson et al., 1972 ; Wawersik et 
Fairhurst, 1970 ; Wawersik et Brace, 1971 ; Hudson et al., 1971). Les presses servo-
controlées sophistiquées sont apparues à la fin des années 60. Des machines d'essais asservies 
servo-contrôlées et très rigides ont été alors utilisées avec succès. (Houpert, 1970 ; Rummel et 
Fairhurst, 1970 ; Hardy et al., 1971 ; Rummel, 1975, cités par Paterson, 1978). 
En fait, le contrôle a pu quelques fois être fait manuellement (Wawersik et Fairhurst, 1970 ; 
Wawersik et Brace, 1971), mais avec un servo-contrôle automatique, un temps de réponse de 
la presse plus court et un contrôle plus efficace est obtenu. Des progrès significatifs ont été 
réalisé dans le sens où ces machines ont permis en effet de contrôler et de suivre, de façon 
beaucoup plus systématique, le comportement post-pic radoucissant des échantillons de 
roches en compression triaxiale et d'obtenir les courbes contraintes-déformations complètes 
correspondantes. Cela a résulté en une meilleure compréhension de ce phénomène que ce qui 
était possible dans le passé. Ces presses servo-contrôlées modernes sont d'ailleurs utilisées 
pour conduire une large variété de tests dans les laboratoires de mécanique des roches. 
 
 
Figure 3.5.58 : Choix entre la force et le déplacement comme variable de contrôle programmée. (d’après 
Hudson, Crouch et Fairhurst, 1972). 
 
La boucle d'asservissement est entièrement analogique. Dans un système d’asservissement en 
boucle fermée pour essais de matériaux, un signal de commande provenant d’un élément 
régulant est transmis dans la boucle d’asservissement à un élément à réguler. L’élément 
régulant reconnaît à l’aide du signal de retour la manière dont l’élément régulé a réagi à cette 
commande. La boucle d’asservissement est un système électronique qui consiste à maintenir 
nulle la différence entre le signal de consigne ou de commande, délivré par un générateur de 
rampe et le signal électrique de retour (SR) provenant des informations délivrées par un 
capteur (figure 3.5.59). Le signal de retour ( feed-back) correspondant à la variable de 
contrôle est traité par un servo-contrôleur. Le signal de retour du capteur de contrôle est 
comparé dans la boucle d’asservissement avec le signal programmé, c’est à dire la consigne, 
pour donner un signal électrique en volt à taux constant représentant le taux constant de la 
variable de contrôle. Autrement dit, le signal de retour (feed-back) est ajusté par un régulateur 
électronique pour coïncider avec le programme désiré. Les consignes possibles étant de trois 
types : 
 
- Un palier, la consigne reste fixe. 
 
- Une rampe, à vitesse de montée ou descente constante. 
 
- Une immobilisation complète du générateur. 
 
Les valeurs programmées et mesurées sont comparées électroniquement plusieurs milliers de 
fois la seconde. La différence entre les deux signaux est effectuée par un amplificateur de 
courant différentiel (AD). Le servo-contrôleur fournit un signal de contrôle à la servovalve 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 298

qui est proportionnel à l'amplitude et à la polarité de la différence entre le signal feed-back et 
le signal programmé. L’écart entre ces deux signaux constitue le signal d’erreur ε dans la 
boucle d’asservissement. L’amplitude du signal d’erreur est la précision avec laquelle le tracé 
de retour suit le tracé de commande. Le signal d’erreur est utilisé pour le pilotage de la 
servovalve. S’il est différent de zéro, c’est à dire si le signal de commande et le signal de 
retour ne sont pas identiques, le signal de commande est incorrect, l’élément régulant corrige 
alors le signal de commande de manière appropriée, le canal de pilotage entraîne le 
déplacement du vérin dans le sens permettant de compenser le signal d’erreur. Quand les deux 
signaux sont égaux, l'expérimentation correspond au programme et la servovalve reste 
stationnaire. Dès que la différence des signaux de commande et de retour est non nulle, une 
servovalve ajuste la pression, la diminue ou l'augmente pour avoir l'équivalence désirée entre 
l'expérimentation et le programme. La servovalve commande une arrivée d'huile dans le vérin, 
de telle sorte que le piston de la presse se déplace dans une direction qui va tendre à diminuer 
cet écart, via l'éprouvette et le capteur d'asservissement. En amont de la servovalve, une 
pompe est utilisée pour maintenir l'huile à pression constante. Quand les deux signaux de 
commande et de retour sont égaux, l’expérimentation correspond au programme, le signal 
d’erreur est égal à zéro et la servovalve reste stationnaire, tout mouvement s’arrête. Le signal 
de commande ou de consigne correspond par exemple à un asservissement de la force, à la 
force appliquée, que le vérin doit exercer sur l’éprouvette. Le signal de retour correspond à la 
force mesurée sur l’éprouvette. 
 
 
 
Figure 3.5.59 : Principe de contrôle à boucle fermée. d’après Hudson et al. (1971, 1972). 
Les deux facteurs importants dans les presses avec systèmes servo-contrôlés sont d'une part 
l'optimisation du temps de réponse de la boucle fermée et d'autre part le choix d'un paramètre 
d'asservissement.  
 
III.5.4.2/ OPTIMISATION DU PIDF 
 
Il s'agit d'optimiser le temps de réponse de la boucle fermée, c’est-à-dire le temps qui s'est 
écoulé entre la détection de l'erreur et la correction de l'erreur. La qualité de la régulation 
dépend du temps de réaction du système. Les méthodes d’optimisation ont pour but 
d’améliorer le mode de réponse, c’est à dire la vitesse de réaction de la presse et d’améliorer 
la stabilité de la boucle d’asservissement et donc les performances du système. 
Des études conduites sur le taux de propagation des fissures sur les roches (Bieniawski, 1968, 
cité par Vutukuri et al., 1974) ont montré que la vitesse de fissuration augmente lentement et 
que ça augmente de presque zéro à quelques centimètres par seconde dans la phase initiale. Le 
temps de réponse dans le système servo-contrôlés est d'environ 5 millisecondes et dans cette 
courte période, la fissure s'initie mais ne se propage pas à une distance significative, si le 
signal feed-back approprié est utilisé. En revanche, si le temps de réponse de la presse est 
grand, il se peut que la fissure qui est initiée se propage avant que la pression ne soit réduite. 
L’optimisation du système est nécessaire chaque fois :  
- Que la forme ou le matériau ou les caractéristiques de l’éprouvette changent au cours de 
l’essai 
- Que le système est instable (ce qui se traduit par un bourdonnement, grincement) 
- Que le système réagit lentement ou quand les valeurs finales souhaitées ne sont pas atteintes. 
Toutefois, ceci n’est pas forcément dû à un problème d’optimisation, la cause peut être, par 
exemple, une vitesse insuffisante due à une servovalve de faible capacité. 
- Qu’un capteur est modifié en raison de travaux d’entretien ou de son étalonnage. 
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Chaque mode de pilotage utilise un signal de retour d’un capteur. Il est important de noter que 
chaque mode de pilotage sélectionné pour être utilisé dans la boucle d’asservissement doit 
être optimisé séparément. 
L’optimisation PIDF est utilisé pour les essais sur éprouvettes de matériaux.  
Les réseaux correcteurs, ou PIDF (Proportionnel, Intégral, Dérivé, hautes Fréquences) sont 
des systèmes électroniques qui permettent d'amplifier (action proportionnelle) et de corriger le 
signal en fonction de la vitesse de variation de ce signal grâce à des actions Intégrales et 
Dérivées. Ces paramètres sont déterminés empiriquement. Ces corrections sont nécessaires 
pour que le système soit stable et pour tenir compte des différents temps de réponse des 
éléments qui le constituent. Un mauvais réglage de ces actions se traduit par différents 
symptômes tels qu’un écart de position trop élevé, des oscillations après une variation rapide 
de la consigne ou bien encore des oscillations permanentes. Une trop forte réactivité peut 
engendrer un phénomène d'oscillation autour de la consigne, stable ou instable. Chaque voie 
d'asservissement est équipée d'un détecteur de limite. 
En fait, le mode de réponse de la boucle d’asservissement à un tracé de commande est 
fortement influencé par le niveau de gain réglé. Pour chaque type de configuration et d’essai 
prévu, pour chaque mode de contrôle utilisé (force, déplacement entre plateaux, etc...), pour 
chaque type d’installation, c’est à dire pour une capacité de charge du vérin du système, pour 
un type de bâti de charge et enfin pour un type de servovalve donnés, on doit obligatoirement 
chercher les valeurs idéales correspondantes du PIDF. Plus de détails sur l’optimisation du 
PIDF sont donnés en annexe. 
Au niveau de notre configuration d’essai, nous avons procédé aux réglages des valeurs du 
PIDF : 
Pour un mode de pilotage en force (force A SG), le réglage du PIDF est de: 
I = 0, F = 0, P = 0.95 et D = 0.003 
Pour un mode de pilotage en déplacement entre plateaux (lenght B SG), le réglage du PIDF 
est de:   I = 0, F = 0, P = 60.5 et D = 0.35 
 
III.5.4.3/ CHOIX D’UN PARAMETRE D’ASSERVISSEMENT 
 
III.5.4.3.1/ Définition d’un paramètre d’asservissement 
 
Les presses électro-hydrauliques asservies peuvent être utilisées en asservissement 
préprogrammé. Soit un paramètre physique ou plus précisément le signal électrique qui vient 
du capteur correspondant. Choisir ce paramètre physique pour l’asservissement, c’est lui 
imposer d’augmenter de façon incrémentale avec une vitesse donnée relativement au temps. 
Autrement dit, c’est imposer à ce paramètre, ce signal piloté de suivre un signal pilote, une 
rampe. Un canal de pilotage dirige un axe de mouvement du vérin en fournissant le signal de 
commande nécessaire au pilotage de la boucle d’asservissement. On sélectionne le signal de 
retour d’un capteur pour le choix d’un mode de pilotage ou d’asservissement avec lequel le 
canal de pilotage doit travailler. 
La clé d'une utilisation réussie de ces systèmes asservis est le choix de la variable de contrôle, 
du signal de retour (feed-back). Ces systèmes permettent de piloter un essai à partir de la 
charge (mesurée par un capteur d'effort), du déplacement du vérin (mesuré par un capteur de 
déplacement ) ou d'une grandeur physique extérieure quelconque mesurée par un capteur 
quelconque dont le signal électrique peut être connecté sur une entrée pour capteur extérieur 
de la boucle d'asservissement, comme par exemple à l'aide d'un capteur de déplacement 
linéaire LVDT extérieur. Le choix de base étant la force (ou pression) et le déplacement ( ou 
déformation). Dans le cas où le test est réalisé avec le déplacement entre plateaux comme 
variable de contrôle, les capteurs de déplacement sont placés directement entre les deux 
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plateaux. L'alimentation et le traitement du signal de ces capteurs s'effectuent par 
l'intermédiaire de conditionneurs électroniques. Une de ces grandeurs physiques, sélectionnée 
sur le module « choix du paramètre d'asservissement » est contrainte de suivre les évolutions 
du signal de consigne. 
 
III.5.4.3.2/ Critère de stabilité 
 
Soit une grandeur physique expérimentale ϕ (force, pression, déplacement ou déformation) 
notée positivement (ϕ ≥ 0). Cette variable est programmée pour varier d'une manière 
prédéterminée, généralement pour augmenter de façon monotone avec le temps. Elle peut 
donc être choisie comme paramètre d'asservissement, mais elle doit vérifier un critère dit de 
stabilité. Il convient pour décrire le comportement post-pic d'une éprouvette que la mesure du 
capteur qui sert de signal feed-back ϕ du programme pour le servo-contrôle ait cette évolution 
monotone en fonction du temps pendant tout l'essai, (Hudson et al., 1972 ; Boulay, 1988 ; 
Cangiano et Tognon, 1990, cité par Biolzi et Labuz, 1993), en particulier donc après le pic de 
résistance de la roche. Si le paramètre physique choisi pour l’asservissement à un moment 
donné change de sens d’évolution, c’est à dire qu’il baisse après avoir augmenté ou l’inverse, 
il ne suit donc plus la rampe imposée, il s’en écarte et le signal d’erreur ε devient de plus en 
plus important dans la boucle d’asservissement. La réponse du vérin pour réduire cet écart 
provoque la rupture de l’échantillon. En conclusion, il faut choisir un paramètre physique ϕ 
pour l’asservissement qui ne change pas de sens d’évolution au cours de l’essai, que ce soit 
avant, pendant ou après le pic. Autrement dit , dϕ  ≥ 0 ∀ϕ. 
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III.5.4.3.3/ Rigidité d’un corps élastique 
 
La rigidité k d'un corps élastique est définie par la force requise par unité de déplacement. dl  

est le déplacement produit par dF dans la direction où elle agit: k dF
dl

= . 

La rigidité d'un composant élastique de longueur l , d'aire A et de module d'élasticité E sujet à 

une compression uniaxiale est donnée par  k AE
l

= . 

La rigidité d'un élément élastique est donc d'autant plus grande que son module d’élasticité E 
est grand, que son aire A est grand et que sa longueur l  est faible. La rigidité d'un élément 
élastique peut donc être augmentée en augmentant son aire et en diminuant sa longueur.  
La rigidité de N éléments placés en série, tels qu'ils soient soumis à la même force, est donnée 

par 
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La rigidité de N éléments placés en parallèle est donnée par k k k k km N= + + + +1 2 3 ...  . 
 
 
III.5.4.3.4/ Rigidité de la presse 
 
La rigidité de la presse est dépendante de la rigidité de ses composantes, les colonnes, les 
composantes hydrauliques, les plateaux de chargement, etc... 
La rigidité totale du système de chargement dépend donc du type de presse. La Société 
Internationale de Mécanique des Roches (SIMR) recommande que la rigidité de la presse soit 
plus grande que 5 MN/mm = 5 GN/m (Fairhurst et Hudson, 1999). A notre connaissance, 
Cook et Hojem (1966, cité par Vutukuri et al., 1974) ont conçu la première presse rigide. Ils 
ont obtenu une rigidité de la machine de l'ordre de 1,577 GN/m et la capacité maximale de la 
machine était de 1 MN. Wawersik (1968) et Wawersik et Fairhurst (1970), par exemple, ont 
utilisé le même principe et ont construit une machine avec une rigidité de 1,542 GN/m. 
Même dans le cas d'une presse idéalement rigide, il reste quand même un paramètre majeur 
influencent la rigidité qui est l'indentation des plateaux. Timoshenko et Goodier (1951) ont 
donné le déplacement d'un indenteur circulaire rigide d  indentant une surface plane élastique. 

w F dE= −( )1 2ν  soit 
F
w

dE
=

−1 2ν
    avec w  représentant le déplacement, F la force, ν le 

coefficient de Poisson, d  le diamètre de l'indenteur et E le module de Young de la surface 
plane. 
Ce qui veut dire que la rigidité de deux plateaux rigides connectés peut être donné 

approximativement par 
1
2

dE .  

Si  le diamètre de l'échantillon (agissant comme un indenteur) est de d = 40 mm et si la 
rigidité des plateaux d'acier est de l'ordre de E = 200.000 MPa = 2 ×105 MN/m2 , alors 
1
2

dE = 1/2 × 4×10-2 × 2×105 = 4×103 MN/m = 4 GN/m. 
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III.5.4.3.5/ Force 
 
On effectue un contrôle automatique de la vitesse de montée en charge en imposant au signal 
issu d'un capteur d'effort de suivre une tension de consigne en rampe. Dans la phase pré-pic, 
le matériau a un comportement durcissant, la force augmente. Dès que l’effort critique ou pic 
de résistance de l'échantillon est atteint, l'éprouvette se rompt violemment avec une libération 
d'énergie. La zone radoucissante de la courbe contrainte-déformation n’est alors pas observée. 
Cette libération d'énergie est due à une perte de contrôle de la vitesse de montée en charge, du 
fait que le paramètre d'asservissement choisi, en l'occurrence l'effort, ne peut pas 
physiquement varier de façon monotone croissante en fonction du temps et suivre ainsi une 
consigne en rampe. Le programme continue à augmenter la force axiale linéairement avec le 
temps, mais la capacité de support de charge (load carrying capacity) peut seulement décroître 
avec un déplacement axial supplémentaire. En effet, dans la phase post-pic, le matériau a un 
comportement radoucissant, la force baisse ( 0dF <<<< ). Il n'est donc pas possible d'obtenir une 
courbe force-déplacement complète pour un échantillon radoucissement à partir d'un contrôle 
de la presse avec la force axiale. Comme la force axiale change de sens d’évolution au pic, 
elle ne peut donc pas être choisie comme paramètre d’asservissement. 
Par ailleurs, il est dangereux de contrôler un essai en force. En fait, il faut éviter d’être en 
contrôle de force au moment de la rupture de l’échantillon de roche, sinon, comme la force 
chute brutalement, pour compenser l’erreur importante entre le signal de commande et le 
signal de retour, le vérin réagit violemment. L’opérateur perd le contrôle et les risques de 
dommages pour la presse et la cellule triaxiale sont importants. C'est pourquoi le signal feed-
back habituellement utilisé dans les tests sur les roches est le déplacement. Le test de 
compression ne doit donc pas être contrôlé en force et doit être contrôlé à taux de 
déplacement ou de déformation constant. (Brock, 1962, cité par Jaeger et Cook, 1979). 
 
III.5.4.3.6/ Déplacement du vérin 
 
Un capteur installé sur la tête inférieure du vérin mesure le déplacement vertical. Considérons 
le cas où on veut piloter l'essai en imposant la vitesse de déplacement axial du vérin. Notons 
que ce paramètre a déjà été utilisé pour asservir des essais. Haïed (1995), par exemple, a 
réalisé dans sa thèse des essais en asservissement contrôlé en déplacement du vérin avec une 
vitesse de 5×10-6 /s. La mesure du déplacement du vérin est une mesure globale incluant la 
déformation entre plateaux et une déformation « propre » à la presse. Cette dernière inclut la 
déformation (flexion) de la traverse, la déformation des colonnes, la déformation du piston du 
vérin et la déformation des plateaux supérieur et inférieur de chargement.  Notons : 
F: charge appliquée par la presse. 
lpl: distance entre plateaux. 
d lpl: déplacement correspondant. 
d lpr: déplacement correspondant à la presse, incluant la traverse et les colonnes. 
d lver: déplacement mesuré par le capteur de déplacement logé à la base du vérin. 

Kpr: raideur de la presse: Kpr = 
dF

d prl
> 0 ∀F . 

La presse est considérée comme un ressort de rigidité Kpr. 

Kpl: pente de la courbe F/lPl: Kpl = 
dF

d pll
 

On choisit lver comme paramètre d'asservissement, il doit donc répondre au critère d lver >0 

∀lver . soit: d lver = d lPl + d lPr = 
dF
Kpl

dF
Kpr

+ = dF
Kpl Kpr

( )
1 1

+ >0. 
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- Avant le pic: dF >0 et d lPl >0 soit Kpl = 
dF

d pll
>0 

or Kpr >0 ∀F d'ou d lver >0 ∀F . Le critère est donc toujours vérifié. 
 
 
- Après le pic: dF < 0 . 

Le critère est vérifié si 1 1
Kpl Kpr

+  <0 soit  
1 1

Kpl Kpr
< −  

or Kpr >0 d'ou 
1 1

Kpl Kpr
< −  < 0 soit 0 > Kpl > -Kpr . 

soit Kpl <0 et - Kpl < Kpr . 
 
Le pilotage d'un essai à vitesse imposée de déplacement du vérin est possible si la pente Kpl  
de la branche post-pic de la courbe F /lpl est négative. On a alors d F <0, Kpl <0 d'où d lpl >0. 
Ce qui veut dire que l'évolution du déplacement entre plateaux reste monotone après le pic. 
D'autre part, la valeur absolue de la pente Kpl de la branche post-pic de la courbe F /lpl doit 
être inférieure à la raideur de la presse. Si cette condition n'est pas remplie, l'essai est instable 
sitôt le pic atteint. 
En supposant que l'on puisse contrôler cet essai dans ce cas d'instabilité, un enregistrement de 
la courbe F /lver montrerait un comportement tel que celui représenté sur la figure 3.5.66. 
Après le pic, le piston est obligé de rentrer dans le corps du vérin. 
Figure 3.5.66 : Courbe obtenue en cas d’instabilité « contrôlée ». 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.5.4.3.7/ Déplacement entre plateaux 
 
Le paramètre suivant le plus facile à mettre en œuvre est le déplacement axial entre plateaux. 
Le pilotage de déplacement entre plateaux est possible à la seule condition que d lPl soit 
positif (d lPl ≥ 0), le critère de stabilité est alors vérifié. 
Le critère de stabilité dans le cas d'un pilotage de déplacement du vérin impose une condition 
supplémentaire. La mesure du déplacement du vérin est donc plus globale que la mesure entre 
plateaux. Le choix du déplacement du vérin comme paramètre d’asservissement est donc 
exclu. On lui préférera la mesure « plus locale » ou plutôt « moins globale » du déplacement 
entre plateaux. 
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Figure 3.5.67 : Schéma de disposition des jauges de déformation et des capteurs LVDT. (d’après Pellegrino et 
al., 1997). 
 
La mesure du déplacement entre plateaux est une mesure globale incluant le comportement de 
tout ce qui est entre plateaux (figure 3.5.67), c’est-à-dire: 
 
- La déformation axiale propre de l’échantillon, incluant le tassement de la rugosité de 
l’échantillon, d’où l’intérêt de réaliser une rectification de qualité des surfaces de 
l’échantillon. 
 
- La déformation du lubrifiant. 
 
- La déformation de la protection en latex. 
 
Ces deux dernières déformations sont liées à l’interface et correspondent au dispositif de 
lubrification. 
 
- La déformation d’une partie des plateaux de chargement. 
 
- La déformation correspondant à l’indentation des plateaux. 
 
- Le tassement de la rugosité des plateaux. 
Notons qu’après une bonne rectification des plateaux de chargement, cette quantité est 
négligeable relativement aux autres déformations citées. 
 
- La déformation axiale des deux embases ou poussoirs de la cellule triaxiale dans le cas 
d’une compression triaxiale. Notons que dans le cas d’une cellule de type Hoek, la souplesse 
de la cellule correspond à la souplesse des deux poussoirs. 
 
La mesure du déplacement entre plateaux prend donc en compte bien d’autres paramètres en 
plus de la déformation de l’éprouvette.  
Dans un cas simplifié où aucun procédé de lubrification n’est utilisé, les déformations autres 
que celles de l’échantillon sont regroupées dans un terme général dit de déformation de la 
presse. La courbe contrainte-déformation dans ce cas est obtenue à partir d’une mesure 
globale représentant le comportement de l’échantillon et de la presse. Il est donc évident que 
le comportement de la presse aura une influence sur l’allure globale de la courbe contrainte-
déformation. Nous allons tenter de « quantifier » cette influence à partir d’un modèle très 
simple. 
Notons (figure 3.5.68) : 
lech : hauteur de l'échantillon . 
d lech : déplacement de l'échantillon . 
lloc: épaisseur de la zone localisée. 
d lloc: déplacement inélastique dû à la zone fissurante localisée de l'échantillon . 
lel: longueur de la partie élastique de l'échantillon lel = lech - lloc 
d lel: déplacement dû aux parties élastiques de l'échantillon après le pic. 
d lpr: déplacement dû à la presse. 
lPl : distance entre plateaux . 
d lpl : déplacement entre plateaux, déplacement total pour un pas de chargement. 
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Kpr : raideur de la presse: Kpr = 
dF

d prl
> 0 ∀F  pente positive en charge et en décharge 

Kech : pente de la courbe F/lech : Kech = 
dF

d echl
. 

Kel : raideur des parties élastiques de l'échantillon : Kel = 
dF
d ell

> 0 ∀F. 

Kloc : pente de la courbe correspondant à la zone localisée F/lloc = Kloc = dF
dlloc

 

 
Figure 3.5.68 : Schéma simplifié représentant les différentes longueurs définies ci-dessus. 
 
 
L'échantillon et la presse sont comme des ressorts chargés en parallèle. La presse est 
représentée par un ressort élastique linéaire de rigidité longitudinale constante Km = Kpr et 
l'échantillon par un ressort non linéaire de rigidité variable Ks = Kech    (figure 3.5.69). 
 
 
 
Figure 3.5.69 : A gauche : représentation de l’échantillon et de la presse par des systèmes de ressorts. A droite : 
interaction entre l'échantillon et la presse conventionnelle. Les déplacements et les forces compressives de 
l'échantillon sont pris positifs. (d’après Brady et Brown, 1985). 
 
Par analogie avec le raisonnement utilisé pour le pilotage avec le déplacement du vérin, on 
peut considérer que le déplacement entre plateaux est la somme des déplacements de 
l'éprouvette et des déplacements dus à la presse. 

dlpl = dlpr + dlech = 
dF
Kpr

dF
Kech

dF
Kpr Kech

+ = +( )
1 1

. 

La forme de la courbe dépend donc de la rigidité de la machine. Quand la rigidité de la 
machine augmente, le comportement obtenu, mesuré du matériau approche son comportement 
réel. En effet, si Kpr est très grand:  

dlpl = dF
Kpr Kech

dF
Kech

( )
1 1

+ ≈ . 

Cela conduit également à trouver un critère de stabilité du contrôle. Si on choisit lpl  comme 
paramètre d’asservissement, ce dernier doit répondre au critère dlpl ≥0 ∀ lpl , ce qui veut dire qu'il 
n'y a pas de retour du déplacement après le pic d'effort. 
 
- Avant le pic: dF >0  
Comme chaque partie est soumise à la même charge supplémentaire dF. 

dlpl = dlpr + dlech = 
dF
Kpr

dF
Kech

dF
Kpr Kech

+ = +( )
1 1

> 0 

Kpr > 0 ∀F et Kech > 0 , par conséquent dlpl > 0. Le critère est donc toujours vérifié.  
Le comportement observé avant le pic n'est pas influencé par la rigidité de la presse. 
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- Après le pic: dF < 0. 
Quand la résistance au pic de l'échantillon est atteinte, le matériau a un comportement 
radoucissant, ce qui veut dire que l'échantillon continue à se comprimer, mais la charge qu'il 
peut supporter se réduit progressivement (dF < 0).  
Comme Kpr est positive, cela implique que la presse se décharge. On suppose que la 
localisation des déformations de l'échantillon se produit au pic d'effort. 
Le déplacement correspond à l'éprouvette est la somme des déplacements des parties 
élastiques de l'éprouvette et des déplacements dus à la zone fissurante localisée. 

dlpl = dlpr + dlech = 
dF
Kpr

dF
Kech

dF
Kpr Kech

+ = +( )
1 1

. 

La forme de la courbe post-pic est altérée puisqu'elle dépend de la rigidité relative de la 
machine et de l'échantillon. La rigidité de la presse influence la courbe force-déplacement tel 
que les caractéristiques de décharge du système est fonction des caractéristiques de décharge 
de la machine. 
Si dlpl <0, le critère n'est alors pas vérifié. 
La courbe contrainte/déplacement entre plateaux change de sens d'évolution, le déplacement 
n'augmente plus en continu à partir du pic. Ce problème de « snap-back » est responsable de 
la rupture brutale observée au moment du pic. 

Le critère est vérifié si dlpl > 0 soit 
Kpr

1
Kech

1 ++++  < 0 ou dF
Kpl Kpr

( )
1 1

+  or Kpr > 0 d'où 

d F
K p l

d F
K p r

+  soit finalement Kpr > -Kech > 0.  

Notons que Salamon (1970) et Hudson et al. (1972) sont également arrivés à cette inégalité. 
Salamon a utilisé une approche de calcul différente de celle que nous avons présentée. Son 
approche est basée sur un bilan énergétique. 
Nous allons rappeler brièvement ce calcul. Nous avons gardé cette fois la notation adoptée par 
Salamon (1970) pour que les figures illustrant notre propos restent claires. Quand un 
échantillon est chargé dans une presse, le système peut être représenté par deux ressorts de 
rigidité Km (machine) et Ks (spécimen) placés entre deux supports rigides R et R' (figure 
3.5.70.a) qui se déplacent en relation avec la jonction 0 dans les directions positive et 
négative. (figure 3.5.70.b). Si les deux ressorts sont supposés être linéaires, la relation force-
déplacement pour la machine et l'échantillon peut être représentée par la (figure 3.5.70.c). 
 
Figure 3.5.70 : Représentation du système échantillon-presse. (d’après Hudson et al., 1972), (cités par Vutukuri 
et al., 1974). 
Soit F la force, δm le déplacement de la machine et δs le déplacement de l'échantillon. 
Si les deux ressorts sont linéaire: Fm = - Km δm   et   Fs = Ks δs . 
Dans le cas où le comportement de l'échantillon est non linéaire: Fs = f (δs). 
La condition pour que le système soit en équilibre est: Fm = Fs .  
La condition d'équilibre du système est maintenue tant que le ressort correspondant à la 
machine n'est pas capable de causer des déformations supplémentaires de l'échantillon sans 
l'addition d'une énergie externe. 
Si les points R et R' restent relativement fixés et si une déformation est introduite dans  
l'échantillon comme un résultat de sa rupture au point A (figure 3.5.70.c), notons ∆s  le 
déplacement dans l'échantillon  et ∆ws  le travail correspondant. Soit  ∆wm le travail virtuel 
requis qui doit être fait par le ressort pour introduire ce déplacement dans l'échantillon ∆s . 
La condition d'équilibre sera maintenue tant que la condition suivante est vérifiée:  
∆ws -∆wm > 0. Cela mènera à une chute dans la force de F à F’. Le travail fait par la presse et 
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l'échantillon durant le déplacement virtuel peut être donné par ∆wm = (F’+ 
1
2

∆Fm)∆s . 

Le travail absorbé par l'échantillon pour se déformer lui-même est ∆ws = (F’ + 
1
2

∆Fs)∆s . 

Les valeurs de ∆Fm et ∆Fs sont dépendantes de la rigidité de la machine et de l'échantillon. 
La rigidité de la machine reste linéaire: ∆Fm = -Km ∆s . La rigidité de l'échantillon de roche 
dans le cas post-rupture peut ne pas être linéaire: 
∆Fs = f (δs) ∆s  = λ ∆s . 
λ représente la pente de la courbe force-déplacement de l'échantillon dans la région post-
rupture au point où la rupture se produit. 
En remplaçant dans les équations précédentes, on obtient  

∆wm = (F’ −
1
2

Km s∆ )∆s . 

∆ws = (F’+ 
1
2

λ∆s)∆s . 

En remplaçant ces valeurs de ∆wm  et ∆ws  dans la condition d'équilibre, on obtient λ+ Km >0 
ou encore Km > -λ  (figure 3.5.71). 
 
 
Figure 3.5.71 : Critère d’instabilité. (d’après Salamon, 1970). 
Km représente la rigidité de la machine, équivaut donc dans ma notation à Kpr . λ représente la 
pente tangente de la courbe force-déplacement de l'échantillon de roche, équivaut donc dans 
ma notation à Kech. 
On retrouve donc bien l'inégalité Kpr > -Kech. Une presse peut être dite rigide relativement à  
l'échantillon quand cette condition de stabilité est vérifiée, sinon la machine est souple. Si on 
reprend l'inégalité complète Kpr > -Kech > 0, le critère est donc vérifié si Kech < 0 et  
Kpr > - Kech . Si cette condition est vérifiée, l'équilibre sera stable, on aboutit donc sur la 
remarque souvent énoncée que la stabilité dépend de la rigidité de la presse de chargement et 
de la pente de la branche radoucissante. (Brace, 1964 ; Barnard, 1964 ; Bieniawski et al., 
1969, cités par Paterson, 1978 ; Cook, 1965 ; Salamon, 1970). Le pilotage d'un essai à vitesse 
imposée de déplacement entre plateaux est possible si la pente Kech de la branche post-pic de 
la courbe F / lech  est négative. On a alors dF < 0, Kech < 0 d'ou dlech > 0, ce qui veut dire que 
le comportement de l'échantillon est de classe I (figure 3.5.72). Ce comportement est dit 
« stable ». Si dlech < 0, alors le comportement de l'échantillon est de classe II. Le contrôle 
dans ce cas est instable. 
 
Figure 3.5.72 : comportement de classe I et II. 
 
Comme on peut le remarquer, dû au fait que la mesure du déplacement entre plateaux inclut la 
déformation de la presse, l'instabilité du système dépend de la rigidité de cette dernière. Une 
instabilité du système peut être vue même si la presse de l'échantillon est stable. 
Le fait que le comportement de l'échantillon soit stable ne suffit pas, il faut que la rigidité (en 
décharge) de la presse soit supérieure à une valeur critique. Kpr > Kpr (critique) = - Kech. 
Ce qui veut dire que le déplacement élastique de la presse doit être inférieure à celui de 
l'éprouvette. 
Ce qui veut dire aussi que la courbe force-déplacement complète ne peut être suivie que si la 
rigidité K de la machine correspond à une pente qui est plus raide que la plus raide des parties 
descendantes de la courbe force-déplacement de l'échantillon (figure 3.5.73). 
 
Figure 3.5.73 : Courbe force-déplacement complète et rigidité K de la machine. (d’après Paterson, 1978). 
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Cook (1965, cité par Jaeger et Cook, 1979) arrive également à cette conclusion. Il montra que 
le processus de rupture devient instable quand la pente descendante de la courbe contrainte-
déformation de l'échantillon dépasse la pente de rigidité de la presse. Dans des tests 
conventionnels où la presse est très souple, c'est-à-dire que sa rigidité est très faible, le 
contrôle est alors instable. Une instabilité survient au pic et produit une rupture violente. En 
fait, les tests se terminent ou plutôt sont interrompus au point de tangence entre la pente de la 
courbe force-déplacement des échantillons de roches (Kech) et la rigidité de la machine (Kpr). 
Ce point de tangence (Kech= Kpr) est toujours très proche du maximum de la courbe  
contrainte-déformation et correspond au changement dans la nature du comportement de  
l'échantillon, ce point représente la transition d'un comportement ductile à un comportement 
fragile, le comportement ductile d'une roche étant sa capacité croissante à résister avec une 
déformation croissante à la force qui lui est appliquée. Sinon, si la presse est suffisamment 
rigide par rapport à l'échantillon dans la région post-pic, cette situation instable ne se produit 
pas. La courbe complète force-déplacement peut être suivie et tracée avec une telle machine. 
La rupture de l'échantillon sera contrôlée et le déplacement de l'échantillon prendra place 
seulement sous une application d'une énergie externe. 
 
Par ailleurs, la rigidité de l'échantillon dans la région post-pic dépend du diamètre et de la 
hauteur et peut être donné par : 

Kech = 
dF
d

d
d

s d
d

d h d
d
d

D
l l

l= × = × = × × ×−σ
ε

σ
ε

π π σ
ε. / [ / ]

2
1

4 4
. 

 
La géométrie de l'échantillon a une influence sur sa rigidité. La rigidité de la machine Kpr 
dépend également du diamètre de l'échantillon à cause des effets d'indentation des plateaux, 
mais est indépendante de la hauteur de l'échantillon. Ce qui met en évidence le fait que 
l'inégalité Kpr > Kpr (critique) = - Kech  peut être vérifiée ou non suivant la hauteur et le diamètre 
de l'échantillon. La stabilité du système dépend de la géométrie de l'échantillon. 
Dans le cas extrême d'une presse idéale infiniment rigide: Kpr = ∞, le pilotage en déplacement 
entre plateaux est alors possible dès qu'une seule condition est vérifiée, que le comportement 
propre de l'échantillon soit stable, de Classe I, c'est-à-dire que - Kech >0, Kech <0 
Notons que même pour une presse infiniment rigide, le comportement propre de l'échantillon 
n'est pas forcément de classe I, la stabilité de l'échantillon dépend également de son 
élancement h /d. Une instabilité « snap-back » peut encore apparaître. (Biolzi et Labuz, 1993 ; 
Wawersik et Fairhurst, 1970). 
Le radoucissement est toujours associé à la zone de localisation des déformations (figure 
3.5.74). 
lech = lel +lloc  
Figure 3.5.74 : Radoucissement à l’intérieur de la bande de cisaillement et décharge élastique à l’extérieur.  
(2: décharge, 1: radoucissement). 
 
Si on suppose lloc = cte alors dlech  = dlel d'où Kech = Kel . 
Le critère est alors vérifié si Kel <0 et Kpr >- Kel  . 

A la localisation des déformations dans la zone (1), on a à l'intérieur de la zone une 
diminution de la contrainte accompagnée d'une augmentation de la déformation, tandis qu'à 
l'extérieur de la zone (2), en dehors de la bande de cisaillement, la déformation diminue et on 
a une décharge élastique (Labuz, Shah et Dowding, 1985, cités par Biolzi et Labuz, 1993) et 
donc Kel > 0. 
Ce qui veut dire que le critère n'est jamais vérifié si on suppose lloc  constante. 
Considérons donc le cas général ou dlloc est non nul. 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 310

dllpl = dlpr + dlech  = dlpr + dlel + dlloc  = 
dF
Kpr

dF
Kel

dF
Kloc

+ +  = dF
Kpr Kel Kloc

( )
1 1 1

+ + . 

Le critère est vérifié si 
1 1 1

Kpr Kel Kloc
+ +  <0. 

Soit 
1 1 1

Kpr Kel Kloc
+ < −  

or Kpr >0, Kel >0, d'où  0 < 
1 1 1

Kpr Kel Kloc
+ < −    ou encore  0 < 

Kel Kpr
KprKel Kloc

+
< −

1
 

d'où 
Kel Kpr

Kpr Kel
Kloc

.
+

> − > 0 

Le critère est donc vérifié si Kloc < 0 et 
Kel Kpr

Kpr Kel
Kloc

.
+

> − . 

 

dlech = dlel + dlloc = 
dF
Kel

dF
Kloc

dF
Kel Kloc

+ = +( )
1 1

. 

Pour un comportement stable de classe I de l'échantillon : 

dlech > 0 or dF <0 d'où 
1 1

0
Kel Kloc

+ <  soit 
1 1

Kel Kloc
< −  

 
 
Figure 3.5.75 : Courbe contrainte-déformation avec radoucissement à l’intérieur de la bande de cisaillement et 
décharge élastique à l’extérieur. (voir Sulem, 1998). 
 
A la localisation des déformations, en dehors de la bande de cisaillement, dans les zones (2), 

on a une décharge élastique, par conséquent Kel > 0 et on obtient alors 0
1 1

< < −
Kel Kloc

  , 

soit Kel > - Kloc > 0 
Le critère est donc vérifié si d'une part Kloc < 0, ce qui veut dire qu'on a un radoucissement, 
une pente d'écrouissage négative dans la bande de cisaillement, dans la zone (1) et d'autre part 
Kel > - Kloc  soit Kel > Kel (critique)  =  - Kloc    (figure 3.5.75). 
plus l'élancement est grand, plus Kel est faible. Il existe donc une valeur critique de 
l'élancement au dessus duquel le comportement de l'échantillon est instable de classe II. 
Après le seuil de localisation (généralement situé avant le pic), les courbes contrainte-
déformation ne représentent plus le comportement du matériau mais sont le résultat d’un effet 
de structure, plus précisément du glissement de deux blocs rigides l’un par rapport à l’autre. Il 
est intuitif alors que la hauteur de l’échantillon aura un effet sur l’allure de la courbe après la 
localisation et donc dans la phase post-pic. 
Rappelons que la déformation axiale de l'éprouvette inclut la déformation des zones (1) et (2). 
L'inégalité Kel > - Kloc obtenue à partir d’un modèle théorique très simple traduit tout 
simplement le fait que plus l'échantillon a un élancement important, plus les zones (2) seront 
importantes et plus l'allure de la courbe contrainte-déformation de la zone (2) aura une 
influence sur l'allure de la courbe contrainte-déformation axiale de l'éprouvette.  
Ce qui est également en accord avec l’analyse théorique donnée par Bazant (1976). Bazant 
montre en effet que la « ductilité » est déterminée par des conditions de stabilité où 
interviennent les notions d’effets de taille et d’énergie emmagasinée. Selon Bazant, l’énergie 
de déformation emmagasinée de la structure est transférée à l’intérieur de la région 
radoucissante. Il existe une limite inférieure de la taille de cette région qui permet la ductilité. 
 
Reprenons maintenant la condition de stabilité obtenue plus loin: Kpr > - Kech  
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soit Kpr + Kech > 0. 
rappelons que la rigidité équivalente de N éléments placés en parallèle est donnée par  
Keq = K1 + K2 + K3 +....+ KN . 
Si on place donc des piliers rigidifiants en parallèle avec l'échantillon et si on note Kp la 
rigidité des piliers, la rigidité équivalente de l'ensemble échantillon et piliers est donnée alors 
par Keq = Kech + Kp  (figure 3.5.76). 
 
 
 
Figure 3.5.76 : Schéma du système de chargement: échantillon et presse. (a: seuls, b: avec piliers montés en 
parallèle). Notation µ = Kech  , Km = Kpr. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
 
Dans ce cas, en remplaçant Kech par la rigidité équivalente Keq, la condition de stabilité 
s'écrit alors : 
Kpr + Keq > 0   soit   Kpr + Kp +Kech > 0   soit   Kpr + Kp > - Kech. 
Ce qui veut dire que même si la presse n'est pas assez rigide, c'est-à-dire que Kpr est à une 
valeur trop faible, la condition de stabilité peut-être vérifiée pour une rigidité Kp des piliers 
suffisamment grandes. Le rôle d'éléments rigidifiants des piliers est donc bien rempli. Nous 
allons prendre pour exemple les deux essais que Bésuelle (1999) a réalisé sur des éprouvettes 
de marbre de vilette avec et sans les piliers. 
En l'absence des piliers, une rupture explosive a été obtenue, ce qui veut dire que la condition 
de stabilité Kpr > - Kech n'a pas été remplie. 
Pour la même roche, et donc pour des mêmes valeurs de Kech, la rupture a été contrôlée et 
progressive en présence des piliers. La totalité de l'évolution post-pic de l'essai a été 
enregistrée. Ce qui veut dire que même si la condition Kpr > - Kech n'est pas vérifié, la 
condition   Kpr + Kp > - Kech  est par contre vérifiée et permet de garder une stabilité du 
système dans la phase post-pic. 
Reprenons l'inégalité Kpr + Kp > - Kech.  Pour une même presse (même Kpr) et pour les 
mêmes piliers (Kp), cette condition peut être vérifiée ou non suivant les valeurs de Kech , 
Kech dépendant, entre autres, de la nature de la roche. Ainsi, Bésuelle (1999) a obtenu une 
rupture contrôlée pour l'essai réalisé sur du marbre de vilette. Ce qui veut dire que la 
condition de stabilité était vérifiée. En revanche, en testant un échantillon de granite de 
Sidobre dans les mêmes conditions, Bésuelle a obtenu une rupture explosive malgré le 
dispositif de rigidification de la presse. Ainsi, pour une même rigidité de piliers, la méthode 
ne permet pas dans tous les cas de contrôler le processus de la rupture. Le contrôle n'est 
possible que pour une valeur de pente Kech pas trop grande. A partir du modèle théorique 
simple développé ici, on confirme donc une observation expérimentale importante relevée par 
Bésuelle (1999) concernant la méthode des éléments rigidifiants. Je cite : "On peut espérer de 
cette méthode, sinon un contrôle total de la phase post-pic, au moins un contrôle du début de 
cette phase, avant que la pente négative de la courbe de charge-raccoussissement de 
l'échantillon testé ne devienne trop forte". 
 
 
III.5.4.3.8/ Déformation mesurée par une jauge 
 
Les jauges de déformation sont collées directement sur la surface latérale de l'échantillon, 
elles sont réparties tout autour de la section médiane de l'éprouvette. Les jauges donnent une 
mesure locale et ponctuelle de la déformation. Dans la phase de déformation homogène de 
l'échantillon, cette déformation locale et ponctuelle correspondant à la jauge de déformation 
peut être « étendue » à toute la longueur de l'échantillon , c'est-à-dire qu'elle peut être 



Chapitre III                                                                                                                                                                 Etude expérimentale 312

considérée comme étant la déformation propre de tout l'échantillon. La jauge représente dans 
ce cas une bonne mesure de la déformation de l'échantillon. A la localisation des 
déformations, l'échantillon se comporte comme deux blocs rigides qui se déchargent 
élastiquement et qui glissent l'un par rapport à l'autre le long du plan de la bande de 
cisaillement. Au niveau de la bande de cisaillement, un radoucissement du matériau se 
produit. A la localisation des déformations, deux configurations possibles se présentent. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.77 : Emplacement des jauges de déformation par rapport à la bande de cisaillement. (d’après Bésuelle, 
1999). 
 
Soit la jauge se trouve sur un des deux blocs rigides, dans ce cas, elle n'est pas influencée 
directement par la bande de cisaillement, la réponse mesurée et observée est alors un retour en 
déformation correspondant à une décharge élastique (figure 3.5.77). Dans ce cas, l'évolution 
de la mesure correspondant à  la jauge de déformation n'est plus monotone. Le pilotage de la 
presse à partir de cette mesure est instable. Soit la jauge se trouve sur la bande de 
cisaillement, la déformation mesurée est alors infinie et dans ce cas, la jauge est endommagée, 
voire détruite. Le pilotage sur cette jauge peut s'avérer dangereux pour l'opérateur et le 
matériel. On ne sait pas, en effet, comment la presse peut réagir dans pareille situation. 
D'ailleurs, même lors de la phase de déformation homogène, il se pourrait que la jauge 
apparemment opérationnelle au début de l'essai, présente un dysfonctionnement en cours de 
test dû à une raison quelconque. L'expérimentateur, de toutes les façons, ne doit pas courir le 
risque. Pour éviter qu'une fissure sur l'échantillon n'endommage la jauge, on pourrait 
envisager de coller la jauge non pas directement sur l'échantillon mais sur un autre support. 
Ce support serait placé entre l'échantillon et la jauge. On pourrait choisir par exemple comme 
support un film plastique, un ruban adhésif ou encore une rondelle de latex entourant la 
surface latérale de l'échantillon et de diamètre légèrement inférieur. La déformation mesurée 
par la jauge dans ce cas représente non seulement la déformation propre de l'échantillon , mais 
également la déformation du support choisi. Cette déformation correspondant au support doit 
être évaluée. De plus, même dans le cas optimal où cette méthode donne des résultats 
satisfaisants, c'est-à-dire que même la jauge se trouvant sur la bande de cisaillement ne soit 
pas endommagée, la probabilité qu'elle soit effectivement placée sur ce plan de cisaillement 
reste malgré tout très faible. En effet, du point de vue théorique, il existe seulement deux 
points d'intersection entre le plan de cisaillement incliné et le plan horizontal correspondant à 
la section médiane où sont placées les jauges.  
Par ailleurs, même si on pilote la presse sur une moyenne des mesures des différentes jauges 
utilisées, l'évolution de cette moyenne a de fortes chances de ne plus rester monotone après la 
localisation des déformations à cause des décharges élastiques des deux blocs rigides. 
Dû au fait que la mesure donnée par la jauge de déformation est locale, le pilotage de la presse 
à partir de cette mesure est inadapté. Notons que cette mesure reste malgré tout très utile pour 
l'étude du comportement du matériau. En conclusion, on doit choisir un paramètre pour 
l'asservissement qui correspond à une mesure globale. 
 
 
III.5.4.3.9/ Déformation globale quasi-locale 
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Rappelons que les mesures « globales » sont par définition des mesures non locales. Ces 
capteurs « globaux » ne sont pas appliquées directement sur l’échantillon. Les mesures 
globales intègrent donc, en plus de la déformation propre de l’échantillon, et indépendamment 
de cette dernière, des déformations supplémentaires. Ces déformations supplémentaires 
représentent des erreurs de mesures qui masquent le comportement réel de l’échantillon. 
La déformation axiale entre plateaux est une mesure « trop globale ». Elle est en effet externe 
à la cellule triaxiale et prend en compte un grand nombre de déformations autres que celles de 
l'échantillon. Ce qui fait que dans beaucoup de cas, elle n'augmente pas de façon monotone. 
Pour résoudre le problème d'instabilité (snap-back) souvent rencontré lors du contrôle de 
l'essai avec une mesure « trop globale », il serait intéressant de piloter la presse avec une 
mesure de déformation qui soit « plus locale » que la déformation entre plateaux, une mesure 
à l'intérieur de la cellule triaxiale et la plus près possible de l'échantillon, l'idéal étant une 
mesure effectuée directement sur l'échantillon. La mesure des déformations de l'échantillon 
est d'autant plus précise qu'elle est effectuée près de ce dernier. Dans ce sens, beaucoup de 
chercheurs ont proposé l’utilisation de capteurs spéciaux pour mesurer la déformation axiale 
« localement » sur la surface latérale de l’échantillon, loin des extrémités. Ces capteurs sont 
par exemple des capteurs LDT ou à effet de Hall. Ils sont appelés généralement capteurs 
locaux dans la littérature. Le problème est que ces capteurs sont appliqués non pas 
directement sur l’échantillon mais sur la membrane de la cellule triaxiale entourant 
l'éprouvette. Ces mesures locales de déformation excluent donc peut-être toutes les erreurs de 
mesures, mais pas celles liées à la membrane. Ces mesures ne sont donc pas tout à fait locales 
puisque les capteurs correspondant ne sont pas appliqués directement sur l’échantillon. Ces 
mesures sont globales mais comme par ce procédé la plupart des erreurs sont éliminées, on 
peut par abus de langage, comme cela se fait couramment dans la littérature, appeler ces 
capteurs des capteurs locaux. Nous  préférerons pour plus de clarté appeler ce type de 
capteurs des capteurs « globaux quasi-locaux ».  Si on néglige les erreurs de mesures liées à la 
membrane, on peut considérer que ces capteurs globaux quasi-locaux donnent uniquement 
une mesure de la déformation de l’échantillon. 

Dans le cas où l’essai est piloté avec dlech = 
Kech

dF  , le critère de stabilité est vérifié si  

dlech ≥ 0. 
 
- Avant le pic: dF > 0 et Kech > 0 , par conséquent dlech  > 0. Le critère de stabilité est donc 
toujours vérifié. 
 
- Après le pic: dF < 0 
le critère est vérifié si dlech ≥ 0 soit Kech < 0.  
On a donc une seule condition, alors que pour le contrôle avec le déplacement entre plateaux, 
le critère est vérifié si, en plus de cette condition Kech < 0, une condition supplémentaire 
Kpr > - Kech est vérifiée, cette dernière condition dépendant directement de la rigidité de la 
presse. Comme le contrôle en déplacement entre plateaux impose une condition 
supplémentaire de stabilité, il est donc moins intéressant que le contrôle avec une mesure 
« plus locale ». Toutefois, cette mesure « plus locale » doit rester globale car les mesures 
réellement « locales » ont les inconvénients déjà cités précédemment pour les jauges de 
déformation. La mesure de la déformation par un système de tige en flexion placée 
directement sur la membrane entourant l'échantillon, est un bon exemple de mesure globale 
quasi-locale (figure 3.5.78) (Tatsuoka et al., 1994 ; Bésuelle, 1999). 
 
 
Figure 3.5.78 : Mesure d’une tige en flexion influencée par une bande de cisaillement. (d’après Bésuelle, 1999). 
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Une mesure dans la configuration illustrée dans le schéma ci-dessus peut donner des 
indications sur la cinématique de la bande de cisaillement. Malheureusement, cette mesure ne 
peut pas servir pour le contrôle de la presse en raison des faibles tensions délivrées par le 
signal correspondant. Notons que Pierre Bésuelle dans sa thèse, même s’il utilise des capteurs 
LDT pour mesurer la déformation de l’échantillon, pilote l'essai à partir d'une mesure externe 
entre plateaux. 
Par ailleurs, on peut penser qu’un test contrôlé avec une mesure « suffisamment locale » de 
déformation axiale est généralement suffisant pour obtenir la courbe complète contrainte-
déformation. En fait, cela est vrai seulement si la condition Kech < 0 est vérifiée et donc 
uniquement pour les échantillons de roche qui ont un comportement de classe I. 
 
III.5.4.3.10/ Déformation radiale 
 
Même dans le cas où on pilote l’essai avec une mesure globale quasi-locale de déformation 
axiale, le contrôle de l’essai dans la phase post-pic n’est possible que si la condition Kech < 0 
est vérifiée. Si la courbe contrainte-déformation complète n’augmente pas de façon monotone 
en déplacement axial, ce qui est le cas pour les échantillons de roche qui présentent un 
comportement de classe II, l’utilisation d’un contrôle en déformation axiale conventionnelle, 
même à partir d’une mesure globale quasi-locale, est alors insuffisante et inappropriée pour 
contrôler le test après le pic. (Fairhurst et Hudson, 1999). Dans ce cas, des techniques de 
contrôle alternatives à la mesure de déformation axiale sont nécessaires, comme par exemple 
le contrôle avec la déformation circonférentielle. La déformation radiale est intéressante pour 
le contrôle de la presse car elle augmente de façon monotone même après le pic. 
En fait, un contrôle optimisé est obtenu quand le capteur feed-back est localisé pour une 
sensibilité maximale dans la détection de la rupture (figure 3.5.79). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.5.79 : Disposition optimale du capteur feed-back pour une variété de tests. (d’après Hudson et al., 
1971). 
 
On peut remarquer que pour l'essai de compression, il est conseillé de placer le signal feed-
back dans la direction de la contrainte principale mineure. Un meilleur contrôle de la presse 
peut donc être obtenu par l'utilisation comme paramètre d'asservissement du déplacement 
radial plutôt que du déplacement axial. Cela a été par exemple mis en évidence 
expérimentalement par Vardoulakis sur le marbre de Dionysos. Notons qu'une discussion 
supplémentaire de l'optimisation du contrôle dans les servo-tests est donné par Hudson et al. 
(1972). 
 
III.5.4.3.11/ Déplacement corrigé 
 
Une fois que l’erreur de mesure a été quantifiée, on peut corriger la mesure de déplacement 
entre plateaux. La mesure corrigée correspond alors à la déformation propre de l’échantillon. 
Le choix du déplacement entre plateaux corrigé comme paramètre d’asservissement peut se 
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révéler intéressant. D’une part parce que tout en restant une mesure globale, le déplacement 
entre plateaux corrigé correspond à la déformation propre de l’échantillon et a donc tous les 
avantages déjà cités d’une mesure locale (sans les inconvénients). D’autre part parce que 
comme le font remarquer Flora et Modoni (1997), il est important de garder le taux de 
déformation de l’échantillon lui-même constant pendant tout l’essai. C’est particulièrement 
important si l’on considère des matériaux visco-plastiques qui ont un comportement 
dépendant du taux de déformation (rate-dependant behavior). Choisir comme paramètre 
d’asservissement la déformation propre de l’échantillon, (par l’intermédiaire du déplacement 
entre plateaux corrigé), permet un contrôle efficace du taux de déformation de l’échantillon. 
En fait, le développement de l'électronique aujourd'hui rend possible de choisir une large 
palette de signaux feed-back, même par exemple une combinaison linéaire de la force et du 
déplacement comme décrit par Okubo et Nishimatsu (1985, cités par Santarelli, 1987). 
Pour le cas précis du contrôle de la presse avec le déplacement corrigé, on a deux possibilités: 
la première est d’utiliser un montage électronique avec amplificateurs opérationnels, deux 
entrées / une sortie et des valeurs de résistance telles qu’ont obtienne la correction désirée. La 
deuxième possibilité est d’utiliser directement le logiciel « teststar » de MTS. On définit dans 
« modifier » « signaux d’entrée » un signal d’entrée de type « calcul ». L’option « calcul » 
définit un signal d’entrée calculé et correspondant donc à une fonction mathématique dont les 
variables sont des signaux d’entrée. Un obstacle important dans la définition du signal 
d’entrée calculé est l’optimisation du signal. Pour un réglage du PIDF à vide, c’est à dire sans 
échantillon sous presse, les valeurs calées obtenues du PIDF sont: P = 48,5 et I = D = F = 0. 
Ce résultat est valable pour tous les coefficients K qui ont été testés, K étant le facteur de 
correction de l’équation donnant la déformation de l’échantillon estimée après correction de la 
mesure de déformation entre plateaux  εech = εpl - Kσ. 
εpl représente la déformation mesurée entre plateaux, σ représente la contrainte et εech  la 
déformation entre plateaux corrigée correspondant donc à la déformation propre de 
l’échantillon. 
Rappelons que si l’on souhaite optimiser le canal de pilotage en déplacement, aucune 
éprouvette n’est nécessaire, le réglage se fait à vide. En revanche, pour régler l’optimisation 
du canal de pilotage en force, il est nécessaire de mettre en place sous presse une éprouvette. 
Pour un canal de pilotage en déplacement corrigé, faisant donc intervenir le déplacement et la 
force, il est légitime de tenter un réglage avec un échantillon sous presse autant que le réglage 
à vide. Finalement, que ce soit pour un système à vide ou avec un échantillon sous presse, on 
a obtenu un réglage du PIDF optimal pour les valeurs suivantes: P = 48,5 et I = D = F = 0. 
Des essais monotones en compression simple ont été ensuite réalisés. Ces essais sont 
contrôlés avec le déplacement entre plateaux corrigé correspondant à la déformation  
εech = εpl - Kσ   (figures 3.5.80 – 3.5.82). 
On a choisi une pente de ∆ l ech

.
 = 0,0001 mm/s. Ces essais ont été réalisé sous différentes 

conditions d’interface et avec différentes valeurs du facteur de correction K. 
 
 
Essai Conditions d’interface K 
F10.2 lubrifié  49,26 
F12.1, F6.2, K81 lubrifié  67,5 
F24.2 non lubrifié 10 
 
 
Figure 3.5.80 : Comparaison pour un essai non lubrifié et contrôlé avec le déplacement corrigé des courbes de 
déformation corrigée, de déformation entre plateaux non corrigée et de déformation des jauges. Essai F24.2 
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Figure 3.5.81 : Comparaison pour un essai lubrifié et contrôlé avec le déplacement corrigé des courbes de 
déformation entre plateaux corrigée et non corrigée. Essai F12.1 
 
 
Figure 3.5.82 : Courbe donnant la contrainte par rapport au temps pour un essai lubrifié contrôlé avec la 
correction. F6.2 
 
On remarque souvent au niveau des essais contrôlés avec le déplacement corrigé une 
instabilité à un certain niveau de contrainte qui se traduit par des oscillations, des cycles 
répétés. Ce problème est du à notre avis à un mauvais réglage de l’optimisation PIDF. Un 
paramètre d’asservissement est un paramètre physique choisi pour le contrôle de la presse. 
L’opérateur impose à ce paramètre un incrément, en d’autres termes, il lui impose de suivre 
une rampe par rapport au temps. Au vu des courbes de déformations tracées en fonction du 
temps et de la pente de ces courbes correspondant au taux de déformation, on constate que la 
presse n’est pas capable de garder cette pente constante. Il faut noter que l’instabilité, si elle 
se produit, débute avant le pic, la valeur de pic n’est pas atteinte. Si on arrête en effet l’essai 
pendant la phase d’instabilité, l’échantillon est apparemment intact, sans fissures apparentes. 
Le début de l’instabilité ne représente donc pas le pic de résistance de l’échantillon de roche. 
Il faut remarquer toutefois que si l’essai n’est pas arrêté pendant cette phase d’instabilité, on 
obtient une rupture prématurée de l’échantillon par rapport au pic estimé due probablement à 
ces cycles répétés. Remarquons que cette instabilité est observée au niveau des essais lubrifiés 
avec la protection en latex réalisés sur les échantillons de la roche de porosité n = 15% (F10.2, 
F12.1, F6.2). En revanche, l’essai non lubrifié réalisé sur un échantillon de la roche de 
porosité n = 15 % (F24.2) ne présente pas d’instabilité. L’instabilité observée dans le contrôle 
de la presse est donc directement liée à la présence du lubrifiant et de la protection en latex 
qui rend plus difficile un réglage d’optimisation du PIDF. 
En conclusion, un obstacle important dans le contrôle avec le déplacement corrigé comme 
paramètre d’asservissement reste donc l’optimisation de cette variable de contrôle. Un effort 
doit être fait à l’avenir dans la compréhension et la maîtrise de ce problème pour contrôler 
efficacement l’essai de compression.  
 
III.5.4.3.12/ Activité d’émission acoustique 
 
Une idée intéressante (Cornet, 1999), qui à notre connaissance n’a encore jamais été testée, 
est de piloter l’essai de compression avec comme paramètre d’asservissement l’activité 
d’émission acoustique (AE) (Fairhurst et Hudson, 1999). En effet, le taux d’émission 
acoustique augmente en continu et est lié directement au développement de la 
microfissuration et de l’endommagement interne dans l’échantillon de roche (figure 3.5.83). 
Malheureusement, le matériel actuellement disponible au LCPC ne nous permet pas de 
réaliser ce type de test. 
 
 
Figure 3.5.83 : Evolution croissante du taux d’émission acoustique. (d’après Papamichos et al., 1998). 
 
III.5.4.3.13/ Choix des paramètres d’asservissement utilisés 
 
On choisit finalement de piloter les essais avec la mesure du déplacement entre plateaux. 
Les tests sont donc exécutés sous contrôle de déplacement axial entre plateaux, utilisant la 
moyenne de 2 capteurs LVDT pour le signal feed-back (en retour). 
Remarquons que si on veut contrôler en déplacement entre plateaux tout en imposant des 
cycles de charge-décharge à des valeurs fixées de la force (à 25 %, 50 % et 75 % du pic de 
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résistance), il faut pouvoir estimer les valeurs du déplacement correspondant à ces valeurs 
données de la force. 
On choisit donc finalement pour simplifier de travailler en contrôle de force jusqu'à la fin de 
la décharge du dernier cycle et puis après, pour la charge finale, contrôler le test en 
déplacement entre plateaux. En conclusion, les deux modes de pilotage que nous allons 
utiliser pour les essais envisagés sont la force et le déplacement entre plateaux. 
III.5.4.4/ CONSIDERATIONS ENERGETIQUES 
 
On suppose que la localisation des déformations se produit au pic. Avant le pic, l'échantillon 
emmagasine de l'énergie de déformation élastique. Cette énergie de déformation est dite 
potentielle puisque l'échantillon peut la restituer. Pour un matériau supposé élastique linéaire, 
si la charge diminue à zéro, le système comprenant la presse et l'échantillon se relaxe d'une 
manière élastique et l'énergie emmagasinée est récupérée, il n'y a pas d'énergie dissipée durant 
cette phase avant le pic. En revanche, pour un matériau dans un cas général, où une 
déformation ductile de l'échantillon a pris place, l'énergie récupérée est inférieure au travail 
total réalisé durant le chargement de l'échantillon, une partie de cette énergie de déformation 
étant dissipée. En terme de bilan d'énergie global dans l'échantillon, l’énergie élastique 
emmagasinée atteint au pic la valeur critique. Après le pic, à la localisation des déformations, 
l'énergie de déformation élastique restituée par la presse à la décharge est :  
1
2

 Kpr (∆lpr )2  avec Kpr > 0. 

L'énergie de déformation élastique restituée par les deux parties élastiques de l'échantillon en 

décharge est :  
2
1  Kel (∆lel )2  avec Kel > 0 (décharge). 

Cette énergie de déformation élastique restituée par les deux parties élastiques de l'échantillon 
en décharge correspond à l'énergie élastique emmagasinée par l'éprouvette au pic. 
Au niveau de la zone fissurée localisée en bande de cisaillement, l'énergie de déformation 
plastique est dissipée par frottement. Le critère de stabilité global est déduit en comparant 
l'énergie totale de déformation élastique emmagasinée par unité de volume dans l'échantillon 
et la presse avec l'énergie de fissuration, l'énergie de rupture dissipée par unité de surface dans 
la zone de la bande de cisaillement. 
Si l'énergie dissipée dans la zone localisée est supérieure à l'énergie de déformation élastique 
restituée par la presse et par les deux parties élastiques de l'échantillon, une énergie 
supplémentaire peut alors être fournie à l'échantillon au pic, l'énergie de déformation est alors 
supérieure à l'énergie de déformation critique. L'échantillon a un comportement stable de 
classe I. Durant la décharge, dans la partie post-pic, si la quantité d'énergie dissipée dans la 
zone localisée, qui correspond à la quantité d'énergie qui peut être absorbée par l'échantillon, 
est inférieure à l'énergie potentielle de déformation élastique restituée par la presse et par les 
deux parties élastiques de l'échantillon de roche, alors la quantité d'énergie de déformation 
élastique accumulée en excès libérée, restituée par la presse et l'échantillon lui-même fait 
rompre ce dernier au pic ou un peu après le pic au niveau de la bande de cisaillement. 
Autrement dit, la perte de stabilité est accompagnée par une libération rapide d'énergie de 
déformation élastique accumulée formant des ondes élastiques destructrices. A la localisation 
des déformations, l'échantillon se comporte comme deux blocs rigides glissant l'un sur l'autre. 
La rupture brutale met en jeu un glissement relatif rapide de ces deux blocs rigides. 
Si l'énergie de déformation restituée par les deux parties élastiques en décharge est supérieure 
à celle dissipée en fissuration au niveau de la zone localisée en bande de cisaillement. Une 
réponse instable est observée. L’échantillon a un comportement de classe II. 
Remarquons que l'énergie de déformation plastique dissipée par le frottement, consommée en 
fissuration est nulle avant le pic si on suppose le matériau élastique linéaire. Après le pic, 
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Bazant (1976) a montré que la théorie constitutive locale mène inévitablement à une zone 
radoucissante d'épaisseur négligeable et donc à une dissipation d'énergie nulle, ce qui est en 
désaccord avec les résultats expérimentaux. Si on fait donc l'hypothèse que l'épaisseur de la 
bande de cisaillement est nulle, l'échantillon a alors un comportement instable de classe II, ce 
qui est en accord avec les conclusions obtenues par l'étude en terme de déplacement. Pour 
prédire une zone radoucissante d'épaisseur finie non nulle, une équation constitutive non 
locale doit être postulée. (Schreyer, 1990, cité par Biolzi et Labuz, 1993). 

Par ailleurs, plus la presse est souple, plus le terme 
1
2

 Kpr (∆lpr )2 correspondant à l'énergie de 

déformation élastique restituée par la presse à la décharge est grand. De plus, pour une section 
constante, l'énergie de déformation élastique emmagasinée par l'échantillon au pic est 
proportionnelle à la longueur de l'éprouvette lech . 
En effet, un échantillon de roche de surface A, de longueur l et de module d'Young E, a une 

rigidité  K
AE

=
l

 

(comme σ = E ε, par conséquent 
dF
A

E
d

dF
AE

d Kd= ⇒ = =
l

l l
l l 

1
2

K(∆l)2 = 
1
2

1
2 2

2 2 2K
F
K K

F
AE

F( ) ( ) ( )= =
l

 

Finalement, plus l'élancement de l'échantillon est grand, plus le terme 
1
2

 Kel (∆lel )2 

correspondant à l'énergie de déformation élastique restituée par les deux parties élastiques de 
l'échantillon en décharge est grand. 
L'énergie dissipée par le frottement, consommée par la fissuration localisée en bande de 
cisaillement est, quant à elle, indépendante de l'échantillon. Elle reste constante quelque soit 
cette longueur. 
 
En conclusion, quand la rigidité de la presse est inférieure à une certaine valeur critique ou 
quand la longueur de l'éprouvette dépasse une certaine valeur critique, l'énergie dissipée dans 
la zone localisée devient alors inférieure à l'énergie de déformation élastique restituée par la 
presse et par les deux parties élastiques de l'échantillon. L'énergie élastique emmagasinée 
respectivement dans la presse et dans l'éprouvette devient le moteur de la propagation de 
fissure et l'essai est instable. 
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III.6/ OBSERVATIONS MICROSCOPIQUES DES BANDES DE 
CISAILLEMENT 
 
III.6.1/ EPAISSEUR DE BANDE DE CISAILLEMENT ET EFFET 
D’ECHELLE 
 
Les géologues, les géophysiciens et les mécaniciens des roches ont réalisé depuis longtemps 
le problème d'échelle auquel les confronte l'observation de bandes de cisaillement dans des 
roches. Les bandes de cisaillement peuvent aussi bien être identifiées à l'échelle de quelques 
microns observées au MEB dans les roches de faibles sections qu'à l'échelle de plusieurs 
kilomètres, que ce soit dans les continents ou dans les bassins océaniques. Au laboratoire, le 
mécanicien des roches se heurte également à un problème d'échelle. Le diamètre de 
l'échantillon doit être au moins 10 fois supérieur à la taille du grain le plus grand de la roche. 
En fait, le rapport entre la dimension géométrique des échantillons et la taille des grains 
(diamètre moyen D50) peut varier dans de très larges proportions. 
Dans les milieux granulaires comme les sables, l'épaisseur de la bande de cisaillement dépend 
essentiellement de la taille des grains et de celle de l'échantillon. (Vardoulakis, 1992). Si 
l'échantillon est grand par rapport à la taille des grains, c'est cette dernière qui domine. Pour 
un sable, la bande de cisaillement se concentre sur une épaisseur proportionnelle à la taille des 
grains. Sur du sable, Roscoe (1970), Scarpelli et Wood (1982), Vardoulakis et Graf (1985), 
Mühlhaus et Vardoulakis (1987) et Hammad (1991) ont observé en laboratoire que l’épaisseur 
de la bande de cisaillement est d’environ dix à vingt fois la taille moyenne d’un grain. Si par 
contre, les frontières de l'échantillon sont relativement proches de tout grain, l'épaisseur de la 
bande de cisaillement est gouvernée par la géométrie de l'échantillon. 
En appliquant le concept de bande de cisaillement aux matériaux cohésifs et particulièrement 
aux roches finement grenues testées en laboratoire, un phénomène similaire est mis en 
évidence. Le rapport taille de l'échantillon sur taille des grains étant pour ces roches très 
grand, la zone cisaillée est très fine à l'échelle de l'échantillon. La relative finesse des grains 
de ces matériaux révélées par l'analyse granulométrique et l'étroitesse de la zone de rupture 
observée lors des essais (Tillard, 1992) corrobore bien l'hypothèse selon laquelle dans les 
roches également, une proportionnalité entre le diamètre moyen des grains et l'épaisseur de la 
zone de fracturation puisse exister. Il semble donc possible d'expliquer l'extrême finesse de la 
zone de rupture par un effet d'échelle. (Desrues et al., 1991). 
La zone de rupture observée en laboratoire dans les roches est en fait assimilable aux bandes 
de cisaillement mises en évidence dans les milieux granulaires et considérées à l'échelle du 
massif et non à l'échelle de l'échantillon de laboratoire.  
 
III.6.2/ TECHNIQUES EXPERIMENTALES D’EVALUATION DES 
CARACTERISTIQUES DE LA BANDE DE CISAILLEMENT 
 
Il est important d'évaluer de façon la plus précise possible l'épaisseur et l'orientation des 
bandes de cisaillement. L’épaisseur de la bande de cisaillement est une grandeur physique 
directement observable et mesurable expérimentalement. Cette évaluation expérimentale peut 
se heurter à quelques obstacles qui la rendent impossible. Le souci principal de l'opérateur est 
de réaliser des essais non destructifs, c'est-à-dire sans qu'il n'y ait de rupture complète de 
l'échantillon. Le but de l’opérateur est d'obtenir à la fin de l'essai un échantillon « intact » 
avec une bande de cisaillement inclinée mais sans aucune discontinuité matérielle. L’essai est 
dit alors non destructif. Dans ce cas, on observe au niveau de la bande de cisaillement une 
coloration blanche nettement visible à l'oeil nu.  Ord et al. (1991) ont écrit que les bandes de 
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cisaillement apparaissaient après essai en surface sur l'échantillon de grès de Gosford comme 
des zones d’apparence blanche et claire et d'aspect crayeux. En observant après essai des 
échantillons de grès des Vosges, Bésuelle (1999) a utilisé les termes de zones claires et 
poussiéreuses. La forme et les contours des zones de localisation sont donc mis en évidence 
grâce à leur aspect blanchâtre qui indique en fait une altération locale relativement importante 
du matériau. Ce changement de coloration est dû au broyage et à la décohésion des grains de 
quartz, à la perte de cohésion qui caractérise la localisation. Ce changement de coloration rend 
les microfissures en général plus faciles à observer et permet d'évaluer de façon précise 
l'épaisseur et l'orientation des bandes de cisaillement. 
Pour réaliser un essai non destructif, un ensemble de conditions doit être rempli. Dans notre 
programme expérimental, l'essai est arrêté dès que l'opérateur entend un grand bruit 
caractéristique et observe une chute brutale et importante de la force. Pour arrêter un essai, 
l'opérateur doit commencer par stopper la procédure d'exécution du programme. Ensuite, si 
l'opérateur réduit la pression de confinement à zéro, on se retrouve dans un cas de 
compression simple et la contrainte axiale trop forte va détruire l’échantillon. L’opérateur doit 
baisser manuellement le vérin, mais non pas jusqu'à décollement et que la sortie du capteur de 
force soit nulle, car dans ce cas la pression de confinement va détruire l’échantillon. 
L’opérateur doit en fait baisser manuellement le vérin jusqu'à ramener la force axiale à la 
valeur correspondante de la pression de confinement. L'opérateur baisse ensuite 
graduellement et de façon simultanée la pression de confinement et la contrainte axiale 
jusqu'à la valeur zéro. L'opérateur doit arrêter l'essai avec le plus grand soin et selon ce mode 
opératoire choisi et fixé à l'avance. Dans le cas contraire, l'échantillon après test est séparé en 
deux blocs distincts (figure 3.6.1). Cette discontinuité matérielle fait que l’on peut tout au plus 
et au mieux, évaluer l'orientation de la bande de cisaillement. L'orientation de la bande de 
cisaillement est en fait relativement facile à déterminer car on peut la visualiser à n'importe 
quel moment de la localisation. L'épaisseur de la bande de cisaillement quant à elle reste 
indéterminée, impossible à évaluer.  
 
 
Figure 3.6.1 : Photographies d’un échantillon de porosité 15 %. Discontinuité matérielle franche le long de la 
bande de cisaillement. Très faible décohésion des grains au niveau des deux blocs séparant la bande de 
cisaillement. 
 
 
Par ailleurs, même si l'opérateur prend toutes les précautions et arrête l'essai selon le mode 
opération fixé, l'échantillon obtenu n'est pas forcement exploitable, certains problèmes liés à 
la nature même de la roche peut rendre impossible l'évaluation des caractéristiques de la 
bande de cisaillement. Un grès peut être considéré comme un ensemble de grains de quartz 
cimentés par une matrice. D'après Santarelli et Brown (1989), les micromécanismes qui sont 
susceptibles de conduire le grès à la rupture évoluent avec le rapport matrice sur grains et la 
différence entre les ténacités des grains et la matrice. Ainsi, un rapport matrice sur grain 
proche de zéro et une ténacité des grains bien supérieure à celle de la matrice ne favorise pas 
la formation d'une macrofissure unique et bien définie. A peine initiée, la microfissure se 
trouve bloquée par un grain et doit bifurquer pour continuer à se propager dans la matrice. 
Cela peut conduire à une production importante d'une grande quantité de sable lors de l'essai. 
Dans ce cas, cela peut rendre impossible l'évaluation expérimentale de l'épaisseur de la bande 
de cisaillement. Ainsi, les échantillons de porosité comprise entre 21 et 22 % que nous avons 
testés sont très endommagés et très friables après essai, il n'y a plus de cohésion entre les 
grains. L’examen des deux blocs que partage la bande de cisaillement montre que leurs 
surfaces laissent apparaître des signes importants de faiblesse et de décohésion. Quand on sort 
l'échantillon de la membrane de la cellule triaxiale, la roche se désagrège. Dans le meilleur 
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des cas, on observe un écaillage, un effritement au niveau des deux faces supérieures et 
inférieures du cylindre de roche, mais le plus souvent, l'échantillon est partiellement ou 
complètement détruit, il se sépare en deux blocs et on récupère une quantité plus ou moins 
importante de sable (figure 3.6.2). Dans ce cas évidemment, l'évaluation de l'épaisseur de la 
bande de cisaillement est impossible et même l'évaluation de l'orientation de la bande de 
cisaillement est fortement compromise. 
 
 
 
Figure 3.6.2 : Photographies d’un échantillon de porosité 21 %. Discontinuité matérielle franche le long de la 
bande de cisaillement. Forte décohésion des grains au niveau des blocs séparant la bande de cisaillement. 
Destruction partielle ou complète des blocs. Récupération d’une quantité importante de sable. 
 
Pour palier à la forte friabilité de la roche à la fin de l'essai, traduisant une perte sensible de sa 
cohésion, on entoure l'échantillon sur tout son diamètre d'une bande de ruban adhésif. On 
utilise un certain nombre de bandes pour englober toute la hauteur de l'échantillon. (dans nos 
essais, on a utilisé trois bandes pour une hauteur d'échantillon de hauteur h = 60 mm). Notons 
que dans le cas des essais réalisés sur des échantillons saturés, le scotch doit être appliqué sur 
l'échantillon après saturation. Le ruban adhésif sert à mieux protéger l'échantillon, à le 
maintenir et à le garder « intact » après l'essai (figure 3.6.3). Remarquons qu'un échantillon 
testé sans jauges permet d'éviter que ces dernières ne perturbent la bande de cisaillement, 
mais permet également une meilleure adhésion du scotch avec la roche. 
 
 
 
Figure 3.6.3 : Photographies de deux échantillons de porosité 21 %. Le ruban adhésif entoure l’échantillon de 
roche dans sa section médiane. Forte décohésion des grains au niveau des deux blocs séparant la bande de 
cisaillement. Destruction partielle ou complète des blocs dans les régions non protégées par le ruban adhésif. 
 
Un autre avantage du ruban adhésif transparent entourant l'échantillon est que ce denier garde 
à la fin de l'essai une trace, une empreinte nette de la bande de cisaillement. En fait, quand on 
enlève le scotch, comme il n'y a plus de cohésion entre les grains de l'échantillon, les grains 
de la surface de l'échantillon restent collés au ruban adhésif (figure 3.6.4). Le ruban adhésif 
transparent est donc utilisé comme réplique de surface non seulement de la bande de 
cisaillement, mais de toute la surface de l'échantillon. En utilisant ce nouveau support, on peut 
observer la bande de cisaillement au microscope. Comme la bande de cisaillement est 
clairement délimitée grâce à sa coloration blanche caractéristique, on peut évaluer de façon 
précise son épaisseur. Cette technique expérimentale très pratique, puisque très simple 
d'utilisation, ne nécessite pas de garder l'échantillon « intact ». Elle reste valable même si 
l'échantillon est fortement endommagé ou même détruit. Même si l'échantillon de roche s’est 
désagrégé, on garde malgré tout une empreinte de la bande de cisaillement et de toute la 
surface externe de l'échantillon sur le ruban adhésif. Un autre avantage du ruban adhésif par 
rapport à d'autres répliques est que, tout en étant appliqué avant l'essai et tout en ayant une 
bonne adhérence avec l'échantillon, il n'exerce aucune influence sur ce dernier. 
Il est important de souligner ici que l'intérêt du ruban adhésif repose, en grande partie, sur le 
fait que ce sont les grains même de la surface externe de l'échantillon qui sont sur ce support. 
 
 
 
Figure 3.6.4 : Photographies d’un échantillon de porosité 21 %. Avant l’essai, le ruban adhésif entoure 
l’échantillon de roche dans sa section médiane. Aprés l’essai, une fois le scotch enlevé et à cause de la 
décohésion des grains, les grains de la surface de l'échantillon restent collés au ruban adhésif. 
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Notons qu’une autre technique expérimentale très simple basée également sur la notion de 
répliques de surfaces a été récemment développée par Bésuelle (1999) au cours de sa thèse. 
Bésuelle a utilisée en effet dans le même esprit la trace de la bande de cisaillement sur la 
membrane même de la cellule triaxiale (figure 3.6.5). Cette trace sur la surface interne de la 
membrane correspond à un « marquage » ou à un poinçonnement. Cela suppose bien sûr que 
la membrane n'a été utilisée qu'une seule fois. Lors de la formation de la bande de 
cisaillement, il y a en fait broyage d’une partie de la matière à l’intérieur de la bande et 
production de poussière. Lorsque la membrane est ouverte pour visualiser l’échantillon, 
Bésuelle a observé un dépôt de poussière sur celle-ci, aux endroits correspondant aux bandes. 
La membrane, une fois mise à plat, fournit une développée de lignes d’intersection entre les 
bandes de cisaillement et la surface de l’échantillon. En faisant l’hypothèse que les bandes 
sont des plans parfaits et que la surface de l’échantillon est un cylindre parfait, Bésuelle 
montre que la développée de l’intersection forme une courbe sinusoïdale. Bésuelle affirme 
que la mesure de l’angle tangent des traces aux endroits de changement d’inflexion, où plus 
concrètement aux endroits où la trace semble la plus plate, donne l’angle d’inclinaison de la 
bande de cisaillement. Toutefois, cette technique ne permet pas d’évaluer l’épaisseur de la 
bande de cisaillement. 
 
 
Figure 3.6.5 : Exemple de traces observées sur une membrane développée. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
 
Pour cette mesure de l'épaisseur de la bande de cisaillement, on a observé la bande à partir 
d'une loupe binoculaire, soit directement sur l'échantillon lui-même, soit indirectement sur la 
réplique, ici le ruban adhésif (figure 3.6.6). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.6 : Photographies de bandes de cisaillement obtenues à partir de la loupe binoculaire. 
Coloration blanche caractéristique au niveau de la bande. 
 
 
Les observation microscopiques obtenues à partir de la loupe binoculaire sont visibles sur 
écran grâce à une caméra vidéo. On réalise à la même échelle de grossissement des photos de 
papiers millimétrés. A partir de ces photos, on détermine la longueur correspondant à 1 mm. 
On peut alors mesurer, par une simple règle de trois et de façon très précise, l'épaisseur en 
mm de la bande de cisaillement. Cette dernière étant clairement délimitée grâce à sa 
coloration blanche caractéristique. En fait, ce n'est pas toujours le cas pour les échantillons 
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saturés. Rappelons que les échantillons saturés sont instrumentés avec des jauges collées avec 
de la résine époxy. Cette dernière est appliquée en assez grande quantité sur les deux faces de 
la jauge pour obtenir une isolation parfaite par rapport à l'eau. Les limites de la bande de 
cisaillement ne sont pas toujours clairement visibles à cause des reflets importants de la 
lumière du microscope sur cette colle. 
Par ailleurs, l'orientation de la bande de cisaillement correspond à l'angle de la bande par 
rapport à l'horizontale. Pour la mesure de l'orientation de la bande de cisaillement, le logiciel 
correspondant à la loupe binoculaire permet de faire des mesures d'angles. On peut donc 
évaluer à partir de ces observations « microscopiques » l'orientation de la bande de 
cisaillement. Toutefois, pour un problème de précision de mesures, on privilégie les valeurs 
calculées à partir des photos « macroscopiques » réalisées sur tout l'échantillon. Notons qu'ils 
est important de réaliser la mesure de l'angle de la bande de cisaillement dans la partie 
centrale de l'échantillon. En effet, il arrive souvent que la bande de cisaillement soit déviée au 
niveau des extrémités de l'échantillon. 
 
 
III.6.3/ RESULTATS EXPERIMENTAUX SUR L’EPAISSEUR DE LA 
BANDE DE CISAILLEMENT 
 
La localisation des déformations est le phénomène dans lequel les déformations se 
concentrent dans des zones ou bandes de largeur faible mais finie. Concernant les épaisseur de 
ces bandes de cisaillement, la littérature est très pauvre et les données sont rares. 
Pour un sable, la bande de cisaillement se concentre sur une épaisseur proportionnelle à la 
taille des grains. Sur du sable, Roscoe (1970), Scarpelli et Wood (1982), Vardoulakis et Graf 
(1985), Mühlhaus et Vardoulakis (1987) et Hammad (1991) ont observé en laboratoire que 
l’épaisseur de la bande de cisaillement est d’environ dix à vingt fois la taille moyenne d’un 
grain. Par ailleurs, Ord et al. (1991) ont comprimé en condition biaxiale des échantillons de 
grès de Gosford. Ils ont observé une épaisseur de bande de l’ordre de quelques grains. En 
effet, après la rupture, une fracture discrète s'est formée et les grains sont très fissurés sur une 
épaisseur de 1 à 2 mm, soit 4 à 8 grains. 
Haïed (1995) a réalisé dans sa thèse des essais en conditions frettées sur des échantillons 
prismatiques de grès de Fontainebleau. Selon lui, l'effet de la pression de confinement sur les 
épaisseurs des bandes de localisation n'est pas négligeable. L'épaisseur de bande dB est très 
sensible à la pression. On note une diminution appréciable des largeurs de bande en fonction 
de la pression de confinement, ces largeurs de bandes varient d'un plus de 2 mm dans l'essai 
de compression triaxiale mené à 10 MPa de confinement à moins de 1 mm dans l'essai à 40 
MPa de confinement, soit 5 à 10 fois la taille de grain moyenne. 
Par ailleurs, Bésuelle (1999) a réalisé des essais de compression triaxiale en conditions 
lubrifiées avec de l'acide stéarique sur des échantillons de grès des Vosges d'élancement 1 et 
2. Bésuelle (1999) observe que le nombre de plans de cisaillement augmente avec la pression 
de confinement et cela indépendamment de l'élancement de l'échantillon testé. Les plans 
observés après essais présentent une épaisseur non nulle, de quelques grains, dans lesquels les 
déformations ont été intenses. Ainsi, comme il le dit lui-même, les zones de cisaillement 
évoluent fortement avec le confinement. Pour de faibles pressions de confinement, dans la 
gamme fragile, de 10 à 20 MPa pour un élancement égal à 2, de 10 à 40 MPa pour un 
élancement égal à 1, les échantillons sont traversés par des fractures inclinées uniques. 
Bésuelle a constaté que les bandes de cisaillement ont une épaisseur très fine, qu'on peut 
approximmer à l'oeil nu et en surface, à moins de 5 grains, c'est-à-dire approximativement à 1 
mm. Pour des confinements plus importants, qui de notre point de vue sont dans la gamme 
ductile, Bésuelle constate que ces zones sont de plus en plus nombreuses. Elles se croisent et 
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ne sont pas uniquement parallèles. Ces zones ayant subi des déformations intenses sont plus 
en plus épaisses. L'épaisseur des bandes et leur nombre augmentent avec le niveau de 
confinement. Deux échantillons testés en compression triaxiale ont été étudiés par Bésuelle à 
la fois à partir de microphotographies au MEB et à partir de photographies obtenues par 
tomographie aux rayons X.  A partir de microphotographies au MEB et pour l’échantillon 
GVR9724 correspondant à un faible confinement de 30 MPa (rupture fragile), les bandes de 
cisaillement ont une largeur inférieure à 1 mm. Pour l’échantillon GVR9722 correspondant à 
un fort confinement de 50 MPa (rupture transitoire fragile-ductile), les bandes de cisaillement 
ont une largeur de 0,5 à 1 mm. Bésuelle observe pour ces deux échantillons qu’autour de la 
bande de cisaillement et sur une largeur de 1 à 2 mm, la porosité est différente de celle loin de 
la bande. A partir des photographies obtenues par tomographie aux rayons X, Bésuelle (1999) 
a estimé l’épaisseur de la zone localisée à 2 mm, en fait, de l’ordre de 1,5 à 3 mm, soit 
environ 7 à 15 grains, en considérant la taille moyenne des grains à 0,2 mm. 
Papamichos et al. (1998) ont réalisé des essais de compression triaxiale sur des échantillons 
de grès rouge de Wildmoor d’élancement 1 en conditions lubrifiées. Ils ont obtenu une 
épaisseur moyenne de bande de cisaillement de 455 µm, soit 4,5 fois le diamètre de grains. 
L’épaisseur minimale et maximale est de 104 µm et de 1028 µm respectivement. 
Pour les essais triaxiaux que nous avons réalisés sur la roche K à différentes pressions de 
confinement, l’épaisseur mesurée de la bande de cisaillement est présentée sur le tableau 
suivant : 
 
 
pression de 
confinement 
(MPa) 

 
conditions d'essais 

épaisseur de 
la bande 2dB 
(mm) 

 
moyenne 

 
moyenne 

7 sec 1.19 1.17 1.17 
7 sec 1.16   
14 sec 0.7 0.7  
14 saturé 0.7  0.8 
14 saturé 0.9 0.9  
14 saturé 1.1   
28 sec 0.64 0.69  
28 sec 0.74   
28 saturé 0.59  0.66 
28 saturé 0.64 0.64  
28 saturé 0.7   
42 sec 0.57   
42 sec 0.65 0.64 0.53 
42 sec 0.71   
42 saturé 0.43 0.43  
 
 
On observe que l’épaisseur de la bande a tendance à diminuer quand on augmente la pression 
de confinement (figure 3.6.7). 
 
 
Figure 3.6.7 : Epaisseur de la bande de cisaillement en fonction de la pression de confinement (roche K). 
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III.6.4/ RESULTATS EXPERIMENTAUX SUR L’ORIENTATION DE LA 
BANDE DE CISAILLEMENT 
 
L’angle du plan de rupture varie avec la pression de confinement. Un résultat communément 
observé est que l'angle apparent de la bande par rapport à la direction de la contrainte 
principale compressive la plus petite tend à diminuer quand on augmente la pression de 
confinement. (Paterson, 1958 ; Evans et Pomeroy, 1966, cités par Paterson, 1978 ; Han, 
1991 ; Hammad, 1991 ; Tronvoll, 1992). 
Haïed (1995) dans sa thèse a réalisé des essais en conditions frettées sur des échantillons 
cylindriques et prismatiques de grès de Fontainebleau. Ainsi, sur des échantillons 
prismatiques, Haïed (Haïed et Kondo, 1997) a obtenu une gamme d'angles comprise entre 61° 
et 65°. Dans un autre article (Haïed, Kondo et Henry, 1997), Haïed a obtenu que, pour les 
échantillons prismatiques, la rupture a lieu en bande de cisaillement inclinée d'environ 58° à 
61° par rapport à l'axe de contrainte principale mineure, cette orientation diminuant 
progressivement avec la pression de confinement pour une pression de confinement allant de 
10 à 40 MPa. Il a obtenu également, pour les échantillons axisymétriques confinés à des 
pressions de confinement de 20 MPa et 30 MPa, des angles d'environ 58° à 59° avec 
l’horizontale. 
Bésuelle (1999) constate également une forte dépendance de l'inclinaison des plans de 
cisaillement par rapport au confinement de l'essai. L'angle des plans ainsi formés par rapport à 
la direction de contrainte principale mineure diminue de façon quasi-linéaire avec le 
confinement. Un échantillon d'élancement égal à 2 à 30 MPa de confinement présente une 
bande de cisaillement inclinée à 45° par rapport à l'axe de contrainte principale mineure et des 
bandes moins marquées d'inclinaisons identiques et conjuguées par rapport à la bande 
principale. Un échantillon d'élancement égal à 2 à 50 MPa de confinement présente deux 
groupes de bandes quasiment parallèles entre elles, inclinées toute de 40° par rapport à la 
direction horizontale. 
Papamichos et al. (1998) ont réalisé des tests de compression triaxiale (CTC), biaxiale (BC) et 
d’extension triaxiale (RTE) sur des échantillons de grès rouge de Wildmoor. L’angle 
d’inclinaison de la bande de cisaillement est tracé en fonction de la contrainte compressive 
principale mineure (figure 3.6.8). L’angle de bande de cisaillement apparaît être indépendant 
du type de test et décroît quand la contrainte principale mineure augmente. 
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Figure 3.6.8 : A gauche : schéma donnant l’angle de la bande par rapport à la direction de contrainte principale 
compressive mineure. A droite : Angle d’inclinaison de la bande de cisaillement tracé en fonction de la 
contrainte compressive principale mineure pour des tests de compression triaxiale (CTC), biaxiale (BC) et 
d’extension triaxiale (RTE) sur des échantillons de grès rouge de Wildmoor. (d’après Papamichos et al., 1998). 
 
 
 
Pour les essais triaxiaux sur la roche K que nous avons réalisés à différentes pressions de 
confinement, la mesure de l’orientation de la bande de cisaillement par rapport à la direction 
de contrainte principale mineure est présentée sur le tableau suivant : 
 
 
pression de 
confinement 
(MPa) 

 
conditions d'essais 

orientation 
de la bande 
θ (°) 

 
moyenne 

 
moyenne 

7 sec 68.5 65.5 65.5 
7 sec 62.5   
14 sec 67 64.7  
14 sec 62.3  64.4 
14 saturé 66.3 64.2  
14 saturé 62   
28 sec 61.5 61.5  
28 saturé 62 59.25 60.4 
28 saturé 56.5   
42 sec 44.5 44.5 48.6 
42 saturé 52.7 52.7  
 
 
Ces résultats montrent que cet angle de bande de cisaillement diminue quand la valeur de la 
pression de confinement augmente (figure 3.6.9). 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.9 : Orientation de la bande de cisaillement en fonction de la pression de confinement.  
 
 
Notons que certains auteurs ont insisté sur la nécessité de contrôler l'amorçage des bandes de 
cisaillement et de suivre leur évolution durant la phase post-localisation. Ce contrôle de 
l'amorçage permet par exemple de s'assurer que la fissure soit dans l'axe de visée d'un appareil 
photographique. La démarche souvent retenue pour mieux contrôler la zone d'amorçage et la 
position des bandes consiste à utiliser des éprouvettes prismatiques percées au centre d'un trou 
cylindrique de faible diamètre (quelques mm), d'axe perpendiculaire à l'axe de chargement et 
traversant l'éprouvette sur toute son épaisseur. Pour imposer une telle condition, un trou de 
faible diamètre est donc pratiqué au centre de l'échantillon. Ce trou central joue le rôle de site 
privilégié de nucléation, encore appelé point de nucléation. Les fissures s'initient autour de ce 
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trou. Ce dernier impose aux fissures de passer par son axe. 
En fait, cette idée n'est pas complètement nouvelle. On trouve quelques essais de ce type sur 
des métaux ou sur des roches dans l'ouvrage de Nadia (1950, cité par Haïed, Kondo et Henry, 
1997). Vardoulakis et Graf (1985) ont également utilisé soit une encoche (entaille) sur les 
cotés soit une inclusion cylindrique permettant de mieux contrôler l'apparition des bandes de 
cisaillement dans un sable. A en juger par les résultats obtenus par Haïed (1995 ; Haïed, 
Kondo et Henry, 1997 ; Diouta, Haïed, Kondo et Shao, 1994) et Bésuelle (1999), le trou 
central a un effet non négligeable sur les caractéristiques de bandes de cisaillement, que sont 
l'orientation, l'épaisseur et le seuil d'initiation. En conclusion, nous estimons qu'il est 
préférable d’éviter de percer les éprouvettes si l'on veut avoir une évaluation correcte et 
précise des caractéristiques de bandes de cisaillement. 
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III.6.5/ COMPARAISON DES POROSITES VOLUMIQUE, 
SURFACIQUE ET LINEAIRE 
 
On définit la porosité surfacique comme la proportion de vide sur une section donnée. On 
définit la porosité volumique comme la proportion du volume de vide sur un volume donné. Il 
est important d'établir une relation et donc un passage possible entre des mesures faites sur le 
plan de coupe en 2D que représente la lame mince, telle que la porosité surfacique et les 
mesures de tailles moyennes de grain en 2D, à des mesures spatiales telles que respectivement 
la porosité volumique et les tailles moyennes de grains dans un problème en 3D (Underwood, 
1970). Soit un grain de forme sphérique et de diamètre D, traversé par un plan de coupe tel 
qu'une lame mince. Par définition (Bésuelle, 1999), la longueur moyenne de coupe du grain, 
notée D 50 , est la valeur moyenne que l'on pourrait calculer à partir des mesures de 
l'intersection du grain avec une ligne, en faisant varier indéfiniment l'inclinaison et la position 
de celle-ci, la longueur d'intersection pouvant varier de zéro à D. La longueur moyenne de 
coupe est reliée au diamètre du grain par la relation D 50 = 2/3 D50 . 
Notons que cette relation a déjà été utilisée par Wong et al. (1997, cités par Bésuelle, 1999). 
Par ailleurs, Underwood (1970) a montré que la porosité volumique sur un volume donné est 
égale à la porosité surfacique moyenne sur ce volume. Comme le fait remarquer Bésuelle 
(1999), cette dernière est une valeur moyenne, tandis que la porosité surfacique est mesurée 
généralement sur une seule section. De plus, la porosité surfacique prend en compte 
également la porosité fermée. En effet, la porosité volumique, telle qu’elle est calculée de 
façon classique ne prend pas en compte les pores non connectés de l’échantillon de roche. 
C’est pourquoi Fassas et al. (1996) ont donné deux définitions pour la porosité volumique. Ils 
ont défini la porosité « vraie » comme étant le rapport du volume de vide total sur le volume 
de roche total et ont défini la porosité « effective » comme étant le rapport du volume des 
pores interconnectés qui sont ouverts à l’extérieur sur le volume total de la roche. Il y a ainsi 
différentes sources d’écarts possibles entre la porosité surfacique et la porosité volumique. 
Ces sources d’erreurs sont évaluées par Underwood à environ 10 %. Si on suppose que ces 
erreurs sont négligeables, on peut considérer que la porosité volumique et que la porosité 
surfacique sont égales. La porosité volumique est une grandeur physique qui est déterminée de 
façon classique par la méthode de la masse volumique absolue ou par la technique de 
saturation totale de l’échantillon. La porosité surfacique ne peut être déterminée que par un 
logiciel de traitement d'images et c'est là sa principale limitation. Des techniques d’analyses 
d’images par ordinateur ont souvent été utilisées pour mesurer quantitativement la porosité.  
(Chan, 1989 ; Brown, 1994, cités par Fassas et al., 1996 ; Bésuelle, 1999). 
Fassas et al. (1996), par exemple, ont étudié la porosité du grès de Penrith en se basant sur une 
analyse d’images. Un logiciel d’analyse d’images traitant les photographies de lames minces a 
été utilisé. Ils ont réalisé des coupes de lames minces suivant trois directions orthogonales. 
Les différents groupes de lames minces correspondant aux différentes directions sont appelés 
A, B et C. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.10 : distributions statistiques de fréquence correspondant aux taux de surface obtenus pour les trois 
groupes A, B et C. (d’après Fassas et al., 1996). 
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On peut voir sur la figure 3.6.10 que la distribution de fréquence des valeurs obtenues du taux 
de surface du grès de Penrith a une valeur standard moyenne de taux de surface de 8.35 % 
avec une déviation standard de 6.02. Cette technique d’évaluation de la porosité surfacique a 
toutefois de nombreux inconvénients. Une des limites de l’approche est citée par Fassas et al. 
(1996). Selon eux, à l’échelle utilisée de la microphotographie, il y a des pores qui ne peuvent 
pas être vus. Ces pores n’entrent pas dans la procédure de mesure de la porosité et par 
conséquent, la porosité est sous-estimée. Même si la taille de ces pores est petite, leur effet sur 
la porosité est grande. 
De notre point de vue, il existe un autre inconvénient majeur qui est lié au principe même de 
la méthode. Les vides visibles sont identifiés sur photos, reportés sur papier et scannés. Les 
surfaces respectives de vide et de phase solide sont ensuite mesurées à l’aide du logiciel de 
traitement d’images. La porosité est considérée comme le rapport ou le pourcentage de la 
surface représentant les vides à la surface totale de l’image. La microphotographie d’origine 
est en noir et blanc, ce qui veut dire en réalité qu’il y a plusieurs niveaux de gris. 
L’inconvénient de la méthode est que les images scannées et reproduites par ordinateur sont 
réduites à deux couleurs seulement, le noir et le blanc (figure 3.6.11). Le noir est sensé 
représenter la phase solide et le blanc les vides (ou l’inverse). 
 
 
 
 
Figure 3.6.11 : microphotographies d’origine et images scannées correspondantes avec deux couleurs seulement, 
le noir et le blanc. (d’après Fassas et al., 1996). 
 
Il n’y a donc plus différentes nuances de gris. Ce qui veut dire qu’il y a une phase dans le 
traitement de l’image où l’opérateur (ou le logiciel) choisit à partir de quelle nuance de gris on 
considère qu’on aura du noir et pour quelle nuance de gris on considère qu’on aura du blanc. 
Cela est d’une importance cruciale. Comme la surface des vides reconnue est mesurée à partir 
du blanc de l’image, suivant la nuance de gris « critique », le résultat obtenu peut être 
évidemment très différent. 
La porosité linéaire est à notre connaissance une grandeur physique du matériau qui n'a encore 
jamais été exploitée. Comme nous allons le voir dans la suite du rapport, elle est beaucoup 
plus simple d'accès que la porosité surfacique puisqu'on n'a nul besoin de recourir à un 
logiciel de traitement d'images. De plus, la porosité linéaire est obtenue par un simple 
comptage des grains. Elle ne présente donc pas l’inconvénient majeur de la porosité 
surfacique qui est, lors du traitement de l’image, la réduction de l’image à deux couleurs 
seulement et le choix d’une nuance de gris « critique » départageant le noir du blanc. 
Par ailleurs, on montre que les porosités volumique et surfacique sont égales (Underwood, 
1970). Il serait intéressant de les comparer avec la porosité linéaire afin de rendre complète 
l'étude et la comparaison de la porosité dans un espace tridimensionnel, bidimensionnel et 
unidimensionnel. 
Comme le fait remarquer Bourbie et Zinszner (1985), la variation de la porosité dans le grès 
de Fontainebleau est très large, elle va de 2 à 30 %. Nous avons collecté dans la littérature un 
ensemble de photographies au MEB du grès de Fontainebleau avec différentes porosités, 
allant de 3,8 à 28 %  (figures 3.6.12 – 3.6.15). 
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Figure 3.6.12 : Microphotographies au MEB d’échantillons de grès de Fontainebleau de porosité 6 % et 28 %. 
Les échantillons sont injectés d'époxy rouge. La partie noire correspond à l'époxy. La partie blanche / grise 
correspond aux grains. (d’après Bourbie et Zinszner, 1985). 
 
Figure 3.6.13 : Microphotographies au MEB d’échantillons de grès de Fontainebleau de porosité 3,8 % et 6 %. 
La partie blanche correspond aux pores. La partie grise / noire correspond aux grains de quartz. (d’après Bourbie 
et Zinszner, 1985). 
 
Figure 3.6.14 : Microphotographies au MEB d’échantillons de grès de Fontainebleau. La région noire correspond 
aux grains. Le diamètre de la photographie est de 3 mm. (d’après Coker et al., 1996). 
 
Figure 3.6.15 : Microphotographies au MEB d’un échantillon (F7) de grès de Fontainebleau de porosité 5 %. 
(d’après Zamora, 1990). 
 
Nous avons de notre côté réalisé des photographies au MEB d’un échantillon sain (K40) de 
grès de Fontainebleau de porosité 21 %  (figure 3.6.16). 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.16 : Microphotographies au MEB d’un échantillon sain de grès de Fontainebleau de porosité 21 %. 
 
Nous avons ensuite procédé à un quadrillage systématique de ces photographies dans le sens 
horizontal et vertical (figure 3.6.17). Pour chaque ligne horizontale ou verticale, nous avons 
réalisé un comptage des grains en contact avec cette ligne. 
 
 
 
Figure 3.6.17 : Exemple de quadrillage d’une microphotographie au MEB correspondant à un échantillon de grès 
de Fontainebleau de porosité 21 %. 
 
Sachant que pour les lignes verticales, on a 26.5 grains pour 4.73 mm, on a donc une moyenne 
de 5.60 grains/mm. On obtient de la même façon 5.62 grains/mm pour les lignes horizontales. 
On a donc une moyenne totale de nombre de grains au mm de 5.61 grains/mm. 
Finalement, le comptage des grains au niveau des différentes lignes horizontales et verticales 
nous a permis de vérifier à la fois l’homogénéité et l’isotropie du grès de Fontainebleau. 
En effet, en comparant les résultats des comptages du nombre de grains, on remarque que le 
nombre de grains est quasi-identique pour les différentes lignes verticales entre elles. Ce 
résultat s’applique également pour les différentes lignes horizontales. Ce qui veut dire que la 
répartition des grains est uniforme et que le matériau est homogène. On remarque également 
que le nombre de grains au millimètre est quasi-identique pour les lignes horizontales et 
verticales, ce qui veut dire que le matériau est isotrope. 
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En procédant de la même façon pour les différentes microphotographies collectées dans la 
littérature, on peut dresser finalement un tableau récapitulatif des résultats obtenus : 
 
Porosité volumique     
             (%) 

Nombre de grains/mm

              3.8               7.13 
               5               6.78 
               6               6.69 
              21               5.61 
              28               5.15 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.18 : Moyenne du nombre de grains au mm en fonction de la porosité volumique des échantillons de 
grès de Fontainebleau. 
 
La moyenne du nombre de grains au millimètre est d’autant plus importante que la porosité 
volumique de l’échantillon est faible (figure 3.6.18). La courbe a un comportement 
asymptotique pour des faibles valeurs de porosité volumique traduisant le fait que pour des 
grains de forme relativement sphérique, une porosité parfaitement nulle est impossible. 
Rappelons que la moyenne du nombre de grains pour l'échantillon de porosité 3.8 % est de 
7.135 grains/mm. Si on suppose cette porosité négligeable, c'est à dire que le pourcentage de 
vide par rapport aux grains est négligeable, dans ce cas, si on a 7,135 grains au mm, on a donc 
pour chaque grain 0.1401 mm. La taille moyenne des grains sur la lame mince est donc de 
0,1401 mm = 140,1 µm. Si on fait l'hypothèse que les grains sont sphériques, le diamètre 

moyen de coupe ∆s correspond aux 2/3 du diamètre réel D du grain sphérique. Soit D D=
2
3

. 

Comme D 50= 140.15 µm, le diamètre moyen du grain est donc de 

D m50

3
2
140 15 210 23= × =, , µ . 

Par ailleurs, pour déterminer la taille des grains du grès de Fontainebleau, on a réalisé 
également une étude granulométrique classique sur un échantillon sain. Un morceau de grès 
sain a été broyé (sans casser les grains). L’échantillon est broyé jusqu'à ce qu'il n'y ait plus de 
liaisons entre les grains. Du point de vue pratique, cela sous-entend qu'on ne voit plus au 
microscope des grains en petits groupes, agglutinés entre eux. La masse totale des grains est 
de 262 g. Des tamis de différentes ouvertures D ont été utilisés. On identifie par tamisage la 
courbe granulométrique (figure 3.6.19). 
 
 
Ouverture D du tamis (µm) masse de grains obtenue (g) tamisât cumulé (%) 
                   315                      31      100 - (31/ 262) = 88.17  
                   250                      108                       58.78  
                   200                      200                       23.66  
                   100                      262                          0  
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Figure 3.6.19 : Courbe granulométrique donnant les tamisats cumulés (%) en fonction des diamètres équivalents 
(mm). Détermination du D50. 
 
La valeur du D50 estimée par cette méthode (≈ 230 µm = 0,23 mm) est proche de la valeur 
déjà obtenue auparavant (210,23 µm = 0,21023 mm). 

Le diamètre moyen de coupe est donc de D 50 = 
2
3

×D50 = 140,15 µm = 0,14015 mm. 

Connaissant le diamètre moyen de coupe D 50 et connaissant (par comptage), pour une 
photographie au MEB donnée, le nombre de grains au mm, le produit du D 50 par le nombre 
de grains/mm correspond à la part dans une ligne droite de 1 mm de matière ou de grains. Ce 
produit est inférieur à 1 mm. En le multipliant par 100, on obtient le pourcentage de matière 
ou de grain dans une ligne droite de 1 mm. En retranchant ce pourcentage à 100 %, on obtient 
le pourcentage des pores dans une ligne droite de 1 mm. Ce pourcentage correspond à ce que 
l'on pourrait appeler une porosité linéaire qui est caractéristique du matériau granulaire basée 
sur le même principe que la porosité surfacique définie par Underwood (1970) ou la porosité 
volumique qui est une grandeur physique classiquement calculée en laboratoire. 
Par exemple, pour l'échantillon de porosité volumique n = 21 %, on avait compté 5,613 
grains/mm. Sachant que D 50 = 0.14015, on a 5.613 × 0.14015 = 0.7866 qui correspond à la 
part de matière ou de grains dans une ligne droite de 1 mm. 78,66 correspond au pourcentage 
de matière ou de grains dans une ligne droite de 1 mm. 100 - 78,66 = 21,34 correspond donc à 
la porosité linéaire. 
On a procédé de façon similaire pour toutes les autres porosités. Rappelons que la valeur de la 
porosité linéaire a été obtenue par un simple comptage des grains directement à partir d’une 
microphotographie tandis que la porosité volumique a été calculée de façon classique par les 
méthodes, déjà présentées dans ce rapport, de la masse volumique absolue ou de la saturation 
totale de l’échantillon de roche. La valeur de la porosité linéaire obtenue est systématiquement 
comparée à la valeur de la porosité volumique. Les résultats ont présentés dans le tableau ci-
dessous : 
 
 
 
 
Porosité volumique (%) Porosité linéaire (%) 
                    5              5,02 
                    6              6,15 
                   21              21,33 
                   28              27,81 
 
 
Au vu du tableau, la méthode que nous avons développée se révèle être d'une remarquable 
précision. Underwood (1970) avait montré que les porosités volumique et surfacique sont 
identiques. Nous pouvons conclure également ici que les porosités volumique et linéaire sont 
égales. Par ailleurs, en comparant uniquement de visu deux différentes sections de grès de 
Fontainebleau pour deux porosités différentes, Bourbie et Zinszner (1985) ont noté que la 
taille des grains est clairement constante. Même si la variation de la porosité dans le grès de 
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Fontainebleau est très large, allant de 2 à 30 %, il n'y a pas, selon Bourbie et Zinszner (1985) 
de différence notable de taille de grain. Dans notre étude, en se basant sur un diamètre moyen 
de grain indépendant de la porosité de l'échantillon (5, 6, 21 ou 28 %) et fixé à une valeur 
constante de D50 = 210.23 µm, nous avons obtenu pour chaque porosité étudiée une 
estimation remarquablement proche de celle calculée par la méthode classique de la masse 
volumique absolue. Ce qui prouve de façon rigoureuse (et non plus seulement visuelle) que la 
taille des grains du grès de Fontainebleau est constante et est indépendante de la porosité de 
l’échantillon. Comme le font remarquer Bourbie et Zinszner (1985), cela est particulièrement 
intéressant pour étudier les effets de la porosité et de la microstructure indépendamment de 
tout autre paramètre. Par ailleurs, la taille des grains du grès de Fontainebleau est souvent 
supposée être de l’ordre de 250 µm (Bourbie et Zinszner, 1985), la méthode que nous avons 
développée donne de façon très précise une taille moyenne des grains (D50 = 210,23 µm). 
Cette valeur est fiable. Elle a fait « ses preuves » puisqu'elle nous a permis d'obtenir pour 
chaque porosité étudiée une estimation remarquablement  proche de celle calculée par la 
méthode classique de la masse volumique absolue. Cette valeur moyenne de taille de grain est 
d'ailleurs proche de celle calculée à partir de l'étude granulométrique. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
III.6.6/ OBSERVATIONS MICROSCOPIQUES ET ETUDE DE 
L’EVOLUTION DE LA POROSITE DANS LA BANDE DE 
CISAILLEMENT 
 
Les études menées sur la microstructure des bandes sont très récentes. Les micromécanismes 
de développement de bandes de cisaillement sont liés à des notions diverses telles que le 
broyage des grains, les mouvements de corps rigides des grains et l'évolution de la porosité à 
l'intérieur de la bande de cisaillement. Cette évolution de la porosité correspond à une 
dilatance ou à une compaction dans les bandes. 
En analysant les failles dans les grès poreux, Aydin (Aydin, 1978 ; Aydin et Johnson, 1983) a 
constaté que les propriétés physiques telles que la densité et la taille du grain changent au fur 
et à mesure du processus de déformation (figure 3.6.20). Une déformation permanente dans la 
bande se fait par fracturation et par déplacement des grains, par distortion de la matrice et par 
réduction du volume des pores. L’examen des lames minces montre que les tailles de grains 
de sable sont remarquablement réduites par l’écrasement des grains. La taille moyenne des 
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grains à l’intérieur de la bande est d’environ un ordre d’amplitude plus faible que les grains en 
dehors de la bande. La porosité moyenne à l’intérieur de la bande est d’environ 6 à 10 % dans 
un grès de porosité 23-25 %. Le matériau devient plus rigide à l’intérieur, ce qui fait que la 
zone de bande devient mésoscopiquement comme une inclusion rigide dans une matrice 
souple. 
 
 
 
Figure 3.6.20 : Grès Entrada dans le désert San Rafael, Utah. Microphotographie montrant l’écrasement des 
grains et la réduction de la taille des grains à l’intérieur de la bande. (d’après Aydin et Johnson, 1983). 
 
 
 
 
 
Ord et al. (1991) ont réalisé des tests de compression biaxiale (en déformation plane) sur le 
grès de Gosford en conditions lubrifiées. Ord et al. ont observé systématiquement une seule 
bande de cisaillement après rupture de l’échantillon. Ils ont observé à grandes pressions de 
confinement une zone de dilatance parallèle à la surface de rupture et entourant cette dernière. 
En observant une microphotographie d’un échantillon déchargé dans le régime durcissant, 
mais dans la phase post-localisation de déformations inhomogènes, Ord et al. n’ont pas 
remarqué de perturbation visible de la microstructure. Ces observations montrent que la 
localisation initiale de la déformation met en jeu des mouvements de corps rigides, micro-
rotations et déplacements des grains (figure 3.6.21). Cela expliquerait les zones des 
déformations plus diffuses que l’ont peut observer le long du plan de rupture final. Ces 
mouvements sont difficiles à détecter expérimentalement. L’échantillon déchargé près du pic 
de contrainte montre une petite perturbation mineure de la structure du matériau. Il existe des 
zones localisées de 1 à 2 grains de largeur seulement, séparées par des zones de plus faibles 
fissurations qui apparaissent être associées à un plus grand taux de matrice / grain. Des 
fissures inter et intragranulaires sont observées. Ces zones sont donc caractérisées, d’après 
Ord et al., par un fort rapport matrice sur grain si bien que les grains peuvent s’accommoder 
au cisaillement en se réarrangeant sans se fracturer. Dans les échantillons chargés jusqu’à la 
rupture, des sections bien définies de zones de cisaillement contiennent des grains très fissurés 
ou même des fragments cassés. Cette fissuration apparaît se produire dans une région 
d’épaisseur 1 à 2 mm. 
D'après les observations au MEB de Ord et al. sur le grès de Gosford, la macrofissure ne se 
forme pas instantanément mais elle résulte d'une « altération progressive graduelle de la 
microstructure ». La localisation initiale des déformations s’accommode tout d’abord par des 
mouvements de corps rigides, déplacements et micro-rotations des grains dans la matrice, 
plutôt que la fissuration des grains eux-mêmes, suivis ensuite par une fissuration mineure des 
grains avant le pic de contrainte. Peu évidente avant le pic à la rupture, cette altération de la 
microstructure devient claire après rupture et affecte une région d'épaisseur non nulle autour 
de l'unique plan de rupture observé. La zone rompue consiste en un plan de cisaillement 
incliné par rapport à la direction de compression maximale et présente une certaine épaisseur 
discernable à l’œil nu. Rudnicki et Rice (1975) ont affirmé que la rupture localisée dans les 
roches est caractérisée  principalement par une microfissuration. Cela n’est pas vérifié pour les 
roches granulaires telles que le grès de Gosford testé par Ord et al. (1991). Ces observations 
appuient plutôt l’idée de Mühlhaus et Vardoulakis (1987) qui incorpore la rotation de grain 
dans le phénomène de la localisation des milieux granulaires. Cela peut être pris en compte 
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par le modèle de plasticité de Cosserat de Mühlhaus et Vardoulakis. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.21 : Microphotographies à balayage électronique d'une zone de cisaillement avant (a et b) et après (c 
et d) la rupture de l'échantillon. (a : réseau de microfissures inter et intragranulaires associées à la zone de 
cisaillement. Largeur de la figure : 4,8 mm), (b : détail. Largeur de la figure : 2,8 mm), (c : macrofissure, réseau 
de microfissures et brèche. Largeur de la figure : 3,6 mm), (d : détail montrant l'orientation du cisaillement des 
grains brisés. Largeur de la figure : 0,9 mm). Développement important de la fissuration intragranulaire en bas de 
la zone de cisaillement. La fissuration intragranulaire n’est pas bien développée en haut de la zone de 
cisaillement où il y a une plus grande proportion de matrice. (d’après Ord, Vardoulakis et Kajewski, 1991). 
 
 
 
 
 
 
 
Antonellini et al. (1994) ont étudié la microstructure des bandes dans les grès poreux au 
"Arches National Park, Utah". Les bandes localisées, existantes in situ, ont été étudiées en 
laboratoire à partir d’une série de lames mince. Antonellini et al. ont observé que les  
micromécanismes de développement de bandes de cisaillement consistent en une dilatance 
initiale suivie par un écrasement des grains et une compaction (figure 3.6.22). Ils ont montré 
que la présence de dilatance ou de compaction dans les bandes est dépendante de la porosité et 
de la pression de confinement. Selon Antonellini et al., de grandes porosités et de grandes 
pressions de confinement favorisent la compaction et la formation de bandes cataclastiques, 
c’est-à-dire caractérisée par la fragmentation et le broyage des grains. De faibles porosités et 
de faibles pressions de confinement favorisent la formation de bandes dilatantes non-
cataclastiques. Antonellini et al. ont observé plusieurs types de bandes. D’une part, les bandes 
peu ou non cataclastiques. On n’observe peu ou pas de grains écrasés à l’intérieur de ces 
bandes. Ces dernières s’accompagnent soit d’une dilatance, soit d’une compaction, soit 
d’aucun changement de volume. Pour les bandes peu ou non cataclastiques et avec une 
dilatance positive, Antonellini cite l’exemple d’une roche du parc de porosité 4-5 % où la 
porosité dans la bande a été évaluée à 12-13 %. Pour les bandes peu ou non cataclastique et 
avec une compaction, Antonellini cite l’exemple d’une roche du parc de porosité supérieure à 
18 % où la porosité à l’intérieur de la bande a été évaluée entre 1 et 18 %.  Antonellini a 



Chapitre III                                                                                                                                                             Etude expérimentale 344

observé d’autre part un autre type de bandes cataclastiques. Ces bandes sont caractérisées par 
la présence de grains finement écrasés et par une réduction de porosité très prononcée. 
Antonellini cite l’exemple d’une roche du parc de porosité d’environ 17 % où la porosité dans 
la bande est inférieure à 7 %. La porosité est déterminée directement sur les lames minces à 
partir d’un système d’analyse d’images. 
 
 
 
 
Figure 3.6.22 : A gauche : le blanc représente les pores et le noir représente les phases solides. (a) bande non 
cataclastique avec dilatance, (b) bande non cataclastique avec compaction, (c)(d) bandes cataclastiques. A 
droite : profils de porosité le long de bandes cataclastiques. (a)(b) bandes avec dilatance, (c)(d) bandes avec 
compaction. (d’après Antonellini, Aydin et Pollard, 1994). 
 
Mollema et Antonellini (1996, cités par Olsson, 1999) ont également observé des bandes de 
compaction sur du grès poreux de Navajo. 
 
 
Par ailleurs, Olsson (1999) définit une bande de compaction comme étant une zone qui 
montre une fermeture normale mais sans cisaillement. Olsson a étudié expérimentalement et 
théoriquement les bandes de compaction dans les roches poreuses. Il a réalisé des essais 
triaxiaux axisymétriques sur le grès de Castlegate. Il a observé également une compaction 
localisée. La porosité dans les bandes était de quelques pourcents comparée avec les 20-25 % 
dans le grès entourant la bande. Un examen microscopique a indiqué un écrasement des grains 
sans rotation. En comparant les données expérimentales avec les prédictions théoriques, 
Olsson a montré que la théorie de localisation des déformations de Rudnicki et Rice (1975) 
habituellement utilisée pour les problèmes de localisation des déformations de cisaillement, 
s'applique aussi bien pour les problèmes de localisation de compaction. 
Par ailleurs, grâce à un logiciel d'analyse d'image sur des images obtenues au MEB, Bésuelle 
(1999) a mesuré la porosité surfacique des zones fissurées. Deux échantillons GVR9724 et 
GVR9722, correspondant respectivement à un confinement de 30 MPa et de 50 MPa, sont 
étudiés. Des profils de porosité perpendiculaires aux bandes de cisaillement sont tracés pour 
chaque échantillon (figure 3.6.23). 
 
 
 
Figure 3.6.23 : Porosité surfacique ponctuelle (mesurée sur un millimètre carré) à différentes positions sur la 
lame mince: loin et autour des bandes de cisaillement (transect perpendiculaire à la bande). Mesures effectuées 
par MEB. A gauche : échantillon GRV9724. A droite : échantillon GRV9722. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
Pour l'échantillon GRV9724 correspondant à un faible confinement de 30 MPa (rupture 
fragile), les bandes de cisaillement sont marquées par une forte porosité comparativement à la 
porosité moyenne initiale de l'échantillon et cela sur une largeur inférieure à 1 mm. Autour des 
bandes de cisaillement, la porosité est plus élevée que la valeur moyenne sur une largeur de 1 
à 2 mm d'environ 5 à 10 % par rapport à la porosité loin des bandes. Pour l'échantillon 
GRV9722 correspondant à un fort confinement de 50 MPa (rupture transitoire fragile-ductile), 
les bandes de cisaillement ont également une forte porosité sur une largeur de 0,5 à 1 mm. En 
revanche, autour des bandes et sur une largeur de 1 à 2 mm, Bésuelle (1999) observe que la 
porosité est de 3 à 4 % plus faible que la porosité moyenne dans l'échantillon loin des bandes, 
ce qui indique un mécanisme contractant autour des bandes de cisaillement dilatantes. 
Par ailleurs, la tomographie aux rayons X a permis à Bésuelle (1999) de visualiser l’intérieur 
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des échantillons de grès. Comme il le fait remarquer, si on fait des mesures sur un échantillon 
présentant une zone où la porosité change fortement, comme c’est le cas dans une bande de 
cisaillement, le profil de la densité radiologique, réalisé perpendiculairement à la bande, 
montre un pic au niveau de la bande correspondant à une plus forte ou plus faible porosité par 
rapport au milieu environnant. Finalement, pour les échantillons comprimés sous un 
confinement moyen, dans le domaine de rupture fragile, Bésuelle observe une bande de 
cisaillement dilatante. Pour l’échantillon comprimé sous un fort confinement, entre le 
domaine fragile et ductile, Bésuelle observe une bande contractante (figure 3.6.24). Les deux 
échantillons présentent donc une localisation de types différents, dilatant et contractant. Cela 
est clairement visible au niveau des différentes coupes effectuées dans la zone localisée des 
deux échantillons testés. Il faut noter que plus un point tend vers le noir, plus la porosité est 
élevée. Plus un point tend vers le blanc, moins sa porosité est élevée. Le blanc et le noir 
« parfaits » correspondent à des porosités en dehors de la zone de calibration choisie pour 
tracer les coupes. 
 
 
 
 
Figure 3.6.24 : Coupes successives dans la zone localisée. A gauche : échantillon GVR9724. A droite : 
échantillon GVR9722. (d’après Bésuelle, 1999). 
 
L'analyse tomographique aux rayons X réalisée par Bésuelle (1999) montre donc également la 
présence de bandes de cisaillement dilatantes dans le domaine fragile et de bandes de 
cisaillement contractantes dans le domaine intermédiaire. Ce qui est en accord avec 
Antonellini et al. (1994) qui ont montré que la présence de dilatance ou de compaction dans 
les bandes est dépendante de la pression de confinement. Selon Antonellini et al., de faibles 
pressions de confinement favorisent la formation de bandes dilatantes tandis que de grandes 
pressions de confinement favorisent la compaction. 
Bésuelle (1999) a observé que les bandes de cisaillement apparaissent à l'échelle 
microscopique comme des bandes dans lesquelles les grains sont fortement fissurés. A 
l'intérieur de la bande de cisaillement, le matériau semble partiellement broyé. Autour de ces 
bandes, les grains sont également fissurés, mais dans des proportions qui diminuent quand on 
s'éloigne des bandes. Les grains sont également parfois décollés des autres grains en raison de 
la présence de fissures intergranulaires et suggérant des mouvements de grains entre eux. 
Selon Bésuelle (1999), il est probable que « la localisation des déformations se forme 
initialement selon des bandes assez larges, dilatantes ou contractantes selon le niveau de 
confinement et que dans une phase ultérieure du chargement, une seconde localisation 
accompagnée d'un mécanisme de broyage des grains, ou alors une fracturation macroscopique, 
se manifeste à l'intérieur des premières bandes, avec dans ce cas une dilatance systématique 
quel que soit le confinement » pour atteindre une porosité surfacique élevée. 
En étudiant le mouvement des grains au sein de la couche d’interface faite à partir d’essais de 
cisaillement simple annulaire sur le gravier d’Hostun, Lerat (1996) a également observé un 
mécanisme de broyage des grains et une production de fines particules. 
Pour comprendre les mécanismes de fissuration des grains et de changement de porosité à 
l’intérieur de la faille, des essais sur sable ou sur roche broyée ont été réalisés pour simuler les 
matériaux granulaires que l’on trouve à l’intérieur des failles (gouge). Ces essais consistent à 
cisailler par exemple des couches minces de sables de quartz entre des surfaces en acier à 
l’aide d’un appareil triaxial (Marone et Scholz, 1989) (figures 3.6.26, 3.6.27), des couches 
broyées de granite de Westerly entre des blocs glissant de granite de Westerly à l’aide d’un 
appareil de double cisaillement direct (Biegel et al., 1989) ou encore des couches de plusieurs 
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différents types de gouges entre des échantillons de granite de Westerly (Morrow et Byerlee, 
1989) (figure 3.6.25). Ces différents types de gouges étudiés par Morrow et Byerlee sont un 
granite de Westerly écrasé, des échantillons de quartzite écrasés, une gouge monominérale 
(sable d’Ottawa) et une gouge avec plusieurs différentes phases minérales. Morrow et Byerlee 
ont mis en évidence que le changement dans le volume des pores est contrôlé par la vitesse de 
glissement. Le volume des pores augmente pour les grands taux de déformation, indiquant une 
dilatation de la couche de gouge, tandis que le volume décroît pour les faibles taux de 
déformation, indiquant une compaction. La dilatation de la gouge est fonction du taux de 
déformation. 
 
 
Figure 3.6.25 : A gauche : exemple de simulation d’une faille par cisaillement d’une couche de gouge entre des 
blocs glissant de granite de Westerly à l’aide d’un appareil triaxial. A droite : microphotographie d’une gouge de 
sable d’Ottawa. (d’après Morrow et Byerlee, 1989). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.26 : Les particules de quartz sont en blanc, l’époxy est en noir. A gauche : microphotographies d’une 
couche de gouge. Grossissement × 25, × 50, × 200. Les grains les plus grands au niveau de l’image grossie 25 
fois représentent la taille des grains de sable d’Ottawa original. Très peu de petits grains sont observés. A droite : 
microphotographies d’une couche de gouge. Grossissement × 50, × 200, × 800. Fort écrasement des grains. Les 
petites particules forment l’arrière-plan. (d’après Marone et Scholz, 1989). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.27 : microphotographies d’une couche de gouge. Grossissement × 25, × 50, × 200, × 800. Des 
particules plus petites sont présentes et forment l’arrière-plan à chaque échelle. (d’après Marone et Scholz, 
1989). 
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Nous avons de notre coté réalisé en collaboration avec François Martineau (LCPC) une série 
de microphotographies au MEB de bandes de cisaillement correspondant à différents 
échantillons de grès testés en laboratoire sous différentes pressions de confinement. 
Deux échantillons en particulier ont été étudié, d’une part l’échantillon K73 de porosité 21 % 
testé sous 7 MPa de pression de confinement et d’autre part l’échantillon K25 de porosité 21 
% testé sous 28 MPa de pression de confinement (figures 3.6.29 – 3.6.38). Après essai, ces 
deux échantillons ont été placés dans une cloche à vide et ont été imbibés le plus 
complètement possible de résine époxy. Une fois que la colle a séché, on a procédé ensuite à 
une coupe plane des échantillons pour permettre une observation de la bande de cisaillement 
au cœur de la roche (figure 3.6.28). La bande de cisaillement au coeur de la roche est 
clairement visible au niveau de la coupe plane et on peut calculer précisément l’orientation de 
la bande. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.28 : Coupe plane d’un échantillon de grès après test et après la saturation de la roche à la résine époxy. 
 
 
On a effectué enfin une métallisation au carbone par pulvérisation. Cette opération va 
permettre de répartir au mieux la charge des électrons lors des observations au MEB. 
L'observation à partir des photographies au MEB à plusieurs endroits dans la bande de 
cisaillement va nous donner une estimation du degré de fissuration des grains de quartz à 
l’intérieur de la bande. Quelques exemples de photographies sont présentés ici. 
Rappelons que la taille moyenne des grains sains a été évaluée de façon précise. Dans le cas 
où on observe dans les microphotographies des fragments de taille sensiblement plus faible 
que la moyenne, cela signifie que les grains initialement présents dans la bande de 
cisaillement ont été écrasés et broyés. Dans le cas contraire, on aurait plutôt tendance à 
supposer que les grains ont eu un mouvement de corps rigides. 
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Figure 3.6.29 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K73 testé sous 7 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 19. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.30 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 15. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.31 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K73 testé sous 7 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 38. 
 
Figure 3.6.32 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 30. 
 
Figure 3.6.33 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K73 testé sous 7 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 73. 
 
Figure 3.6.34 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 76. 
 
 
 
Figure 3.6.35 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K73 testé sous 7 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 147. 
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Figure 3.6.36 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 152. 
 
 
Figure 3.6.37 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 305. 
 
Figure 3.6.38 : Microphotographies au MEB d’une coupe plane. Echantillon K25 testé sous 28 MPa de pression 
de confinement. Grossissement de × 608. 
• Pour l’échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement : 
A l’intérieur de la bande de cisaillement, les grains sont faiblement à fortement fissurés. Les 
grains ne sont pas broyés, ils sont tout au plus fragmentés en quelques morceaux. La taille 
moyenne des grains est de l’ordre de la taille du grain sain pour la plupart. Les fissures sont en 
grande majorité quasi-parallèles à la bande, ce qui met en évidence le phénomène de 
cisaillement qui se produit à l’intérieur de la bande. 
A l’extérieur de la bande de cisaillement, à proximité des limites de la bande, les grains sont 
intacts ou très faiblement fissurés. 
• Pour l’échantillon K25 testé sous 28 MPa de pression de confinement : 
A l’intérieur de la bande de cisaillement, les grains sont fortement broyés, pulvérisés. La taille 
moyenne du grain est très variable. Elle va du grain fortement fissuré à des fragments avec 
une taille de l’ordre du micromètre. Les fragments sont très tassés, ce qui donne un aspect de 
farine ou de poudre blanche observable même à l’œil nu. 
A l’extérieur de la bande de cisaillement, à proximité des limites de la bande de cisaillement, 
les grains sont fissurés mais non broyés. La fissuration diminue quand on s’éloigne de la 
bande de cisaillement. 
Par ailleurs, à partir des microphotographies à grossissement intermédiaire (×76, ×38) et faible 
(×19) et en délimitant la bande de cisaillement comme ci-dessus, on peut évaluer précisément 
l’épaisseur de la bande. 
• Pour l’échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement : 
Les valeurs obtenues sont: 1.105, 1 et 1.166 mm, soit une valeur moyenne de 1.09 mm 
Rappelons que la valeur moyenne obtenue à partir de la loupe binoculaire est de 1.17 mm 
Rappelons également que pour l’évaluation de l’épaisseur à partir de la loupe binoculaire, la 
coloration blanche visible à l’œil nu au niveau de la bande nous a permis de délimiter cette 
dernière. 
• Pour l’échantillon K25 testé sous 28 MPa de pression de confinement : 
Les valeurs obtenues sont: 0.78, 0.78, 0.59, 0.68, 0.73, 0.52, 0.78, 0.76, 0.52, 0.7 et 0.8 mm, 
soit une valeur moyenne de 0.69 mm. 
Rappelons que la valeur moyenne obtenue à partir de la loupe binoculaire est de 0.66 mm 
Connaissant l'épaisseur de la bande de cisaillement déterminée en mm, on peut accéder de 
façon précise à l'épaisseur de la bande de cisaillement en terme de taille de grain sain. 
L'observation à partir de photographies au MEB de bandes de cisaillement va nous permettre 
également d'étudier de façon quantitative la porosité à l'intérieur de la bande et de déterminer 
si la bande est contractante ou dilatante sans avoir recours à un logiciel de traitement 
d'images.  Il est important de noter que la technique de comptage du nombre de grains a été 
utilisée uniquement dans le but de valider la notion de porosité linéaire et de prouver que cette 
porosité linéaire est égale à la porosité volumique telle qu’elle est calculée de façon classique. 
Cette technique peut maintenant être simplifiée comme-suit :  
On trace une ligne droite sur la microphotographie, on mesure ensuite à l’aide d’une règle 
millimétrée les segments dans cette ligne droite qui sont en intersection avec les grains. Une 
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fois la longueur totale de la ligne droite mesurée, on peut calculer la proportion de « matière » 
qui intersecte la ligne droite. On en déduit alors la porosité le long de cette ligne droite, que 
l’on appelle la porosité linéaire. En fait, cette technique d’évaluation de la porosité peut être 
utilisée sur n’importe quelle microphotographie et pour n’importe quel matériau. 
La porosité à l’extérieur de la bande de cisaillement est calculée à partir de 
microphotographies à faible grossissement (×19). La porosité à l’intérieur de la bande de 
cisaillement est calculée à partir de microphotographies à grossissements importants (×620, 
×310, ×152, ×120, ×76). 
 
 
 
• Pour l’échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement : 
 
 
 distance par rapport 

au centre de la bande 
(mm) 

        porosité en (%) à 
                        dans la 

différentes positions 
bande  

extérieur de la bande  0.45 mm 22 % 21.72 % 
 
 
intérieur de la bande 
 
 
 

 
 
0 mm 

38.65, 32.66, 26.93,  
22.19, 23.94, 35.16, 
24.19, 26.18, 42.64, 
28.18, 28.67,44.88, 
42.14 % 
moyenne = 32.26 % 

33.66, 23.19, 34.66,  
37.65, 22.94, 39.15, 
20.2, 25.18, 33.16, 
36.65, 33.16, 37.15 %
 
moyenne = 31.39 % 

 
extérieur de la bande 
 

-0.45 mm 
-0.75 mm 
-1.05 mm 

28.75 % 
22.27 % 
21.2 % 

27.23 % 
21.14 % 

 
 
 
Figure 3.6.34 : Porosité du matériau en fonction de la distance par rapport au centre de la bande de cisaillement. 
 
 
A l’intérieur de la bande, la porosité est toujours supérieure à la porosité loin de la bande. On 
observe un phénomène de dilatance à l’intérieur et à proximité de la bande (figure 3.6.34). 
 
 
 
• Pour l’échantillon K25 testé sous 28 MPa de pression de confinement : 
 
 
 distance par 

rapport au centre 
de la bande (mm)

              Porosité (%) à différentes 
dans la bande 

positions 
 

 
 
extérieur de la 
bande 

1.95 mm 
1.65 mm 
1.35 mm 
1.05 mm 
0.75 mm 

 
 
21.5 % 
21.8 % 
28.99 % 

 
21.3 % 
22.36 % 
24.5 % 
42.85 % 

21 % 
25 % 
27.5 % 
36.7 % 
32 % 
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0.45 mm 27 % 39 % 25.86 % 
 
 
intérieur de la 
bande 
 
 

 
 
0 mm 

15.21, 5.23, 
12.22, 18.45, 
11.22, 11.47, 
4.73, 7.48 % 
moy = 10.75 

8.47, 18.45, 8.97, 
13.21, 2.74, 
15.96, 3.24, 4.74, 
19.7 % 
moy = 10.6 % 

5.48, 11.97, 19.2, 
5.23, 17.2, 14.21, 
8.23 % 
moy = 11.64 % 

 
extérieur de la 
bande 
 

-0.45 mm 
-0.75 mm 
-1.05 mm 
-1.35 mm 
-1.65 mm 

50.58 % 
23.38 % 
20.77 % 

38.82 % 
31.72 % 
20.09 % 
20.1 % 

37.36 % 
43.25 % 
45 % 
27.5 % 
21.27 % 

 
 
 
Figure 3.6.34 : Porosité du matériau en fonction de la distance par rapport au centre de la bande de cisaillement. 
 
 
 
 
A l’intérieur de la bande, la porosité est toujours inférieure à la porosité loin de la bande. On 
observe un phénomène de dilatance à proximité de la bande et un phénomène de contractance 
à l’intérieur de la bande (figure 3.6.34). Les grains de quartz se trouvant à l’intérieur de la 
bande de cisaillement sont complètement broyés entraînant la formation d’une poudre de 
faible porosité. Cette « farine » est à l’origine de la coloration blanche caractéristique observée 
à l’œil nu. Cette fine couche de grains écrasés à l’intérieur de la bande et la réduction de 
porosité correspondante peut être une barrière naturelle aux écoulements de fluides. On peut 
remarquer que la bande de cisaillement est considérée ici uniquement comme la région 
contractante où la porosité est faible et où les grains sont écrasés. Il est possible toutefois de 
considérer la bande de cisaillement comme étant une région plus large formée de deux zones, 
une zone dilatante « externe » au cœur de laquelle se trouve une zone contractante « interne ». 
Par ailleurs, rappelons que quand on enlève le ruban adhésif transparent entourant les 
échantillons, comme il n'y a plus de cohésion entre les grains, les grains de la surface de 
l'échantillon restent collés au ruban adhésif. Le ruban adhésif transparent est donc utilisé 
comme réplique de surface non seulement de la bande de cisaillement, mais de toute la 
surface de l'échantillon. En utilisant ce nouveau support, on peut observer la bande de 
cisaillement au microscope. Cette technique a été utilisée sur deux échantillons K31 et K99 
testés respectivement à 28 MPa et à 42 MPa de pression de confinement (figures 3.6.39 – 
3.6.48). 
Cette technique d’observation au microscope utilisant un ruban adhésif comme support a deux 
avantages. Le premier est qu’elle ne nécessite aucune préparation. Le ruban adhésif décollé de 
l’échantillon est directement soumis aux observations microscopiques. Le deuxième avantage 
est que les microphotographies gardent un certain relief alors que dans la méthode classique 
d’imprégnation avec de la résine et de coupe plane de l’échantillon, on obtient des images 
bidimensionnelles sans aucun relief. On peut voir clairement à partir de ces 
microphotographies que les grains de quartz sont complètement pulvérisés à l’intérieur de la 
bande de cisaillement.  
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Figure 3.6.39 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K31 testé sous 28 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 21. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.40 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K31 testé sous 28 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 42. 
 
 
Figure 3.6.41 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K31 testé sous 28 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 63. 
 
 
Figure 3.6.42 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K31 testé sous 28 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 126. 
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Figure 3.6.43 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 15.  
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.6.44 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 30. 
 
Figure 3.6.45 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 63.  
 
Figure 3.6.46 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 120. 
 
Figure 3.6.47 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 240. 
 
Figure 3.6.48 : Microphotographies au MEB du ruban adhésif. Echantillon K99 testé sous 42 MPa de pression de 
confinement. Grossissement de × 240. 
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III.6.7/ ETUDE DE L’EVOLUTION DE LA GRANULOMETRIE A 
L'INTERIEUR DE LA BANDE DE CISAILLEMENT 
 
 
Le but de l'étude est de quantifier l'évolution de la taille des grains à l'intérieur de la bande de 
cisaillement directement à partir de microphotographies au MEB. Deux essais de référence 
sont étudiés : un essai correspondant à l'échantillon K25 testé sous forte pression de 
confinement  (28 MPa), et un essai correspondant à l'échantillon K73 testé sous faible 
pression de confinement (7 MPa). 
Nous avons mesuré la taille des grains en 2D ( D (µm)) à l'intérieur de la bande de cisaillement 
directement à partir des microphotographies au MEB correspondant à l'échantillon K25 testé 
sous 28 MPa de pression de confinement.  Un total de 263 mesures de D  a été effectué. Ces 
données sont représentées dans le tableau 3.6.49. Il est important de noter ici que les mesures 
de la taille des grains sont en 2D ( D (µm)), puisqu'elles sont effectuées à partir des 
microphotographies au MEB. 
Pour le passage du 2D au 3D, on fait une hypothèse forte : les grains sont sphériques dans la 
bande de cisaillement. Par conséquent  D = D  * 3/2 . 
Le volume d'une particule de rayon R = D/2 est :  V = 4/3  π R3 .  
Le volume de l'ensemble des particules de rayon R = nombre de particules * 4/3  π R3 
Le pourcentage volumique :   
% volumique = (volume de l'ensemble des particules de rayon R / volume total ) * 100 
 
 
 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

       1        20        6.9         1       16.7         1       31.4         1 
       1.4        1        7.7         3       17.6         4       32.3         1 
       1.9        11        7.8         24       19.6         10       35.3         5 
       2        27        8.6         1       21.2         1       37.2         1 
       2.5        1        9.6         1       21.6         1       39.2         6 
       2.9        8        9.8         4       22.1         1       51         1  
       3.8        3       10.6         2       23.5         5       51.9         1 
       3.9        45       11.5         3       24         1       57.7         1 
       4.8        1       11.8         16       25.5         1       62.7         1 
       4.9        1       13.5         1        26         1       66.7         3 
       5.7        1       13.7         2       27.4         3       102         1 
       5.8        4       14.4         1        28.8         1       117.6         1 
       5.9        8       15.4         2       29.4         1       125.5         1 
       6.7        2       15.7         11       30.4         1       137.2         1 
 
 
Tableau 3.6.49 : Mesure de la taille des grains à l'intérieur de la bande de cisaillement à partir de 
microphotographies au MEB. Echantillon K25. 
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Ces données sont ensuite synthétisées dans le tableau 3.6.50 : 
 
 
 
 
        D (µm) mesuré 

 
 Nombre de  
 fois mesuré 

   Pourcentage de nombre de   
   fois mesuré par rapport au   
    nombre total de mesures     
                 ( 263 ) 

 
    % volumique 
    

       D (µm) ≤  0.5           0                      0 %              0 % 

      0.5 < D (µm) ≤ 1          20                    7.6 %      0.000199 % 

       1 < D (µm) ≤ 2          39                  14.83 %      0.002927 % 

       2 < D (µm) ≤ 3           9                   3.43 %      0.002097 % 

       3 < D (µm) ≤ 4          48                  18.25 %      0.0282 % 

       4 < D (µm) ≤ 5          2                   0.77 %      0.00227 % 

       5 < D (µm) ≤ 10          49                  18.63 %      0.2147 % 

      10 < D (µm) ≤ 15          27                  10.27 %      0.4361 % 

      15 < D (µm) ≤ 17          12                   4.56 %      0.5426 % 

      17 < D (µm) ≤ 20          14                   5.32 %      0.9663 % 

      20 < D (µm) ≤ 25          10                    3.8 %      1.0858 % 

      25 < D (µm) ≤ 30           7                   2.66 %      1.4446 % 

      30 < D (µm) ≤ 35           7                   2.66 %      0.923 % 

      35 < D (µm) ≤ 40           7                   2.66 %      6.297 % 

      40 < D (µm) ≤ 60           4                   1.52 %      4.623 % 

      60 < D (µm) ≤ 100           4                   1.52 %      11.312 % 

    100 < D (µm) ≤ 110            1                   0.38 %      10.5607 % 

    110 < D (µm) ≤ 120           1                    0.38 %      16.185 % 

    120 < D (µm) ≤ 130           1                   0.38 %      19.671 % 

    130 < D (µm) ≤ 140           1                   0.38 %      25.7013 % 

 
 
Tableau 3.6.50 : Mesure de la taille des grains à l'intérieur de la bande de cisaillement à partir de 
microphotographies au MEB. Echantillon K25. 
 
 
 
Nous avons de même mesuré la taille des grains en 2D ( D (µm)) à l'intérieur de la bande de 
cisaillement directement à partir des microphotographies au MEB correspondant à 
l'échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement.  Un total de 78 mesures de D  
a été effectué. Ces données sont représentées dans le tableau 3.6.51. Ici également, pour le 
passage du 2D au 3D, on fait l'hypothèse forte que les grains sont sphériques dans la bande de 
cisaillement, soit  D = D  * 3/2 . 
On calcule de la même façon que pour K25 le pourcentage volumique.  
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   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

   D (µm) 
    mesuré 

Nombre de 
fois mesuré 

       4         21       32.3          1       59.4         2      106.9          1 
       7.9         1       36.4          1       60.6         1      117.2          3 
       8.1         5       39.6          2       63.4         1      118.8          1 
      11.9         6       40.4          1       67.3         1      126.7          1 
      15.8         2       43.6          1       71.3         1      129.3          1 
      16.1         3       44.4          2       72.7         1      153.5          1 
      23.8         2        48.5          1       80.8         1      173.7          1 
      24.2         4       52.5          1       88.9         2      194          1 
      31.6         1       55.4          1       101         1      249.5          1 
 
Tableau 3.6.51 : Mesure de la taille des grains à l'intérieur de la bande de cisaillement à partir de 
microphotographies au MEB. Echantillon K73. 
 
 
Ces données sont ensuite synthétisées dans le tableau 3.6.52 : 
 
 
 
       D (µm) mesuré 

 
  Nombre de  
  fois mesuré 

  Pourcentage de nombre de    
  fois mesuré par rapport au  
   nombre total de mesures      
                  ( 78 ) 

     
     % volumique 
 

        D (µm) ≤  3.5           0                     0 %              0 % 

      3.5 < D (µm) ≤ 5          21                  26.93 %       0.002707 % 

      5 < D (µm) ≤ 10           6                   7.69 %       0.006346 % 

     10 < D (µm) ≤ 15           6                  7.69 %         0.0203 % 

     15 < D (µm) ≤ 20           5                  6.41 %         0.0411 % 

     20 < D (µm) ≤ 25           6                  7.69 %         0.1685 % 

     25 < D (µm) ≤ 30           0                    0 %           0 % 

     30 < D (µm) ≤ 40           6                  7.69 %         0.4788 % 

     40 < D (µm) ≤ 50            4                   5.13 %         0.8823 % 

     50 < D (µm) ≤ 60           4                  5.13 %        1.4786 % 

      60 < D (µm) ≤ 70           3                  3.85 %        1.5759 % 

     70 < D (µm) ≤ 80           2                  2.56 %        1.5044 % 

     80 < D (µm) ≤ 90           3                  3.85 %        3.8939 % 

     90 < D (µm) ≤ 100           0                    0 %           0 % 

   100 < D (µm) ≤ 110           2                  2.56 %         4.537 % 

   110 < D (µm) ≤ 120           4                  5.13 %        13.108 % 

   120 < D (µm) ≤ 130           2                  2.56 %         8.453 % 

   130 < D (µm) ≤ 140           0                    0 %          0 % 

   140 < D (µm) ≤ 160           1                 1.282 %        7.2869 % 

   160 < D (µm) ≤ 180           1                 1.282 %       10.5589 % 

   180 < D (µm) ≤ 200           1                 1.282 %       14.7104 % 

   200 < D (µm) ≤ 250           1                 1.282 %       31.2919 % 

 
Tableau 3.6.52 : Mesure de la taille des grains à l'intérieur de la bande de cisaillement à partir de 
microphotographies au MEB. Echantillon K73. 
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Figure 3.6.53 : Mesure du diamètre des grains à l’intérieur de la bande de cisaillement correspondant à 
l’échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement et à l’échantillon K25 testé sous 28 MPa. 
Pourcentages de nombre de fois mesuré par rapport au nombre total de mesures. 
 
Figure 3.6.54 : Pourcentage volumique des grains à l’intérieur de la bande de cisaillement correspondant à 
l’échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement et à l’échantillon K25 testé sous 28 MPa en 
fonction de la mesure de leur diamètre. 
 
 
Dans l'hypothèse que tous les grains sont sphériques et qu'ils ont la même densité  ρ  ,             
le pourcentage volumique et le pourcentage massique coïncident. 
On détermine ensuite les pourcentages massiques cumulés (%) pour l'échantillon                 
K25 (28 MPa) et pour l'échantillon K73 (7 MPa) : 
 
 
  

 K25 (28 MPa) 
 

 
 

  
  K73 (7 MPa) 

 

 
 D (µm) mesuré  
          (2D) 

 
 D (µm) mesuré  
        (3D) 
 

 
    Pourcentages     
    cumulés  (%) 

 
D (µm) mesuré     
           (2D) 

 
D (µm) mesuré   
        (3D) 
 

 
    Pourcentages    
    cumulés  (%) 

  D (µm) ≤ 140   D (µm) ≤ 210            100 %   D (µm) ≤ 250   D (µm) ≤ 375 100 % 

  D (µm) ≤ 130   D (µm) ≤ 195          74.298 %   D (µm) ≤ 200   D (µm) ≤ 300 68.708 % 

  D (µm) ≤ 120   D (µm) ≤ 180          54.627 %   D (µm) ≤ 180   D (µm) ≤ 270 53.997 % 

  D (µm) ≤ 110   D (µm) ≤ 165          38.442 %   D (µm) ≤ 160   D (µm) ≤ 240 43.447 % 

  D (µm) ≤ 100   D (µm) ≤ 150          27.881 %   D (µm) ≤ 140   D (µm) ≤ 210 36.16 % 

  D (µm) ≤ 60   D (µm) ≤ 90          16.569 %   D (µm) ≤ 130   D (µm) ≤ 195 36.16 % 

  D (µm) ≤ 40   D (µm) ≤ 60          11.946 %   D (µm) ≤ 120   D (µm) ≤ 180 27.7 % 

  D (µm) ≤ 35   D (µm) ≤ 52.5           5.649 %   D (µm) ≤ 110   D (µm) ≤ 165 14.599 % 

  D (µm) ≤ 30   D (µm) ≤ 45           4.726 %   D (µm) ≤ 100   D (µm) ≤ 150 10.062 % 

  D (µm) ≤ 25   D (µm) ≤ 37.5           3.281 %   D (µm) ≤ 90   D (µm) ≤ 135 10.062 % 

  D (µm) ≤ 20   D (µm) ≤ 30           2.195 %   D (µm) ≤ 80   D (µm) ≤ 120 6.168 % 

  D (µm) ≤ 17   D (µm) ≤ 25.5           1.229 %   D (µm) ≤ 70   D (µm) ≤ 105 4.663 % 

  D (µm) ≤ 15   D (µm) ≤ 22.5           0.686 %   D (µm) ≤ 60   D (µm) ≤ 90 3.0879 % 

  D (µm) ≤ 10   D (µm) ≤ 15            0.2504 %   D (µm) ≤ 50   D (µm) ≤ 75 1.6092 % 

  D (µm) ≤ 5   D (µm) ≤ 7.5           0.035 %   D (µm) ≤ 40   D (µm) ≤ 60 0.7268 % 

  D (µm) ≤ 4   D (µm) ≤ 6           0.033 %   D (µm) ≤ 30   D (µm) ≤ 45 0.248 % 

  D (µm) ≤ 3   D (µm) ≤ 4.5          0.00522 %   D (µm) ≤ 25   D (µm) ≤ 37.5 0.248 % 

  D (µm) ≤ 2   D (µm) ≤ 3         0.003126 %   D (µm) ≤ 20    D (µm) ≤ 30 0.0794 % 

  D (µm) ≤ 1   D (µm) ≤ 1.5         0.000199 %   D (µm) ≤ 15   D (µm) ≤ 22.5 0.0383 % 

  D (µm) ≤ 0.5   D (µm) ≤ 0.75               0 %   D (µm) ≤ 10   D (µm) ≤ 15 0.01799 % 
     D (µm) ≤ 5    D (µm) ≤ 7.5 0.01164 % 
     D (µm) ≤ 3.5   D (µm) ≤ 5.25  0 % 

 
 
Tableau 3.6.55 : Pourcentages massiques cumulés (%) pour l'échantillon K25 testé à fort confinement (28 MPa) 
et pour l'échantillon K73 testé sous faible confinement (7 MPa). 
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On peut tracer enfin les pourcentages massiques cumulés (%) en fonction de la mesure de la 
taille des grains en 3D. On trace également pour comparaison la courbe granulométrique 
correspondant à l'échantillon sain (obtenue par la méthode des tamis). 
 
 
 
Figure 3.6.56 : Pourcentages massiques cumulés (%) tracés en fonction de la mesure de la taille des grains en 3D. 
 
 
 
Rappelons que le D50 du grain sain obtenu par la méthode des tamis est de :  D50 ≅ 230 µm. 
 
Pour l'échantillon K73 testé sous 7 MPa de pression de confinement, le D50 dans la bande de 
cisaillement est quasiment égale à D50(b.c) ≅ 230 µm. La courbe granulométrique obtenue à 
partir des microphotographies au MEB de la bande de cisaillement (figure 3.6.56) est 
quasiment superposée à celle correspondant à la roche saine et obtenue par la méthode 
classique des tamis. Ce qui tend à prouver que l’analyse développée à partir des 
microphotographies au MEB est fiable et efficace. On remarque cependant à partir de la 
courbe correspondant à l’échantillon K73 de la figure 3.6.53 qu’il existe dans la bande de 
cisaillement des grains qui ont une taille beaucoup plus faible que ce qui est observé dans la 
roche saine. Cela s’explique comme suit :  Même si les grains dans la bande ne sont pas 
écrasés et conservent une taille proche de ce qui est observé pour la roche saine, il y a quand 
même un écaillage qui se produit à la surface de ces grains à cause du cisaillement. Des 
particules de petite taille sont éjectées de la surface des grains. 
 
 
 
Pour l'échantillon K25 testé sous 28 MPa de pression de confinement, le D50 dans la bande de 
cisaillement est de D50(b.c) ≅ 175 µm, ce qui veut dire que 50 % des grains en terme de masse 
ont une taille inférieure à 175 µm. La courbe granulométrique correspondante (figure 3.6.56) 
est « décalée vers la gauche » par rapport à celle correspondant à la roche saine. La taille des 
grains dans la bande est donc d’une façon générale plus faible que la taille du grain sain.      
Ce qui met en évidence le fait que les grains dans la bande de cisaillement sont au moins 
cassés. Si on se réfère au « pourcentage de nombre de fois mesuré par rapport au nombre total 
de mesures » (figure 3.6.53), on peut affirmer que 78.34 % des grains (en terme de nombre de 
grains) ont une taille inférieure à 10 fois moins la taille du grain sain, soit                        
D ≤ D50(grainsain)/10 ≅ 25 µm ou encore D ≤ 16.66 µm ≅ 17 µm.  On peut donc conclure que les 
grains dans la bande de cisaillement sont complètement broyés et cela dans une très grande 
proportion. L'épaisseur de la bande de cisaillement n'est plus un faible multiple de la longueur 
interne, mais devient une grandeur très importante par rapport à cette dernière. On met donc 
en évidence à partir de la figure 3.6.53 l’existence dans la bande de cisaillement d’un nombre 
important de particules de très faibles tailles, de l’ordre du micromètre. Ces particules, à cause 
justement de leurs petites tailles, représentent un faible pourcentage volumique (figure 3.6.54) 
et par conséquent un faible pourcentage massique. Ce qui fait que ces particules de petite 
taille n’ont pas vraiment une influence spectaculaire sur la courbe granulométrique          
(figure 3.6.56) et l’évaluation du D50  calculées, rappelons-le, en terme de masse. Toutefois, 
même si ces petites particules ne prennent pas beaucoup de volume, elles sont en nombre 
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suffisamment important pour former une sorte de farine de très faible porosité qui vient 
remplir l’espace poreux et qui modifie complètement la perméabilité à l’intérieur de la bande 
de cisaillement. 
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IV.1/ MODELISATION CONSTITUTIVE DES ROCHES 
GRANULAIRES 
 
IV.1.1/ INTRODUCTION 
 
Nous présentons un modèle constitutif capable de décrire le comportement d’un grès. (Sulem 
et al., 1998 ; Papamichos, 1992 ; Oulahna, 1996). 
Des caractéristiques importantes du comportement du grès, telles que la dépendance en 
pression, la dilatance, le caractère frottant et cohésif, le comportement radoucissant et 
durcissant ont été introduits dans le modèle. Le caractère frottant et cohésif des roches 
granulaires est modélisé dans le cadre de la théorie de l’élastoplasticité. La calibration du 
modèle est basée sur l’évaluation des propriétés élastoplastiques de la roche. Ces propriétés 
sont évaluées à partir des données expérimentales. L’évaluation du module élastique à partir 
des cycles charge-décharge des essais triaxiaux montre que ce paramètre n’est pas constant. 
On observe à la fois un durcissement du matériau (le module élastique croît avec les 
contraintes) et un endommagement du matériau. L’endommagement du matériau fait 
diminuer le module d’Young lorsque les déformations plastiques augmentent et fait 
augmenter le coefficient de Poisson. L’intensité du déviateur des déformations plastiques est 
une mesure macroscopique du glissement plastique qui se produit à travers les microfissures 
et les interfaces des grains. Passé l’état d’écoulement initial, le frottement est mobilisé en tant 
que fonction du déviateur des déformations plastiques et atteint la saturation au pic. Par 
ailleurs, en cours de déformation, de nouvelles microfissures peuvent apparaître. On a donc 
calé sur les données expérimentales un modèle de plasticité avec durcissement en frottement 
et radoucissement en cohésion. L’analyse de l’évolution des angles de frottement et de 
dilatance, avec l’augmentation des déformations plastiques, montre une dépendance en 
pression du grès de Fontainebleau. Nous avons donc constaté pour le grès de Fontainebleau 
un modèle de comportement hyperélastique avec endommagement et critère de plasticité non-
linéaire (modèle complet). 
 
IV.1.2/ DEFINITIONS 
 
Soit σij  le tenseur de contrainte de Cauchy et  

Sij = σij
’ = σij - 

σkk

3
 δij          (1.1)              

Sij  est la contrainte déviatorique. 
Le tenseur de contrainte σij  se décompose donc en une partie sphérique et une partie 
déviatorique. On note : 
I1σ = σkk   ;   J2S = Sij Sji / 2   ;   J3S = Sij Sjk Ski / 3    (1.2) 
I1σ  ; J2S ; J3S  est le premier, le deuxième et le troisième invariant du tenseur des contraintes. 
Ces trois invariants sont indépendants de Sij.  On note :  

p = I1
3

σ  = σkk

3
 < 0     (1.3) 

p est la contrainte isotrope moyenne appelée également pression moyenne. Elle est négative 
en compression. On note également : 

T = τ = (J2S)1/2 = ( 1
2

Sij Sji)1/2   (1.4) 

T est l’intensité de contrainte de cisaillement appelée également intensité du déviatorique. 
Soit Ui la déformation et Ui,j le gradient de déformation 
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εij = 1
2

 (Ui,j + Uj,i )   (1.5) 

wij = 1
2

 (Ui,j - Uj,i )    (1.6) 

εij   est appelée le tenseur de déformation et  wij  le tenseur spin. 
On a alors Ui,j = εij + wij   
On peut décomposer le tenseur de déformation en une partie sphérique et une partie 
déviatorique: 

eij = εij
’ = εij - 

1
3

εkk δij       (1.7) 

ν = εv = εkk = I1
’   (1.8) 

ν  représente alors la déformation volumique. I1
’ est le premier invariant de εij. 

g = γ = (2eij eij)1/2 = 1
2
J2

'   (1.9)  

g  représente l’intensité de déformation déviatorique ou de cisaillement.  J2
’ est le deuxième 

invariant de eij . 
 
IV.1.3/ THEORIE CLASSIQUE D’ECOULEMENT PLASTIQUE 
 
Nous présentons ici un profil général de la théorie de l’écoulement plastique pour les roches 
en mettant l’accent sur les modèles classiques de Mohr-Coulomb et Drücker-Prager. 
On interprète les déformations irréversibles toujours présentes dans le comportement des 
roches, même si leurs quantités diffèrent de roche à roche, suivant un modèle basé sur la 
théorie des déformations inélastiques ou plastiques (Kachanov, 1975). 
Le tenseur des vitesses de déformation ou de taux de déformation est décomposé en une partie 
élastique et une partie plastique:   

ε
.

ij = ε
.

ij
 e + ε

.
ij

p      (1.10) 
avec εij

p  représente le tenseur de déformation plastique, ε
.

ij
 p  le taux de déformation plastique. 

On note :  

ν
.
 p = I1ε-p = ε

.

kk
p    (1.11) 

 
ν
.
 p  est le taux de déformation volumique plastique défini comme le premier invariant de la 

vitesse de déformation plastique. I1ε-p  est le premier invariant de ε
. p . 

νp = ∫
t

0

.
ν  p dt      (1.12) 

νp  représente l’intensité de déformation volumique plastique accumulée 

g J e ep p
p ij

p
ij
p

. . . .
/( )= = =−γ ε2 22

1 2 ≥ 0     (1.13)  
représente l’intensité de taux de déformation de cisaillement plastique défini comme le second 
invariant déviatorique de la vitesse de déformation plastique.  
J2ε-p  est le deuxième invariant déviatorique de ε

. p . 

gp = γp = 2/1

0

.

)2( p
ij

p
ij

t
p eedtg =∫     (1.14) 

gp  est l’intensité de déformation déviatorique ou de cisaillement plastique accumulée. 
Le caractère dilatant et cohésif-frottant des géomatériaux est modélisé de façon satisfaisante 
dans le cadre de la théorie de l’élastoplasticité avec une surface de charge de déformation 
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durcissante / radoucissante et une loi d’écoulement plastique non associée de Mroz-Mandel. 
(Mroz, 1963, cité par Sulem et al., 1999). 
La surface de charge est généralement exprimée comme une fonction de l’état de contrainte et 
du paramètre d’écrouissage µ.  
F = F(σij ,µ) est la surface de charge dans l’espace des contraintes avec µ = µ(gp) paramètre 
d’écrouissage. Il représente la taille de la surface de charge. Il s’exprime en fonction de gp. 
Q = Q(σij,β) est le potentiel plastique dans l’espace des contraintes. 
ε
.

ij
p est généralement exprimé par une loi d’écoulement non associée de la forme:  

ε
.

ij
p = Ψ

. δ
δσ
Q
ij

  (1.15) 

l'équation 1.15 représente la loi d’écoulement plastique « coaxiale », c’est à dire que les axes 
principaux de la vitesse de déformation plastique coïncident avec les axes principaux des 
contraintes. Les déformations plastiques sont couramment associées à un potentiel plastique 
(fonction isotrope du tenseur des contraintes) dans l’espace des contraintes. 
δ
σ
Q
ij

 est le gradient du potentiel plastique, il définit la direction de  ε
.

ij
p . 

Si Q est une fonction isotrope de σ, les axes principaux de ε p
.

coïncident avec ceux de σ , dans 
ce cas, la loi d’écoulement est dite coaxiale. 
β = β(gp) est le paramètre d’écrouissage (relié à la déformation plastique accumulée) 

ψ λ
. .

=  est une fonction scalaire. Elle joue le rôle d’un multiplicateur plastique, paramètre de 

chargement et définit la longueur ou l’amplitude de ε
.

ij
p . 

ψ λ
. .

=  ≥ 0  est une condition exprimant le caractère irréversible des déformations plastiques. 
Cette inégalité est essentielle pour l’élastoplasticité.  On note : 

ν ψν
p Q

. .
=   avec Q Q

kk
ν

δ
δσ

=   soit ψνν
ψ

ν dQdt
t

pp ∫∫ ==
00

.

     (1.16) 

On note également : 

g e e Qp p
ij
p

ij
p

g

. . . .
/

.
( )= = = ≥γ ψ2 01 2       (1.17) 

or eij p ij
p

kk
p

ij

. . .
= −ε ε δ1

3
         (1.18) 

et  ε ψ δ
δσ

. .

ij
p

ij

Q=        (1.19) 

par conséquent : 
2/1

)
3
1)(

3
1(2












−−= ij

kkij
ij

kkij
g

QQQQQ δ
δσ
δ

δσ
δδ

δσ
δ

δσ
δ    (1.20)    

soit     ψ
ψ

dQdtgg g

t
pp ∫∫ ==

00

.

      (1.21) 

L’état de la déformation plastique peut être mesuré par le paramètre Ψ ou par les paramètres 
équivalents νp et gp. Le choix d’un paramètre d’écrouissage approprié est une question de 

jugement. Par exemple, sous compression isotrope g p
.

= 0 et gp est un paramètre 
d’écrouissage qui n’est pas valable. Quelquefois, l’arc de longueur de la courbe de 
déformation plastique dans l’espace des déformations ou le travail plastique total est utilisé 
comme une mesure de la déformation plastique. 
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F F F F
ij

ij
ij( , ) ;

. . .
σ µ δ

δσ
σ δ

σµ
µ= = + =0 0 et ψ

.
 > 0        (1.22) 

L'équation 1.22 représente la condition de compatibilité de Prager pour la théorie de 
l’écoulement plastique. 
En accord avec la théorie d’écoulement de plasticité, la déformation plastique prend place, 
les vitesses de déformation plastique ε p

.
 sont générées lorsque le critère de plasticité et sa 

dérivée s’annulent. Le critère de plasticité s’annule quand l’état de contrainte atteint la 
surface de charge (F(σij , µ) = 0). 

Les conditions F F F
ij

ij

. . .
= + =δ

δσ
σ δ

δµ
µ 0 et ψ

.
 > 0 assurent que dans un processus de 

chargement plastique, les états de contrainte et de déformation restent sur la surface de 
charge. 
Afin de décrire l’état d’écrouissage plastique, on introduit le paramètre adimensionnel 
représentant le module d’écrouissage tangent de la courbe µ = µ (gp):      

 ht = d
dg p

µ            (1.23) 

En utilisant  

g e ep
ij
p

ij
p

. .. .
/( )= 2 1 2        (1.24)   

et   ε ψ δ
δσ

. .

ij
p

ij

Q=         (1.25)   

on obtient : 
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δ
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δψµµ Qh
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t
ijij

t
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.
2/1

...
2 =












==       (1.26) 

σ ε
. .

ij ijkl
e

kl
eC=   (1.27) 

L'équation 1.27 correspond à la relation d’élasticité, appelée loi de Hooke généralisée. Le 
tenseur des vitesses de déformation élastique est relié à l’incrément du tenseur des 
contraintes par l’équation de l’élasticité. Cijkl

e  est le tenseur élastique. 
En remplaçant  

ε ε εij
e

ij ij
p

. . .
= −    (1.28) 

et  ε ψ δ
δσ

. .

ij
p

ij

Q=     (1.29) 

on obtient:       σ ε ψ δ
δσ

. . .
( )ij ijkl

e
kl

kl

C Q= −            (1.30) 

En remplaçant σ
.

ij  et µ
.
  dans F F F

ij
ij

. . .
= + =δ

δσ
σ δ

δµ
µ 0, on obtient : 

 F F C h
ij

ijkl
e

kl= −
. . .δ

δσ
ε Ψ               (1.31) 

avec Ho = δ
δσ

δ
δσ

F C Q
ij

ijkl
e

kl

           (1.32) 

H F h Q F F
t t= − = − = −δ

δµ
δ
δτ

δ
δµ

µ δ
δψ

.

.
Ψ

          (1.33) 

Ht   est le module d’écrouissage. 
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h = H = Ho + Ht > 0       (1.34) 
h  est le module plastique (Mroz, 1963). 

soit    ψ δ
δσ

ε ε δ
δσ

. . .
= = =1 1
h
F C

h
B F C

ij
ijkl
e

kl kl kl
ij

ijkl
e avec Bkl          (1.34) 

soit encore    ε ψ δ
δσ

δ
δσ

δ
δσ

ε
. . .

ij
p

ij ij st
stkl
e

kl
Q

h
Q F C= = 1          (1.35) 

or    σ ε ψ δ
δσ

. . .
( )ij ijkl

e
kl

kl

C Q= −       (1.36) 

par conséquent:     σ δ
δσ

δ
δσ

ε
. .

( )ij ijkl
e

ijmn
e

mn st
stkl
e

klC
h
C Q F C= − 1       (1.37) 

On note la relation d’élastoplasticité : 

 σ ε
. .

ij ijkl
ep

klC=      (1.38)  
et le tenseur de rigidité élastoplastique : 
C C Cijkl
ep

ijkl
e

ijkl
p= +       (1.39) 

Par conséquent, le tenseur de rigidité plastique est : 
 

C
h
C Q F Cijkl

p
ijmn
e

mn st
stkl
e= − 1 δ

δσ
δ

δσ
       (1.40) 

Ce tenseur représente la dégradation de la rigidité du matériau due à l’écoulement plastique. 
En cas de notation C C Cijkl

ep
ijkl
e

ijkl
p= −   , on a alors : 

 C
h
C Q F Cijkl

p
ijmn
e

mn st
stkl
e= + 1 δ

δσ
δ

δσ
        (1.41) 

Lorsque l’on prend le critère de plasticité égal au potentiel plastique (F = Q), on dit que la 
loi d’écoulement est associative. Dans ce cas, la vitesse de déformation plastique est 
perpendiculaire au critère de plasticité dans l’espace des contraintes, ce qui correspond à la 
loi de normalité dans la théorie de la plasticité. Pour une loi d’écoulement associative, le 
tenseur de rigidité plastique satisfait les conditions de symétrie suivantes: 
δ
δσ

δ
δσ

F Q C C
ij ij

ijkl
ep

klij
ep= = soit       (1.42) 

Si la loi d’écoulement est non associée, on a alors  F ≠ Q  et donc C Cijkl
ep

klij
ep≠  

Les lois d’écoulement non associées sont justifiées par l’argument de stricte positivité du 
taux de travail plastique (Mroz, 1963, 1966):             

 wp
ij ij

p
. .

= σ ε  > 0     (1.43) 
Pour satisfaire cette équation, on doit imposer des restrictions sur µ = µ (gp) et β = β(gp).   

La relation élastoplastique σ ε
. .

ij ijkl
ep

klC=  est valide seulement pour le cas de chargement 
plastique. Si le matériau n’est pas dans un état de chargement plastique, la relation élastique 

σ ε
. .

ij ijkl
e

klC=  doit être utilisée plutôt que la relation élastoplastique. 
De la condition de compatibilité : 

F F C h F C h
ij

ijkl
ep

kl
ij

ijkl
e

kl

. . . . .
= − = =δ

δσ
ε ψ δ

δσ
ε ψ0,on a           (1.44) 

Pour un chargement plastique, ψ ψ
.

≥ ≥0 0 et donc   
.

h . Le critère de chargement pour un ε
.

kl  
donné peut donc s’exprimer comme suit : 
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δ
δσ

εF C
ij

ijkl
e

kl

.
  > 0 dans le cas d’un chargement, = 0 dans le cas d’un chargement neutre et  < 0 

dans le cas d’un déchargement. 
En conclusion, la relation complète peut être écrite dans une forme générale  

 σ ε
. .

ij ijkl klC=      (1.45) 

avec   C C F F C Bijkl ijkl
ep

ij
ijkl
e

kl kl kl= = = si  et 0 δ
δσ

ε ε
. .

 > 0       (1.46)              

ou  C C Fijkl ijkl
e=  si < 0 ou F = 0 et δ

δσ
ε εF C B

ij
ijkl
e

kl kl kl

. .
= ≤ 0       (1.47) 

notons   < 1 > = 1 si F F C
ij

ijkl
e

kl= 0 et δ
δσ

ε
.

 > 0     (1.48) 

et  < 1 > = 0 si F < 0 ou F = 0 et δ
δσ

εF C
ij

ijkl
e

kl

.
≤ 0         (1.49) 

< 1 > sont appelés Crochets de Mc Auley. 

Finalement,  ψ δ
δσ

ε ε
. . . . .

= 〈 〉 = 〈 〉1 1
H

F C
H
B

ij
ijkl
e

kl kl kl        (1.50) 

et le tenseur de rigidité plastique est   C
h
C Q F Cijkl

p
ijmn
e

mn st
stkl
e= − 〈 〉1 δ

δσ
δ

δσ
       (1.51) 

Pour un modèle de matériau cohésif frottant linéaire de Mohr-Coulomb: 
F = τ - µ (q - p)    représente la fonction de charge. 

Q = τ - β (q
∧

- p)    représente le potentiel plastique 
µ = µ(gp) = sinφm :   le paramètre d’écrouissage est identifié comme le coefficient de 
frottement mobilisé. φm est l’angle de frottement mobilisé. 
c = c(gp) = q tg φm    est la cohésion mobilisée. 
Le paramètre q est considéré comme une constante matérielle reliée à la cohésion du 
matériau. La courbe µ = µ(gp) et le paramètre q sont déterminés directement à partir des 
tests. 

β = β(gp) = d
dg

p

p
ε         (1.52) 

β  est le coefficient de dilatance mobilisé 

β peut être identifié en utilisant la loi d’écoulement ε ψ δ
δσ

. .

ij
p

ij

Q= , comme le module tangent 

de la courbe εp = εp (gp) . ψ
.

 se réduit exactement à g p
.

 . 

La courbe εp = εp (gp) peut aussi être déterminée à partir des tests. En analogie avec q , q
∧

 est 
une constante matérielle qui doit être identifiée. Pour le modèle de matériau considéré, le 
taux de travail plastique s’exprime comme suit:   

w q p gp
ij ij

p p
. . .

( )= = − −σ ε µ µ β  > 0            (1.53) 
Une condition suffisante pour satisfaire cette inégalité est que µ > β. β n’excède jamais µ. 

Une conséquence du potentiel plastique Q = τ - β(q
∧

- p) est la coaxialité de ε p
.

 et σ.         

Cela peut être facilement démontré en remplaçant Q = τ - β(q
∧

- p) dans la loi d’écoulement  

ε ψ δ
δσ

ψ
τ

βδij
p

ij

ijQ S
ij

. . .
( )= = +
2

1
2

                (1.54) 
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IV.1.4/ MODELISATION DE L’ELASTICITE NON LINEAIRE 
 
L’élasticité non linéaire, c’est à dire dépendante de la contrainte, est communément 
observée dans les grès et plus généralement dans les matériaux granulaires. (Santarelli et al., 
1986, cités par Oulahna, 1996). Dans la littérature, il existe différentes modélisations du 
comportement élastique dépendant de la contrainte pour les géomatériaux. (Loret, 1985 ; 
Lade et Nelson, 1987 ; Molenkamp, 1988, cités par Sulem et al., 1999). Ici, le module 
élastique de cisaillement est supposé dépendre en la pression moyenne P et en l’intensité du 
déviatorique T. 
G = G(P,T) est le module élastique de cisaillement. 
La dépendance par rapport aux contraintes du module élastique de cisaillement prend en 
compte le caractère initialement convexe de la courbe contrainte-déformation de l’essai de 
compression uniaxiale qui est du point de vue micro-mécanique attribué à la fermeture des 
fissures et des pores de la roche. 
Mathématiquement, pour prendre en compte la dépendance en contraintes des paramètres 
élastiques, cet effet peut être modélisé en supposant une fonction appropriée de densité 
d’énergie complémentaire, qui joue le rôle d’un potentiel de déformation élastique menant à 
un modèle hyperélastique. On suppose donc que l’élasticité de la roche considérée est une 
hyperélasticité, décrite par:   

ij
e
ijij

c dw
ij

σεσ
σ

∫=
0

)(         (1.55) 

qui est une fonction densité d’énergie complémentaire. L’existence d’un potentiel à partir 
duquel la déformation est obtenue et identifiée à l’énergie complémentaire comme c’est le 
cas pour un matériau hyperélastique garantit l’absence de production ou de dissipation 
d’énergie lors de cycles fermés de la contrainte dans le domaine élastique. 

On a  ε δ
δσij

e
c

ij

w=         (1.56) 

avec wc est une fonction potentielle des contraintes pour les déformations élastiques. 
Dans le cas d’une élasticité isotrope, la densité d’énergie complémentaire est une fonction 
des trois invariants du tenseur des contraintes.    
wc = wc (I1σ , J2S, J3S)                (1.57) 
d’où ε δij

e
ij ij ik kja a S a S S= + +1 2 3          (1.58) 

L'équation 1.58  est l’équation d’élasticité non linéaire générale. (Chen et Han, 1988, cités 
par Oulahna, 1996). 
ai = ai (I1σ, J2S, J3S)            (1.59) 
L'équation 1.59  garantit la réversibilité de la déformation élastique. Les coefficients ai sont 
des fonctions des invariants du tenseur des contraintes. 

a w
I

c

1
1

= δ
δ σ

, a w
J

c

s
2

2

= δ
δ

, a w
J

c

s
3

3

= δ
δ

              (1.60) 

Dû au manque de données expérimentales suffisantes, il n’est pas possible de déterminer 
l’influence du troisième invariant, du tenseur des contraintes.  

On suppose:    a P
K

a
G

a w
Js s

c

s
1 2 3

33
1

2
= = =, ,  = 0δ

δ
              (1.61) 

ks = ks (I1σ, J2S)   est le module élastique de compression (sécant). 
Gs = Gs (I1σ, J2S)   est le module élastique de cisaillement (sécant). 
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Comme ε ε δij
e

ij
e

kk
e

ije= + 1
3

        (1.62) 

d’où les équations de l’élasticité suivantes: 

ε kk
e

s

P
k

=   et  e
S
Gij

e ij

s

=
2

       (1.63) 

 ce qui donne pour la densité d’énergie complémentaire: 

∫∫ +=
T

s

p

s

c

G
Td

k
Pdw

0

)2

0

2

2
(

2
)(          (1.64) 

Le mécanisme de microfissuration considéré ici pour expliquer la dépendance des 
paramètres élastiques à la contrainte suggère que E et ν devraient être plus faibles quand la 
fissure est ouverte (à faible contrainte) que quand les fissures ferment avec l’augmentation 
de la contrainte. (Walsh, 1993, cité par Sulem et al., 1999). C’est une évidence 
expérimentale que la dépendance à la contrainte du coefficient de poisson ν est petite sous 
pression hydrostatique et beaucoup plus grande sous contrainte uniaxiale. Dans ce dernier 
cas, l’effet de l'endommagement est dominant. Le modèle d’élasticité dépendant de la 
contrainte est largement simplifié si on suppose que le coefficient de poisson ν est 
indépendant des contraintes et les modules élastiques de compression et de cisaillement 
sécants proportionnels au module d’Young sécant. Par conséquent:   

ks = αGs   et  α ν
ν

= +
−

2 1
3 1 2

( )
( )

        (1.65) 

E G ks s s= + = −2 1 3 1 2( ) ( )ν ν           (1.66) 
Es  est le module de Young sécant. 
 
Une condition nécessaire et suffisante pour un matériau élastique pour être hyperélastique 
est (Loret, 1985, cité par Sulem et al., 1999). 
δ

δ
δ
δ

δ
δ

δ
δ

T
p k

p
T G

k
I

G
I

s s

s s

( / ) ( / )=

= =
3 3

0
           (1.67) 

De ces équations, on obtient que la dépendance à la contrainte de GS peut être exprimée en 
fonction d’une seule mesure de contrainte qui combine les effets d’une contrainte normale et 
d’une contrainte de cisaillement et qui est appelée contrainte élastique équivalente :    
σe = 3(1- 2  p  +  2(1+ T  2 2ν ν) )         (1.68) 
Dans le cas particulier d’un matériau élastique incompressible:  
 ν = ½ ; kS = ∞ ; σe = 3T              (1.69) 
La contrainte élastique équivalente est donc proportionnelle à l’intensité du déviateur des 
contraintes. Finalement, on obtient :   

∫=
e

s

eec

E
d

w
σ σσ

0

         (1.70) 

L’hyperélasticité est stable au sens de Hadamard si wc est une fonction convexe de σe , soit : 
dE
d

Es

e

s

eσ σ
≤         (1.71) 
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d’où:  ε ν σ ν σ δij
e

s
ij

s
kk ijE E

= + −1            (1.73) 

ou encore : 
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Comme  ,  on obtient alors:

 

. .

( ( )

=

= + +
−

+ +
−

2
1 2

2 1
1 2

  

(1.74) 
où Cijkl

e  est le tenseur d’élasticité pour un modèle élastique isotrope non linéaire général. 
Dans le cas d’un modèle élastique isotrope linéaire :   

C Gijkl
e

s ik jl il jk ij kl= + +
−

(δ δ δ δ ν
ν

δ δ2
1 2

             (1.75) 

 
IV.1.5/ COUPLAGE ENTRE LA PLASTICITE ET L’ELASTICITE NON 
LINEAIRE 
 
La déformation élastique des grès est caractérisée par l’action simultanée de deux effets 
compétitifs: d’une part, le durcissement du matériau dû à la fermeture des microfissures 
préexistantes, on le voit clairement dans les deux premiers cycles de charge-décharge où on 
a une nette augmentation de GS  et d’autre part l’endommagement du matériau correspondant 
à une nouvelle dégradation de l’élasticité durant le chargement, dû à la génération de 
nouvelles microfissures. On peut le voir dans le dernier cycle de charge-décharge comme 
une nette diminution de GS. Ce phénomène peut être décrit mathématiquement en 
introduisant une déformation plastique comme une variable interne supplémentaire dans la 
fonction d’énergie libre. gp est une mesure macroscopique du glissement plastique qui se 
produit aux limites de grains et le long des microfissures. gp est une bonne mesure de 
l’endommagement interne. (Lemaitre, 1990, cité par Sulem et al., 1999). Ce phénomène 
d’interaction entre deux effets compétitifs doit être pris en compte pour une évaluation 
appropriée des propriétés élastiques.   
GS = GS (σe , gp)  et  ν = ν(gp)            (1.76) 
Pour obtenir les équations constitutives incrémentales pour un modèle élastoplastique 
couplé, on étend les dérivations obtenues précédemment à la dépendance de GS et de ν en 
gp. Les équations dérivées précédentes sont modifiées par un terme supplémentaire incluant 

ν ν. .
= d
dg

gp
p  menant aux équations suivantes : 
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Finalement, les équations incrémentales constitutives pour un comportement hyperélasto-
plastique couplé avec un endommagement isotrope ductile s’écrivent comme suit: 
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L'équation 1.80  représente le tenseur d’hyperélasticité. 
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Le couplage entre l’hyperélasto-plasticité et l’endommagement affecte le module de 
plasticité H. 
 
H = Ho + Ht + %H           (1.82) 
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De la condition de la compatibilité, de la loi d’écoulement et de g Qp
g
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Notons  : 
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IV.1.6/ CONCLUSION 
 
Nous avons présenté un modèle de comportement pour le grès de Fontainebleau tenant 
compte de son caractère hyperélastique (influence de l’état des contraintes sur les paramètres 
élastiques) et de l’endommagement isotrope ductile (dépendance des paramètres élastiques 
par rapport à l’intensité du déviateur des déformations plastiques gp). Le comportement 
plastique tient compte de la dépendance en pression des paramètres plastiques (angle de 
frottement, angle de dilatance) de la roche, du caractère écrouissable et radoucissant du 
matériau, de la phase contractante / dilatante du comportement volumique. Cette dépendance 
en pression est mise en évidence lors de l’étalonnage du modèle de comportement sur les 
données expérimentales (essais uniaxiaux et triaxiaux de compression). 
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IV.2/ ETALONNAGE DU MODELE CONSTITUTIF 
 
IV.2.0/ INTRODUCTION 
 
Il est important d’évaluer correctement la loi de comportement dans la phase pré-localisation 
de déformation homogène pour pouvoir évaluer de façon précise les caractéristiques de 
bandes de cisaillement dans la phase post-localisation. La première phase d'étalonnage est de 
déterminer les modules élastiques à partir des cycles de charge-décharge pour les essais de 
compression triaxiale et uniaxiale. Le modèle constitutif hyperélastique avec 
endommagement isotrope et critère de plasticité non linéaire (modèle complet) est ensuite 
étalonné sur les données expérimentales puis validé par simulation des courbes contraintes-
déformations. 
 
IV.2.1/ DEFINITIONS DES TENSEURS DE DEFORMATIONS ET DE 
CONTRAINTES 
 
En conditions de compression axisymétrique, le tenseur de déformation est défini comme suit: 
 

ε
ε

ε
ε
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Les composantes du tenseur sont en microdéformation.  
εz =  εax  représente la moyenne des trois mesures des jauges de déformation axiale. 
εr =  εθ =  εrad  représente la moyenne des six mesures des jauges de déformation radiale. 
On choisit comme convention la compression négative, on a donc  εax ≤ 0 ≤ εrad . 
εv =  εkk =  2 εrad + εax      (2.1) 
εv  représente la déformation volumique. 

eij = εij -  
1
3

εkk δ ij      (2.2) 

soit  ez = εz -  
1
3

(εz + 2εr ) =  
2
3

(εz - εr )  et  er = εr -  
1
3

(εz + 2εr ) =  
1
3

(εr - εz)         (2.3) 

 

d’ou   g = γ = [2eij eij ]1/2 = [2 (ez
2 + 2er 2)]1/2 = 

2
3

εz - εr = 
2
3

 (εrad - εax ) ≥ 0.         (2.4) 

g représente la déformation de cisaillement déviatorique. 
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  est le tenseur de contrainte. 

 
σz = σax  est la contrainte axiale et  σr = σθ = - σc = σrad  est la contrainte radiale. 
En compression triaxiale: σax  ≤ σrad  ≤ 0  ou encore  σax - σrad  ≤ 0  (contrainte déviatorique). 
σkk = σz + 2σr        (2.5) 
σkk  est la trace du tenseur de contrainte. 



Chapitre IV                                                                                                        Modélisation élastoplastique du grès de Fontainebleau 400

 
 
p = σkk / 3 = (σz + 2σr )/ 3 ≤ 0              (2.6) 
p  représente la contrainte moyenne.     
Sij = σij - (σkk / 3) δij           (2.7) 
 

soit   S1 = σz - (σz + 2σr) / 3 = 
2
3

(σz - σr )  et   S2 = S3 = σr - (σz + 2σr) / 3 = 
1
3

(σr - σz). 

 

J2 = 
1
2

Sij Sij =  
1
2

( Sz
2 + 2Sr 

2
 ) = 

1
3

(σz - σr)2.               (2.8) 

 

T = τ = 
1
3

σax - σrad= 
1
3

(σrad - σax) ≥ 0            (2.9) 

T   représente la contrainte de cisaillement. 
 
 
IV.2.2/ ELASTICITE ET HYPERELASTICITE 
 
Comme le note Nguyen Minh et Schmitt (1988, cités par Oulahna, 1996), on assimile souvent 
en mécanique des roches, pour simplifier, la phase de comportement pré-pic à de l'élasticité 
linéaire. Il est bien connu pourtant que le serrage des pores dans le matériau peut conférer aux 
courbes de réponses un caractère non linéaire plus ou moins accentué. L'analyse des courbes 
contraintes-déformations à différentes pressions de confinement, d'après Goodman (1989), 
montrent que le module d'élasticité ne peut être choisi constant, car sa valeur dépend du 
chemin de contraintes suivi et de la pression de confinement appliquée à l'échantillon. Ce 
phénomène est du au processus de serrage et de fermetures des pores de la roche. Les courbes 
efforts-déformations présentent une concavité tournée vers le haut, la concavité des courbes 
vers le bas au voisinage de la rupture doit être attribué à des irréversibilités de type 
"endommagement" ou "plasticité". Dans le cas d'un comportement élastique non linéaire, le 
module d'élasticité ne peut donc être défini d'une manière unique. Le module de Young axial 
E de l'échantillon varie le long de l'histoire de chargement et n'est pas une constante 
déterminée de façon unique pour le matériau. Il peut être calculé de différentes manières, les 
plus communes étant (figure 4.2.1) : 
 
• Le module de Young tangent Et  est défini comme la pente de la tangente de la courbe 

contrainte axiale / déformation axiale à des pourcentages fixés, généralement à 50 % du pic 
de résistance. 

 
• Le module de Young moyen Eav   (average) est la pente moyenne de la portion linéaire 

droite de la courbe contrainte-déformation. Cette pente ne correspond pas à la pente initiale 
pour les essais à faible confinement mais à la pente après la phase de fermeture des 
fissures. 

 
• Le module de Young sécant Es  est la pente de la ligne droite OP joignant l'origine O de la 

courbe contrainte axiale / déformation à un point donné P de la courbe correspondant à un 
pourcentage fixé de la résistance au pic. 
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Figure 4.2.1 : Illustration des différents modules axiaux tangent, sécant et moyen. (d’après Brady et  
Brown, 1985). 
 
 
• Une autre définition du module de Young sécant Es est possible. C'est celle que nous 

choisissons. Les modules élastiques sont évalués à partir des cycles de déchargement-
chargement (figure 4.2.2). 

 
 
Figure 4.2.2 : Evaluation des modules élastiques à partir des cycles de charge-décharge. (d’après Sulem et al., 
1997). 
 
Les essais triaxiaux cycliques permettent de mettre en évidence le comportement non linéaire 
du grès de Fontainebleau, l'anisotropie induite par le chargement dans la réponse du matériau 
et enfin la présence d'une forte dilatance. Les cycles de charge-décharge ont pour but d'établir 
des points de déformations irréversibles, à partir desquels on peut mettre en évidence 
l'évolution en fonction de la charge appliquée. Les essais cycliques visent également à 
caractériser l'endommagement que subit le grès, à partir des modules élastiques. En effet, les 
cycles de charge-décharge effectués révèlent un endommagement progressif du matériau 
puisque les modules sécants des cycles diminuent progressivement au fur et à mesure du 
niveau de chargement. La loi de comportement développée doit donc tenir compte de la 
dépendance en contraintes des paramètres du matériau et de l'endommagement. 
Le point de départ de la procédure de calibration est l'évaluation précise des paramètres 
élastiques du grès à partir des données de cycles de charge-décharge dans les essais de 
compression triaxiale réalisés à différents niveaux de contraintes de confinement (figure 
4.2.3). 
On évalue les paramètres élastiques Es, Gs, Ks et νs pour chaque cycle défini par T, p et gp. 
Les données des boucles de charge-décharge sont approximées par une droite, dont on évalue 
la pente. 
∆(σax - σrad ) = Es ∆εax            (2.10) 
avec Es module de Young sécant. 
∆T = Gs ∆g                    (2.11) 
avec Gs  module élastique de cisaillement sécant. 
∆p = Ks ∆εv                  (2.12) 
avec Ks  module de compressibilité. 
 

On a     p = Kεv = 
2 1
3 1 2

(
(

)
)

+
−

ν
ν Gεv          (2.13) 

et    T = Gg                 (2.14) 
∆εrad = - νs ∆εax            (2.15) 
avec νs  est le coefficient de poisson sécant. 
 
En cas d'élasticité linéaire, Es, Gs, Ks et νs  sont constantes. Les équations théoriques 
d'élasticité linéaire sont : 
 

G = 
E

2 1( )+ ν  ,  K/G = 2(1+ν) / 3(1-2ν)  ,   K = 
E

3 1 2( )− ν                    (2.16) 



Chapitre IV                                                                                                        Modélisation élastoplastique du grès de Fontainebleau 402

ν = 
3 2
6 2

K G
K G

−
+

  ,    E = 
9

3
KG

K G+
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Pour chaque essai, les cycles de charge-décharge effectués permettent de quantifier 
l'endommagement du matériau. En effet, les cycles montrent des déformations plastiques 
exprimant une irréversibilité de la déformation. L'intensité du déviateur des déformations 
plastiques est déterminée à partir de l'évaluation de l'intensité du déviateur des déformations à 
la fin du cycle de décharge. A partir de la courbe (g , T), on détermine les déformations 
irréversibles rémanantes plastiques gp correspondant à chacun des trois cycles. gp sera 
considéré dans la suite comme variable d'endommagement. 
Ce choix est possible tant que le matériau n'a pas un comportement élastoendommageable, 
c'est-à-dire que gp est nul tout au long de l'essai et indépendamment de la pression de 
confinement. 
On détermine également T correspondant au niveau de contrainte du point de décharge pour 
chacun des trois cycles. 
Pour chaque essai, à partir de la courbe (εv, p), on détermine p correspondant au niveau de 
contrainte du point de décharge pour chacun des trois cycles. 
On définit la contrainte équivalente comme suit :   
 
σe = 22 T)1(2p)21(3 νν ++−                 (2.17)      
  
 
 
Figure 4.2.3 : Paramètres d’élasticité et valeurs de contraintes obtenus pour chaque cycle de charge-décharge à 
partir des essais réalisés à différentes pressions de confinement. 
 
Les modules élastiques du grès sont influencés par deux phénomènes qui sont en compétition 
l’un par rapport à l’autre. Le phénomène de durcissement qui est du à la fermeture des pores 
et des microfissures préexistantes dans la roche, ce qui se traduit par l'augmentation du 
module élastique de cisaillement sécant avec les contraintes pour les premières cycles de 
charge-décharge. 
Les déformations de la roche provoquent ensuite un phénomène d'endommagement, c'est-à-
dire de détérioration progressive des propriétés mécaniques du à la formation de nouvelles 
microfissures induites par le chargement, ce qui se traduit par la diminution du module de 
cisaillement sécant pour les derniers cycles de charge-décharge. C'est ce phénomène 
d'endommagement ductile isotrope que nous considérons dans le modèle de comportement du 
grès de Fontainebleau. Ces deux phénomènes de durcissement et d’endommagement sont pris 
en compte dans la partie élastique du modèle de comportement. Ce qui se traduit par une 
dépendance des modules élastiques en la déformation déviatorique plastique gp et en le niveau 
de contrainte representé par les invariants p et T. Le module élastique de cisaillement et le 
coefficient de Poisson sont donc considérées dépendant de l'intensité du déviateur de 
déformation plastique gp. 
Le module élastique de cisaillement Gs diminue lorsque l'intensité du déviateur des 
déformations plastiques gp augmente (endommagement du matériau). gp est choisi comme 
variable d'endommagement. 
La dispersion des données pour νs est particulièrement importante pour les essais non 
confinés. C’est dû à la difficulté de mesurer précisément la déformation radiale à de faibles 
niveaux de déformation.  
comme ν ne varie pas beaucoup avec la pression de confinement, on fait l'hypothèse que ν est 
indépendant de l'état de contrainte σe. 
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L'augmentation du coefficient de Poisson ν avec celle de l'intensité du déviateur des 
déformations plastiques gp est clairement constaté et est calibré par une fonction de la forme : 

ν= ν(gp) = ν0 + 2321

2

)gp(ngpnn
)gp(
++++++++

                   (2.18) 

 
avec ν0 = ν (gp=0) = νinit = 0.1318, n1  = 477.328, n2  = 1420.929 et n3  = 6.472887  pour des 
valeurs de gp en microdéformation (figure 4.2.4). 
Figure 4.2.4 : Fonction d’interpolation du coefficient de Poisson approximmant les valeurs expérimentales. 
 
Le fait que νs augmente avec gp est une caractéristique typique d'un comportement 
d'endommagement. Cela est dû au fait que quand on charge l'échantillon de roche, des 
microfissures se développent dans la direction axiale. 
 
Le module élastique de cisaillement sécant Gs est calibré par une fonction de la forme : 
Gs = Gs*(p,T) η(gp) = Gs*(σe) η(gp)              (2.19) 
où  η(gp) est appelée fonction d'endommagement (Lemaître, 1990). 
 
G(σe) (gp=0) = Ginit                 (2.20) 
Ginit   représente le module de cisaillement d'un matériau qui n'est pas endommagé. 
Il existe plusieurs méthodes possibles pour l’évaluer : 
 
- Pour chaque cycle de charge-décharge, correspond un module G et une déformation 
plastique gp. On trace les points (gp, G) correspondant aux trois cycles et on réalise ensuite 
une interpolation linéaire et/ou polynomiale, ce qui nous permet de déterminer G 
correspondant à gp = 0  (figure 4.2.5). 
 
Figure 4.2.5 : Module de cisaillement G initial. 
 
- Pour tous les essais monotones et cycliques, on trace la courbe (εv , p) dans la phase isotrope. 
Dans la phase isotrope, on a σrad = σax. Par conséquent, p= σax . On détermine donc Ks dans la 
phase isotrope, qui représente donc Ks init.  

Comme    Gs = 
3 1 2

2 1
Ks s

s
( )

( )
−

+
ν

ν     

par conséquent     Gsinit = 
3 1 2

2 1
Ks init s init

s init

. .

.

( )
( )

−
+

ν
ν                 (2.21) 

Rappelons que     ν = ν0 + 
( )

( )
gp

n n gp n gp

2

21 2 3+ +
   

et que      νinit =  ν (gp=0) = ν0 = 0.1318 

Par conséquent,    Gsinit = 
3 1 2

2 1
0

0

Ks init. ( )
( )

−
+

ν
ν  = Ks init × 0.976   (figure 4.2.7).           (2.22) 

 
 
Figure 4.2.7 : Module de cisaillement G initial. 
 
Par ailleurs, rappelons que   σe = 3 1 2 2 12 2( ) ( )− + +ν νp T     et que     p = (σz + 2σr )/ 3. 
Notons σc la pression de confinement. Dans la phase isotrope, on a T= 0, σz =σr = σc ,  

p = σz + 
2
3

σr = σc   ,   par conséquent  
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σe = 3 1 2( )− ν p = 3 1 2( )− ν σc                     (2.23) 
Pour   ν = νinit = ν0 = 0.1318  ,   on a alors    σe = 1.48634 × σc . 
Comme on a les valeurs initiales de Gs  pour chaque pression de confinement et par 
différentes méthodes, on peut donc tracer ces valeurs de Gsinit  en fonction de σe . 
On interpole les valeurs expérimentales par une fonction de la forme suivante : 
 
Gs* = N1 + N2 σe - N3  σe 

2   pour 0 ≤ σe ≤ σe 
pic 

Gs* = Gs*pic   pour σe ≥ σe 
pic 

avec N1 = Gs0 = 12120.269, N2 = 184.13569, N3 = 1.71813756                    (2.24) 

σepic = 
N
N

2

32
 = 53.589  et  Gs*pic = 17053.87     (figure 4.2.8)                           

 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.2.8 : Fonction d’interpolation du module de cisaillement initial approximmant les valeurs 
expérimentales. 
 

On définit   η(gp) = 
Gs

Gs*
( )
( )
gp

eσ               (2.25) 

On choisit pour la fonction η(gp) la forme suivante :  

η = 1 - 
gp

n n gp2 3+
     avec   n2 = 927.8331 et n3 = 1.727      (figure 4.2.9)         (2.26) 

Cette fonction n’a pas de maximum. 
η(gp) ≥ 0   équivaut à   n3 - 1 ≥ 0   et   - n2 ≤ 0 . 
Cette condition de positivité est toujours vérifiée. 
 
 
Figure 4.2.9 : Fonction d’interpolation de la fonction η approximmant les valeurs expérimentales. 
 
 
Nous avons étudié l'évolution des paramètres élastiques à la fois en fonction de l'état de 
contrainte et en fonction des déformations plastiques quantifiées à partir des déformations 
rémanantes de chaque cycle. Cette évaluation des propriétés élastiques a mis en évidence 
l'interaction et la compétition entre le phénomène de durcissement, c'est-à-dire l'augmentation 
des modules élastiques avec les contraintes qu'on attribue classiquement au phénomène de 
fermeture des pores de la matrice rocheuse et du phénomène d'endommagement, c'est-à-dire 
de détérioration progressive des propriétés mécaniques en raison de la microfissuration 
induite par le chargement. Le fait par exemple que Gs diminue quand gp augmente est une 
caractéristique typique d'un comportement d'endommagement. Le fait que Gs augmente avec 
la pression caractérise le durcissement du matériau. Ces deux aspects de durcissement et 
d'endommagement sont pris en compte dans la partie élastique du modèle de comportement. 
Pour montrer la qualité de l'interpolation, l'erreur relative du module de cisaillement Gs 
calculé à partir de l'équation ci-dessus est tracé en fonction de Gs mesuré à partir des données 
expérimentales. 
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Erreur relative (%) = abs (
Gsexperimentale - Gscalculé

Gsexperimentale
×100).             (2.27) 

 
La moyenne de l'erreur est de 7,6 % et l'erreur maximale est inférieure à 16.53 %            
(figure 4.2.10). 
 
 
Figure 4.2.10 : Erreur relative entre le module de cisaillement mesuré expérimentalement et calculé. 
 
On peut calculer ensuite le module de young :   
Es = 2 (1 + ν(gp)) η(gp) Gs*          (2.28) 
soit    Es = 2 (1 + ν(gp)) η(gp) [N1 + N2 σe - N3 σe

2] pour 0 ≤ σ e ≤ σ e
p 

              = 2 (1 + ν(gp)) η(gp) Gs pic* pour σe ≥ σe
p                                                      (2.29)           

 
La stabilité de ce modèle élastique est établi en vérifiant la convexité du potentiel élastique. 
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                 (2.30) 

  
dEs
d eσ  = 2 (1+ ν(gp)) η(gp) [N2 - 2N3 σe] pour 0 ≤ σ e ≤ 53.589 

             2 (1+ ν(gp)) η(gp) [0] = 0 pour σ e ≥ 53.589                       (2.31) 
 
d'où 

 
d c

d e
e

gp e e
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1 3
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2

2 1
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           =  
1

2 1( ( ))( ( )) *+ ν ξgp gp Gspic
 pour σ e ≥ σ epic                              (2.32) 

 

∀σe ∀gp , on a    
d c

d e

2

2
0

ω
σ

≥              (2.33) 

Ce qui prouve la stabilité du modèle. 
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IV.2.3/ PLASTICITE 
 
IV.2.3.1/ CALAGE DU CRITERE DE PLASTICITE NON-LINEAIRE DE MOHR-
COULOMB 
 
Après avoir évalué l'élasticité du grès de Fontainebleau, nous allons étudier les propriétés 
plastiques de la roche. Remarquons qu'il existe extrêmement important d'évaluer correctement 
les caractéristiques élastiques de la roche pour un bon calage des propriétés plastiques. 
En 1900, Otto Mohr a publié un article avec le titre suivant: « quelles conditions déterminent 
la limite de l’élasticité et la rupture du matériau ? ». Mohr développa sa théorie géométrique 
fondamentale de l’analyse des contraintes (figure 4.2.12). 
 
Figure 4.2.12 : Schéma original de Mohr (1900) pour la détermination graphique d’une enveloppe linéaire de 
rupture (dite de Mohr-Coulomb) incluant la compression uniaxiale, le cisaillement pur et la traction uniaxiale. 
 
Notons qu’aucune référence explicite n’est faite à l’essai de Charles-Augustin Coulomb 
(1773) dans cet article. Le travail de Mohr contient les bases de l’approche géométrique de 
Prager de la théorie de plasticité (Drucker et Prager, 1952). Depuis, de nombreux auteurs 
(Raniecki et Bruhns, 1981 ; Vardoulakis, 1982 ; Chen et Han, 1988) se sont intéressés à la 
modélisation du comportement plastique des milieux granulaires. 
Budiansky (1956), Sulem (1987), Papamichos (1992), Oulahna (1996) ont appliqué la théorie 
de déformation plastique qui, selon eux, offre un modèle simple pour décrire le comportement 
du matériau. En particulier, parmi les modèles utilisés pour étudier le comportement des 
roches, la théorie de l'écoulement élastoplastique qui décrit le développement des 
déformations irréversibles couplée à l'endommagement, décrivant la dégradation des 
propriétés mécaniques du matériau, fournissent un cadre d'étude approprié pour la description 
du processus de dégradation d'un matériau tel que le grès. Pour les roches granulaires, le 
développement de déformations plastiques est dû à de multiples phénomènes tel le glissement 
relatif entre les grains et le long des microfissures, l'activation et la création de microfissures, 
l'effondrement de l'espace poreux et la rupture des grains. Le glissement entre les grains étant 
un concept relié au frottement et à la cohésion du matériau, de nombreux critères de plasticité 
en mécanique des roches tels que le critère de Mohr-Coulomb ou Drucker-Prager s'inspirent 
de ce concept (Jaeger et Cook, 1979 ; Halphen et Salençon, 1987 ; Charlez, 1991). 
L'analyse de nombreuses données expérimentales principalement sur le grès ont conduit 
Sulem et al. (1995, 1996) à développer un modèle de comportement, à la base pour le grès 
rouge de Wildmoor, basé sur la théorie de l'écoulement plastique et sur les hypothèses 
suivantes : 
Le second invariant de la déformation déviatorique plastique, appelé également intensité du 
déviateur des déformations plastiques est une mesure macroscopique du glissement plastique 
qui se produit à travers les microfissures et les interfaces entre les grains de la roche. Passé 
l'état d'écoulement plastique initial, le frottement est mobilisé en tant que fonction du 
déviateur des déformations plastiques et atteint la saturation au pic. 
Autrement dit, l'angle de frottement mobilisé croît en fonction de la déformation plastique 
jusqu'à atteindre un état de saturation correspondant au frottement maximum mobilisable. 
D'autre part, en cours de la déformation de la roche, de nouvelles microfissures peuvent 
apparaître ou être activées. 
Ainsi, les roches et en particulier le grès présentent un certain nombre de caractéristiques de 
comportement dont il faut tenir compte dans le développement des modèles constitutifs :  
dépendance en pression, écrouissages positif et négatif, caractère frottant, cohésif et dilatant 
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du matériau. Par conséquent, un modèle de plasticité tenant compte des caractères frottant, 
durcissant, cohésif et radoucissant du matériau est calé à partir des données expérimentales. 
A partir du calage des propriétés élastiques, on évalue l'intensité du déviateur des 
déformations plastiques :  

 gp = g - ge = g - 
T
Gs

=
2
3

(εrad - εax) - 
T
Gs

                     (2.34) 

 
Les géomatériaux sont souvent sujet à des déformations irréversibles et sont de bons 
exemples de matériaux plastiques. Cependant, la proprieté qui les caractérise et les différencie 
par rapport aux autres solides plastiques comme les métaux est leur sensibilité à la pression. 
Pour les matériaux sensibles à la pression et sous chargement continu :  
T = %f (-p)  tel que %f  = f + c/p + ... , p < 0               (2.35) 
avec T contrainte déviatorique, p contrainte normale moyenne, %f  coefficient de 
proportionnalité, f paramètre d’écrouissage, c cohésion. 
Sous des contraintes suffisamment grandes, les géomatériaux se comportent comme des 
solides frottants purs. Le sable est le matériau frottant pur idéal et le plus représentatif. Le 
sable sec est généralement choisi comme modèle pour l’étude des propriétés basiques des 
géomatériaux. Pour les sables, on fait souvent l’hypothèse que la cohésion c est nulle, on a 
alors T = f (-p) soit f = T/ (-p). 
Pour les roches et pour un développement linéaire du premier ordre :  
T = %f  (-p) = (f + c/p) (-p) = -pf + c  sachant que p < 0                (2.36) 
Soit q tel que c = qf. q est relié à la résistance en traction du matériau et à la cohésion c du 
matériau. On a alors : 
 
 T = -pf + c = -pf + qf = f(q-p)              (2.37) 

soit    f = tg φσ = 
T
q p−

                 (2.38) 

f est le paramètre d'écrouissage ou le rapport des contraintes (stress obliquity) (Vardoulakis et 
al., 1988).  φσ est l’angle d'inclinaison des contraintes  (figure 4.2.13). La surface de charge 
est représentée par une droite : 
 F = T - (q-p)f = 0               (2.39) 
En général, les coefficients de frottement et de cohésion sont des fonctions du paramètre de 
durcissement plastique ψ. Si f et c sont des fonctions du paramètre ψ, on a un phénomène de 
durcissement du matériau, sinon il se produit un radoucissement de ce même matériau. 
 
 
 
Figure 4.2.13 : Ecrouissage isotrope: q = constante, φσ augmente d'une valeur initiale φσ° à une valeur de pic φσ

P 
. Ecrouissage cinématique: φσ = constante, q évolue d'une valeur initiale q0 à la valeur de pic qp. Le 
comportement réel des matériaux est un mélange entre l'écrouissage isotrope et l'écrouissage cinématique. 
(d’après Pellegrino, 1995). 
 
 
Il y a différentes approches pour développer une théorie de rupture fragile qui prédira la 
contrainte de rupture macroscopique. Ces approches se divisent en plusieurs groupes. Le 
premier groupe a pour but d'établir des modèles physiques théoriques du processus de rupture 
fragile. Ces modèles doivent représenter les aspects essentiels du mécanisme physique actuel 
de la rupture. Le développement théorique de ces modèles devrait donc contribuer à une 
compréhension physique de la rupture et servir comme une base pour établir des critères de 
rupture applicable à des états généraux de contrainte. La théorie de Griffith est la théorie la 
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plus connue dans ce groupe. Par ailleurs, certains mécaniciens ont cherché à exprimer le 
critère de rupture fragile en terme de déformation. La plus simple étant que la rupture se 
produit à une valeur critique de la déformation d'extension maximale. (Trollope, 1968, cité 
par Paterson, 1978). 
Un autre groupe important de la théorie de la rupture fragile est la recherche empirique de 
critères de rupture. Ces critères de rupture doivent être compatibles avec les conditions de 
rupture observées dans les types d'essais particuliers réalisés. De plus, on s'attend (ou on 
espère) que l'application de ces critères de rupture puisse être étendue à des états de 
contraintes plus généraux. 
En fait, de telles théories peuvent être discutées en termes physiques, tel des limites de 
contraintes dans certains plans, ou des limites en énergie de déformation, mais ces théories en 
disent peu sur les mécanismes physiques de rupture et sont généralement perçues comme des 
expressions purement empiriques. Leur fonction principale est de fournir une base de calcul 
de la rupture dans des situations pratiques. Comme le fait remarquer Paterson (1978), il n'y a 
pas de loi simple universelle donnant le niveau de contrainte correspondant à la rupture. Ce 
niveau dépend des 3 composantes principales de contraintes. La condition de rupture de 
manière la plus générale doit être une fonction appropriée, ayant les 3 contraintes principales 
σ1 , σ2 , σ3 comme variables. Cette condition peut s'écrire sous la forme σ1  = ƒ(σ2 , σ3 ) et est 
appelée critère de rupture. La fonction doit caractériser chaque matériau particulier. Plusieurs 
formes de critères empiriques de la rupture en terme de contraintes ont été données. (Cherry et 
al., 1968 ; Lundborg 1968, 1972, 1974 ; Franklin, 1971b ; Paul, 1968 ; Jaeger, 1969, cités par 
Paterson, 1978). 
Le plus connu de ces critères empiriques de rupture est le critère linéaire de Mohr-Coulomb 
où la contrainte déviatorique maximale au pic (σ1 - σ3) dépend linéairement de la pression de 
confinement σ3 , soit σpic = A + B σ3 . 
On observe couramment que la dépendance à la pression de confinement de la contrainte 
déviatorique maximale précédant la rupture est clairement non linéaire. Il y a plusieurs formes 
possibles de relations non linéaires pour interpoler les données expérimentales. Par exemple, 
(Bieniawski, 1974) propose un critère de la forme σpic = A (1 + B (σ3 / A)C ). 
La relation linéaire s'exprime comme suit :   
 
 | τ | = c + σ tg φ           (2.40) 
 
tg φ est la pente de l'enveloppe. Les contraintes τ et σ correspondants aux points de 
l'enveloppe de Mohr sont respectivement la contrainte de cisaillement maximale et la 
contrainte normale. Cette relation est utilisé comme critère de rupture dans les roches et est 
connu sous le nom de critère de Coulomb ou Coulomb-Navier ou Mohr-Coulomb. 
L'enveloppe des cercles de Mohr est une droite appelé droite intrinsèque. Le paramètre c 
correspond à l'ordonnée à l'origine de la droite intrinsèque. Le paramètre  φm = φ  correspond 
à l’angle avec l’horizontale de la droite intrinséque et est appelé angle de frottement interne 
mobilisé dans le plan de Mohr-Coulomb φm = φ .  tg φ est le coefficient de frottement interne.  
c et φm sont des caractéristiques du matériau. L’écoulement plastique du grès est donc décrit 
par un critère d’écoulement de type Mohr-Coulomb qui met en jeu un angle de frottement et 
une résistance cohésive. Notons que Handin (1969, cité par Rudnicki et Olsson, 1998) a fait 
remarquer dans un matériau cohésif, le frottement interne est une quantité fictive qui ne peut 
être mesurée directement. Elle ne doit pas être vue autrement que la pente de l'enveloppe de 
Mohr pour une roche intacte. 
Pour des conditions de compression triaxiale, pour un état axisymétrique des contraintes, on 
peut écrire les relations suivantes entre φσ  et φm . 
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µ = sin φ = sin φm = 
3

2 3
3

2 3
tg
tg

f
f

φ
φ

σ

σ±
=

±
                      (2.41) 

 
avec φm  angle de frottement et  µ  coefficient de frottement. 
En isolant tg φσ , on obtient : 
 

f = tg φσ = 2 3
3

sin
sin

φ
φ
m

mm
           (2.42) 

 
Le signe supérieur est pour la compression triaxiale et le signe inférieur est pour l’extension 
triaxiale. q est relié à la resistance en traction du matériau (tension limit). 
 

sinφm = 
| |σ σ

σ σ
z r

z r q
−

+ +
     et      tg φm = 

| |σ σ
σ σ
z r

z r q
−

+ −
                 (2.43) 

 
 
 
 
IV.2.3.2/ CALIBRATION DE LA SURFACE D’ECOULEMENT ET CRITERE DE 
RUPTURE 
 
Dans le cadre de la théorie de plasticité, les données expérimentales s'appuient sur un modèle 
mixte de durcissement/radoucissement. Comme le montrent Vardoulakis et Sulem (1995), par 
une analyse micromécanique, gp est une mesure macroscopique du glissement plastique qui se 
produit aux limites intergranulaires et le long des microfissures. gp est pris comme paramètre 
d'écrouissage comme proposé par Katchanov. Les modèles d'écrouissage déviatorique ont été 
développé par beaucoup d'auteurs pour des géomatériaux comme le béton (Pietruszczak, cité 
par Sulem et al., 1999). 
Passé l'état d'écoulement initial, le frottement est mobilisé le long de microfissures et de 
frontières intergranulaires et augmente comme une fonction de gp jusqu'à ce qu'il « sature » à 
une valeur de pic donnée. Cette phase de durcissement du frottement est par conséquent 
décrite comme une phase de durcissement isotrope (état 0 à état 1). D'autre part, en cours 
d'essai, d'« anciennes » microfissures peuvent être activées et de « nouvelles » microfissures 
peuvent se former. 
On suppose que le radoucissement des déformations est attribué à la microfissuration qui 
mène à la chute de la résistance en traction de la roche. La décohésion progressive de la roche 
conduit à une perte de résistance à la traction. Ce mécanisme de radoucissement en cohésion 
peut être présent tout au long du processus de déformation. Cependant, il devient plus 
prononcé quand le matériau perd sa capacité à mobiliser une résistance de frottement 
supplémentaire (pic du frottement atteint). L’émission acoustique dans le grès commence 
souvent à augmenter à environ 60 % du pic déviatorique. Le taux maximum est enregistré 
dans le régime radoucissant, suivie par une baisse du taux d’émission acoustique. Ce qui 
indique que, passé le point de taux maximum d’émission acoustique, la taille de la zone 
radoucissante localisée est déjà une petite fraction de la taille de l'échantillon. On suppose 
donc que lors de la phase d'écrouissage en frottement, le radoucissement de la résistance en 
traction peut être négligé et que celui-ci devient important seulement au delà du pic de 
frottement maximal mobilisé. Cela conduit à un modèle de comportement plastique avec dans 
une première phase un écrouissage de type isotrope en frottement (augmentation du 
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coefficient de frottement f) jusqu'à la mobilisation du frottement maximal suivi d'une phase de 
radoucissement de la cohésion de type cinématique. On suppose donc que la phase 
radoucissante est attribuée à un radoucissement de la cohésion. Cette phase de radoucissement 
de la cohésion est décrite comme une phase de radoucissement cinématique (état 1 à état 2) 
décrite par la réduction progressive du paramètre de résistance à la traction. Le comportement 
plastique de la roche est décrit par un critère de Mohr-Coulomb non linéaire tenant compte de 
la dépendance en pression des paramètres plastiques (coefficient de frottement et de dilatance) 
de la roche. 
Le modèle de plasticité suppose une surface de charge de type Coulomb comportant une 
phase d'écrouissage isotrope en frottement suivi d'une phase de radoucissement cinématique 
de la cohésion (figure 4.2.14). Un modèle de plasticité de durcissement du 
frottement/radoucissement de la cohésion est par conséquent calibré à partir des données 
expérimentales. Ce modèle de comportement est appliqué à l'étude de la localisation des 
déformations dans le cadre d'une théorie de plasticité non-coaxiale. 
 
 
 
 
 
Figure 4.2.14: Critère de plasticité dans le plan (p, τ), écrouissage isotrope et cinématique. Mouvement de la 
surface de charge dans l’espace de contrainte. (1): pic. (0)→ (1) : durcissement pré-pic: mobilisation du 
frottement. (1)→ (2) : radoucissement post-pic: perte de la cohésion. (d’après Sulem et al., 1999). 
 
Dans le cadre de ce modèle de plasticité, on suppose que q, dépendant de la cohésion du 
matériau, est constant jusqu'à la valeur au pic de l'angle de frottement mobilisé (q = q0 = 
constante dans (0)→ (1)). On suppose également que q décroit avec l'augmentation des 
déformations plastiques gp dans le régime radoucissement post-pic. La procédure de 
calibration du modèle constitutif commence par l'évaluation de q. On trace les valeurs au pic 
du couple (p,T) pour les différentes pressions de confinement et on interpole par la méthode 
des moindres carrées les données avec une droite qui donne le coefficient de frottement tgφσ 
au pic et la valeur de q0. Cette procédure suppose que le pic de contrainte correspond à la 
même valeur de gp .   fp = constante, q = q0 = constante. 
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Pour les échantillons secs de porosité n ∈ [14,15] %: 
 
numéro de 
l'échantillon 

σc (MPa) σPIC (MPa) 

F21.1 0 42.17 
F56.1 7 136.87 
F13.2 14 199.74 
F105.1 35 332.63 
 
 
Pour les échantillons secs de porosité n ∈ [21,22] %: 
 
numéro de 
l'échantillon 

σc (MPa) σPIC (MPa) 

K89 0 10.34 
K79 0 9.54 
K35 0 8.75 
K92 0 12.33 
K17 7 71.61 
K73 7 84.35 
K72 7 77.19 
K2 14 107.42 
K48 14 131.3 
K38 14 111.4 
K62 28 190.98 
K31 28 196.55 
K47 28 181.43 
K11 42 228.38 
K99 42 231.57 
 
 
Pour les échantillons saturés en conditions drainées simulées de porosité n ∈ [21,22] %: 
 
numéro de 
l'échantillon 

σc (MPa) σPIC (MPa) 

K14 0 10.74 
K44 0 7.55 
K78 0 11.93 
K80 0 6.76 
K32 0 8.11 
K12 14 121.11 
K1 14 112.2 
K36 28 185.41 
K25 28 193.37 
K100 42 210.08 
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La contrainte de cisaillement est tracée en fonction de la contrainte normale au pic. On trace 
ensuite les cercles de Mohr correspondants. L'angle de frottement interne φmpic est enfin 
obtenu à partir des cercles de Mohr au pic. En traçant points par points σpic en fonction de la 
pression de confinement σc  , on procède à une interpolation linéaire approximant ces points. 
La droite obtenue est appelée droite intrinsèque (figure 4.2.15). 
 
Figure 4.2.15 : Critère de rupture pour les roches sèche et saturée en conditions drainées simulées de porosité n = 
15 % et de porosité n = 21 %. 
 
Pour les échantillons de porosité n = 21 %, le pic de résistance en compression  
simple et la valeur calculée de la cohésion c sont très faibles. A une pression de confinement 
donnée, le pic de résistance est d’autant plus grand que la porosité de la roche est faible. Le 
fait de saturer un échantillon de roche à 95 % ne modifie pas son pic de résistance par rapport 
à un échantillon sec testé dans les mêmes conditions et avec la même pression de 
confinement. C’est une preuve que la pression interstitielle du fluide est nulle. L’eau se 
trouvant dans les pores de l’échantillon n’influence en rien le comportement du matériau. Le 
fluide circule librement dans l’échantillon. Les essais réalisés sur les échantillons saturés à 95 
% sont bien en conditions drainées. 
Pour la suite de l’étude, considérons un critère global de rupture, prenant en compte tous les 
essais triaxiaux. Pour chaque essai, on relève les valeurs de p et de T au pic.  
On réalise ensuite une interpolation linéaire en négligeant les valeurs correspondantes aux 
essais à pression de confinement nulle. On obtient : 
 
Tpic = - 0.919 ppic + 14.817      or      fp = tg (φσ)pic = Tpic / (q - ppic )   (p ≤ 0) 
avec  q = q0 = constante.  Par conséquent : 
 
fp = fpic = tg (φσ)pic = 0.919     et    φσpic = 42.58° 
tg (φσ)pic  q0 = 14.817     soit    q = q0 = 14.817/ 0.919 = 16.12 MPa. 
µpic = sin φmpic = 0.629     soit    φmpic = 38.98° 
 
 
On a déterminé   fpic = tg (φσ)pic  comme moyenne de tous les essais, mais on peut le 
déterminer en particulier pour chaque essai. On a pour chaque essai Tpic , ppic et q0 .   
             
On calcule donc pour chaque essai   fpic = tg (φσ)pic = Tpic / (q0 - ppic )    
                                                                    (figures 4.2.16, 4.2.18). 
 
On calcule également    µpic = sin (φ)pic = 3 tg (φσ)pic / (2 3  + tg (φσ)pic )   (figure 4.2.17). 
 
Le niveau de chargement où la déformation plastique de cisaillement (gp) devient non nulle 
est appelé point de plastification initiale (initial yield). On note (T)yield la valeur de T 
correspondante. On note (p)yield la valeur de p correspondante. On note tg (φσ)yield  la valeur de 
tg (φσ) correspondante. Notons que l’utilisation d’une presse pilotée en contrainte ne permet 
pas une évaluation précise de la valeur de tg φσ

p et de sin φm
p  au pic. 

 
                                                      
 
Figure 4.2.16 : Valeurs correspondant au pic et au point de plastification initiale pour les essais triaxiaux réalisés 
avec différentes pressions de confinement sur des échantillons de porosité 21 %. 
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Figure 4.2.17 : Tracé pour chaque essai de sin (φ)pic  en fonction de ppic. 
 
 
 
 
Figure 4.2.18 : Tracé pour chaque essai de Tpic en fonction de ppic. 
 
 
Figure 4.2.19 : Tracé pour quelques essais à différentes pressions de confinement de µ = sinφm en fonction de gp. 
Les grandeurs sinφm et gp  sont des valeurs courantes durant le test obtenues à partir des données expérimentales. 
 
Le coefficient de frottement f ainsi que l’angle de frottement mobilisé (sin φm ) augmentent 
quand on augmente la déformation plastique accumulée gp jusqu’à une valeur maximum 
(figures 4.2.19, 4.2.20). On calibre l’angle de frottement mobilisé φm par une fonction de 
l’intensité du déviateur des déformations plastiques gp : 
 
sin φm = µc (gp ) = y0 + ((m1 - m2gp)gp / (1 + m0gp))                       (2.44) 
 
 
Les valeurs obtenues pour les coefficients m0, m1, m2 et y0 sont données dans le tableau ci-
dessous : 
 
 
numéro de 
l'essai 

pression de 
confinement 
(MPa) 

m1 m2 m0 y0 

K17 7 6728.279 110.644 11611.621 0.0145 
K48 14 8565.351 187.598 14515.218 0.0795 
K47 28 5558.43 132.236 10054.794 0.0891 
K62 28 11351.498 165.303 16919.932 -0.00946 
K99 42 3795.1 60.49 5775.28 0 
 
Figure 4.2.20 : Exemple de tracé pour l’essai K48 de sinφ  en fonction de gp. 
 
L’analyse de la loi d’écrouissage donnant l’évolution de l’angle de frottement φm en fonction 
de la déformation plastique accumulée gp à différentes pressions de confinement montre le 
caractère de dépendance à la pression du grès de Fontainebleau, d’une part, le coefficient de 
frottement f ainsi que l’angle de frottement mobilisé (sin φm ) augmentent quand on augmente 
la déformation plastique accumulée jusqu’à une valeur maximum, d’autre part, ce maximum 
décroît avec l’augmentation de la pression de confinement. On va donc prendre en compte 
cette sensibilité à la pression et calibrer l’angle de frottement mobilisé φm par une fonction de 
l’intensité du déviateur des déformations plastiques gp et de la pression moyenne p. 
 
sin φm = µc (p, gp )                     (2.45) 
 
L'équation  2.45  représente la loi d’écrouissage. 
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La plus simple calibration suppose que φm est le produit de deux fonctions indépendantes : 
 
sin φm = µc (p, gp ) = µc

0(gp) ξc (p)               
µc

0(gp) = y0 + ((m1 - m2gp)gp / (1 + m0gp))  pour 0 ≤ gp ≤ g p
p                    (2.46) 

µc
0(gp) = µ p

0  pour gp ≥ g p
p 

ξc (p) = 1 + p/p0  (p< 0). 
 
On évalue les valeurs au pic de sinφm et de la pression moyenne p à différentes pressions de 
confinement pour les essais de compression triaxiale. 
 
 
 pression de 

confinement (MPa) 
 
(sin φm )pic 

 
(φm )pic 

 
ppic (MPa) 

K48 14 0.658 41° - 53 
K62 28 0.648 40.4° - 82.2 
K47 28 0.633 39.27° - 79.5 
K99 42 0.62 38.31° - 105.4 
 
 
On approximme ensuite ces valeurs par une droite pour le calage de la fonction ξc (p).  
Par interpolation linéaire, on a (sin φm)pic = 7.10-4 p + 0.6962 
(sin φm)pic = µc

0(gp) ξc (p) = µc
0(1 + p/p0) = µ0 + (µ0 /p0)p 

soit µ0 /p0 = 7.10-4 et µ0 = 0.6962  (soit arsin (44.1°)) 
soit p0 = 994 MPa  tel que ξc (p) = 1 + p/p0     (figure 4.2.21). 
 
Figure 4.2.21: Tracé pour chaque essai de sinφ / ξc  en fonction de gp. 
 
 
 
On approximme les données sinφm / ξc (p) par la fonction hyperbolique:  
µc

0(gp) = y0 + ((m1 - m2gp)gp / (1 + m0gp))              (2.47) 
C'est une fonction de gp  seulement. 
On obtient finalement :  
y0 = 0.0637 , m0 = 11551.76 , m1 = 7395.04 , m2 = 115.81    
La fonction µc (p, gp) obtenue augmente avec les déformations et diminue lorsque la pression 
moyenne augmente en valeur absolue. 
 
 
Figure 4.2.22 : Fonction calculée µc (p, gp) approximmant les données expérimentales. Exemple de l’essai K62. 
 
Comme on le voit dans la figure ci-dessus (figure 4.2.22), le coefficient de frottement calculé  
sin φm = µc (p, gp) interpole correctement les données. 
La fonction de coefficient de frottement correspondante pour un essai de compression 
triaxiale est donnée par la relation :   
fc (p, gp) = (2 3µc (p, gp))/(3 - µc (p, gp)).                         (2.48) 
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IV.2.3.3/ CALAGE DU POTENTIEL PLASTIQUE DE DRUCKER-PRAGER 
 
Pour chaque essai, on calcule la valeur courante de Ks :   
 Ks = (2Gs(1 + νs))/(3(1 - 2νs))                      (2.49) 
 
On peut alors calculer la déformation volumique plastique:   
εv
p = εv - p/Ks                          (2.50) 

εv
p = D(gp) = εv

p(gp)                (2.51) 
Cette fonction est appelée la fonction de dilatance. Les géomatériaux sont caractérisés par la 
dilatation plastique ou de Reynolds, qui est représentée par la relation interne :    
dεv

p = d × dgp                        (2.52) 
dεv

p: incréments de la déformation volumique plastique 
dgp : incréments de cisaillement plastique 
d: coefficient de dilatation ou paramètre de dilatance. 
 
dwp = (-p) ( %f  - d) dgp ≥ 0.                (2.53) 
 
dwp : travail plastique du premier ordre de la contrainte des déformations plastiques pour 
matériaux frottants et dilatants. 
Du point de vue de l’énergie de dissipation, un matériau frottant et dilatant se comporte 
comme un matériau de Coulomb ou un matériau frottant pur avec un frottement interne 
équivalent   f f d= −%     (Taylor, 1948, cité par Vardoulakis et Sulem, 1995). 
 
Ces hypothèses constituent la base de la modélisation constitutive pour les géo-matériaux. 
Le caractére cohésif-frottant et dilatant est modélisé de manière satisfaisante à l’intérieur de la 
théorie de l’élastoplasticité avec un critère de plasticité de radoucissement/ durcissement de 
déformation et avec une loi d’écoulement non-associé (Mroz, 1963). 
On définit donc le paramètre de dilatance comme étant la pente de la courbe (gp, εv

p) 
 
d = dεv

p/dgp           (2.54) 
 
d  est le paramètre de dilatance. 
La procédure de calibration de la loi d’écoulement est basée sur l’évaluation du paramètre de 
dilatance d dans les différents tests de compression triaxiale. d est obtenu à partir de la 
représentation graphique de εv

p en fonction de gp. Notons que pour une bonne évaluation de la 
dérivée d = dεv

p/dgp , on interpole d’abord la courbe expérimentale pour les déformations 
volumiques plastiques εv

p à différentes pressions de confinement (figures 4.2.24, 4.2.25).     
On interpole la courbe (gp, εv

p) par une fonction hyperbolique de la forme :   
 
εv
p = (d1 gp + d2 (gp)2 )/ (1 + d0gp)                (2.55) 

 
Les coefficients d0, d1 et d2  sont donnés ici pour des valeurs de gp en microdéformation. 
Ces coefficients sont calculés indépendamment pour chaque essai. 
 
 
numéro de l'essai pression de 

confinement (MPa)
d1 d2 d0 

         K89               0 - 0.493 0.00316 -0.00482 
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         K80               0 - 0.932 0.01233 0.00127 
         K48             14 -20.102 0.0886 0.0529 
         K38             14 -4.432 0.0211 0.0109 
         K12              14 -3.869 0.00992 0.00619 
         K62             28 -7.494 0.0321 0.0132 
         K25             28 -8.683 0.0295 0.0139 
         K47             28 -6.887 0.0168 0.00739 
         K99             42 -6.537 0.00769 0.00386 
         K100             42 -2.163 0.00197 0.00197 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.2.24 : Interpolation de la courbe expérimentale (gp, εv

p) par la fonction hyperbolique pour un essai de 
compression simple (K89). 
 
 
Figure 4.2.25 : Interpolation de la courbe expérimentale (gp, εv

p) par la fonction hyperbolique pour un essai de 
compression triaxiale (K100). 
 
 
De εv

p , on en déduit : 
 
d = dεv

p/dgp = (d1 + 2d2 gp + d0d2(gp)2)/(1 + d0gp)2                     (2.56) 
 
gp et εv

p sont donnés en microdéformation. La dilatance du matériau est étudiée en traçant d en 
fonction de gp pour chaque essai (figure 4.2.26). 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.2.26 : Tracé de d en fonction de gp pour les différents essais de compression simple et triaxiale. 
 
 
On définit  : 
 
β = sin ψ = 3d/(2 3 + d)                (2.57) 
 
avec  ψ angle de dilatance et β coefficient de dilatance. 
Notons D la dissipation.   
 
D = pε ppppp.

v g)Tpd(gTgpdgT &&&& ++++====++++====++++              (2.58) 
 



Chapitre IV                                                                                                        Modélisation élastoplastique du grès de Fontainebleau 421

or   
pq

Tf
−−−−

====    soit   )pq(fT −−−−====    soit 

 
pppp g]qf)df)(p[(gfqg)fd(pg)pq(fpd(D &&&& ++++−−−−−−−−====++++−−−−====−−−−++++====                (2.59) 

 
La dissipation doit toujours être positive. Ce qui implique que : 
 

0
)p(

qfdf ≥≥≥≥
−−−−

++++−−−−               (2.60) 

 
Si  f ≥ d (ou  µ ≥ β), alors forcément  D ≥ 0. La dilatance évaluée à partir des déformations 
locales mesurées sur les échantillons avec des jauges est surestimée (figure ci-dessus).        
Les mesures de déformations volumiques sont délicates pour les roches. Le coefficient de 
dilatance sera déterminé de façon indirecte à partir de l’analyse des bandes de cisaillement. 
 
 
 
 
 
IV.2.4/ VERIFICATION DU MODELE PAR SIMULATION DES ESSAIS 
TRIAXIAUX 
 
Le modèle dépendant à la pression est validé par la simulation des essais de compression 
réalisés avec différentes pressions de confinement et la comparaison de la simulation avec les 
données (figure 4.2.27). Il est important de noter que le pic de la loi est identifié au pic 
expérimental car le seuil de la localisation déterminé expérimentalement est très proche du 
pic. On doit noter également que les simulations ci-dessous sont faites avec les données de 
dilatance obtenues après l’analyse de bande de cisaillement. On peut observer finalement que 
le modèle reproduit de façon satisfaisante le pic de contrainte, ceci grâce à la prise en compte 
de la dépendance de l’angle de frottement mobilisé en fonction de la contrainte moyenne.    
En ce qui concerne la pente des courbes contraintes-déformations axiales et radiales, celle-ci 
est également bien reproduite.  
 
 
 
 
Figure 4.2.27 : Comparaison des données expérimentales et de la simulation pour des essais réalisés avec 
différentes pressions de confinement. 
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V.1/ INTRODUCTION 
 
La localisation des déformations durant le chargement d’échantillons homogènes a été 
observée pour des tests confinés et l’angle d’inclinaison de la bande de cisaillement a été 
enregistrée. Le modèle constitutif pour le grès est utilisé pour l’analyse de la bande de 
cisaillement. Les prédictions de formation de bande de cisaillement, ou plus généralement les 
résultats quantitatifs obtenus par l’analyse de bifurcation dépendent fortement de la loi 
rhéologique choisie pour modéliser le comportement du matériau. Comme les modèles 
rhéologiques jouent un rôle important dans l’analyse de bifurcation, on doit apporter une 
attention particulière à l’étalonnage de ces lois de comportement. Lorsqu’on désire donc 
effectuer une analyse de bifurcation de la déformation en mode localisé dans un matériau, il 
est avant tout nécessaire de sélectionner la loi de comportement la plus appropriée pour 
décrire les mécanismes physiques qui conduisent à la ruine du matériau étudié. De façon 
générale, il est important de bien calibrer les lois constitutives pour décrire correctement 
l’écrouissage et la dilatance des roches, pour reproduire les courbes contraintes-déformations 
et pour prédire numériquement et de façon réaliste les données expérimentales relatives à la 
localisation, les modes et les points de bifurcation. 
F(σ, gp) = τ - µ (gp)p          (5.1)  
F  est la fonction de charge. 

Q(σ, gp) = τ - β (gp)p           (5.2) 
Q  est la fonction potentielle. 
Rudnicki et Rice (1975) ont étudié une loi de comportement de type Drucker-Prager. Etant 
donné que c’est l’interaction de fissures s’ouvrant aussi bien en mode d’extension que de 
cisaillement qui conduit à la ruine du grès, la loi rhéologique de Rudnicki et Rice (1975) où 
interviennent directement le coefficient de frottement interne et le facteur de dilatance du 
matériau doit pouvoir modéliser correctement le comportement de la roche. Le coefficient de 
frottement interne doit pouvoir rendre compte du frottement mobilisé lors du glissement des 
lèvres d’une fissure, et d’autre part, le facteur de dilatance doit pouvoir quantifier la dilatation 
qui accompagne la propagation d’une fissure. Depuis les travaux de Rudnicki et Rice, il est 
généralement admis que les deux facteurs influençant le critère sont la non-associativité et la 
non-coaxialité de la déformation. 
 
V.2/ THEORIE D'ECOULEMENT PLASTIQUE ASSOCIEE 
 
Le matériau suit une loi associée (F = Q) si les coefficients de frottement et de dilatance sont 
égaux (µ=β). La prédiction du point de la localisation dépend largement de la loi de 
comportement considérée. Ainsi, Rudnicki et Rice (1975) et Rice (1978) ont étudié une loi de 
comportement élastoplastique associée (critère de Drucker-Prager). Ils montrent 
théoriquement que, lors d’un chargement axisymétrique, la localisation de la déformation 
dans un matériau qui suit les lois de comportement élastoplastiques associées (µ=β) ne peut 
avoir lieu, ne se déclenche qu’après le pic de résistance à la rupture, en phase de déformation 
post-pic, dans le régime radoucissant, à écrouissage négatif. Le critère n’est pas atteint dans le 
régime durcissant pour des lois associatives. Or , d’après les essais de laboratoire réalisés sur 
certaines roches fragiles (grès, calcaire,dolomite...), le seuil de la localisation de la 
déformation se déclenche en général avant même que le pic de résistance au cisaillement ne 
soit atteint. Le seuil de localisation est détecté avant le pic, dans le régime d’écrouissage 
positif (module d’écrouissage H > 0). (Desrues, 1984; Desrues et Chambon, 1988; Ord et al., 
1991). 
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V.3/ THEORIE CLASSIQUE D'ECOULEMENT PLASTIQUE 
COAXIALE NON ASSOCIEE 
 
Le caractère cinématique de la phase radoucissante peut être décrit en supposant que le critère 
de plasticité dépend d’une contrainte réduite :  
τij = σij - αij          (5.3) 
 
(Prager, 1955; Vardoulakis et Frantziskonis, 1992)    avec 
τij : tenseur des contraintes "réduit" ;    σij : contrainte (d'équilibre) vraie totale. 
αij : est la différence qui modifie la position de la surface de plasticité et du potentiel plastique 
dans l'espace des contraintes. Cette variable d'écrouissage tensorielle est appelée tenseur des 
contraintes relatif. Elle est reliée à la cohésion actuelle de la roche.  
Le critère est déduit à partir d'une contrainte réduite : 
F= F(τij , µ) = 0         (5.4) 
avec µ : paramètre d'écrouissage. 
 

eij

p.
 = A1. mij        (5.5) 

L'équation 5.5 représente la loi d'écoulement coaxiale non associée 
avec A1  fonction invariante de la contrainte et de son taux et 

mij Sij
T

=
2

         (5.6) 

mij   est le vecteur unitaire dans l'espace des contraintes parallèle au déviateur S 
 

mij mij Sij
T

Sij
T

. .=
2 2

     or    T = Sij Sij. / 2      soit     T
S Sij ij2

2
=       soit      mij mij. = 1 

 
on peut également exprimer la déformation plastique par une loi d'écoulement coaxiale non 
associée : 
& & .ε ψ δτ

δij Q
ij

p =         (5.7) 

 
Pour le tenseur des contraintes "réduit" τij  , par analogie avec le tenseur des contraintes de 
Cauchy σij  , on définit, on note :   
tij ij kk ij= −τ τ δ / 3           (5.8) 
L'équation 5.8 représente la contrainte déviatorique ou déviateur des contraintes 

τ τ= = ( )1
2

1
2t tij ij            (5.9) 

L'équation 5.9 représente l'intensité de contrainte de cisaillement ou intensité du déviateur des 
contraintes.  En posant : 

 
δ
δ

λ
δ
δΨ

F
g

g
F

p
p& =          (5.10) 

 λ  est appelé le multiplicateur plastique. 

Sachant que    g Q
p

g

. .
= ψ      et que    eij ij ij= −ε ε δκκ

1
3

  :      

  e
t

ij

p
ij.

= λ
τ2

             (5.11) 
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L'équation 5.11 représente l'écoulement coaxial. Elle exprime le fait que l'incrément de 
déformation plastique est coaxial à l'incrément de contrainte dans le plan déviatorique. 
Pour une loi non associée, on obtient un seuil de localisation en régime d'écrouissage positif 
(Vardoulakis, 1983; Sulem et al., 1993). Toutefois, après la détermination des paramètres 
constitutifs µ et β, la courbe (ε , σ) est souvent mal simulée. Pour un matériau fragile 
fortement dilatant comme le grès, un modèle plastique classique non associé ne suffit pas 
pour détecter la localisation des déformations. Rice a prouvé que pour les roches fragiles, la 
réponse à des incréments de contraintes tangentielles (incréments de contraintes dirigés 
tangentiellement au critère de plasticité dans le plan déviatorique) n'est pas appropriée comme 
la rigidité correspondante est surestimée dans cette direction. Par ailleurs, dans une théorie 
classique d'écoulement plastique coaxiale non associée, l'orientation θ de la bande de 
cisaillement est indépendante de la pression de confinement. Les modèles de plasticité 
classique ne permettent donc pas de modéliser correctement les résultats expérimentaux de la 
formation des bandes de cisaillement. 
 
 
V.4/ THEORIE D'ECOULEMENT PLASTIQUE NON 
COAXIALE NON ASSOCIEE 
 
Il est observé expérimentalement que l'angle d'inclinaison de la bande de cisaillement par 
rapport à la direction de contrainte principale mineure diminue quand on augmente la pression 
de confinement. Pour trouver des conditions de bifurcation compatibles avec les données 
expérimentales, le modèle constitutif est modifié pour améliorer les prédictions de 
localisation. Comme la non-associativité ne suffit plus, et dans le but de mieux prédire la 
formation de bandes de cisaillement dans les essais de compression triaxiale, on doit 
abandonner le concept de loi d'écoulement coaxiale plastique classique. En plus de la non-
associativité de la loi de comportement, on introduit la notion de non-coaxialité (Papamichos, 
1992; Sulem et al., 1993). On a recours à la théorie de plasticité non-coaxiale et à des lois 
d'écoulement hypoplastique, qui considère l'effet du taux de contrainte. Dans les modèles 
non-coaxiaux, l'orientation θ de la bande de cisaillement dépend de la pression de 
confinement. Ces lois de comportement modifiées seront jugées quant à leur capacité à 
prédire correctement la localisation en bande de cisaillement. 
L’expérimentation suggère que la localisation se produit plus tôt que ne le prédisent les 
théorie d’écoulement classique de plasticité. La matérialisation de la surface de rupture 
précède de ce fait les prédictions théoriques. Les modèles classiques ne sont pas en mesure 
d’expliquer de tels résultats expérimentaux même lorsqu’on suppose que l’angle de dilatance 
est nulle (β = 0). La théorie de la plasticité associée prédit en particulier que la localisation ne 
peut se produire que dans la phase d’écrouissage négatif post-pic. Toutefois, l’utilisation 
d’une loi d’écoulement non-associée et non-coaxiale semble donner des résultats 
encourageants (figure 5.4.1) (Sulem et al., 1993). L’introduction d’un « vertex » (surface de 
charge irrégulière) ou de plasticité non-coaxiale ou coaxiale non-linéaire a permis à Diouta et 
al. (1994) et Diouta (1995, cités par Haied, 1995) de reproduire de façon satisfaisante les 
données expérimentales de Haied relatives à la détermination du seuil de localisation. 
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Figure 5.4.1 : observations  expérimentales et prédictions théoriques de la formation de bandes de cisaillement 
dans un essai biaxial sur un grès de Gosford (d'après Sulem et al., 1993). 
 
 
Dans la théorie de l'écoulement plastique classique, le tenseur des vitesses de déformation 
plastique a les mêmes axes principaux que le tenseur des contraintes de Cauchy. La plus 
simple modification de cette loi d'écoulement classique est d'ajouter au terme coaxial 
classique un terme supplémentaire non-coaxial, qui prend en compte l'influence du taux de 
contrainte sur le taux de déformation déviatorique plastique. La théorie de plasticité résultante 
peut être appelée après Kolymbas une hypoplasticité. Plus généralement, les lois 
incrémentalement non-linéaire de Darve, Chambon et Desrues, développées pour des sols et 
roches granulaires sont non-coaxiales. Le formalisme de la théorie non-coaxiale est basé sur 
les travaux de Rudnicki et Rice (1975). En effet, la modification de la théorie d'écoulement a 
été initialement suggérée par ces derniers qui ont considéré un terme non coaxial. D'autres 
exemples de modèles constitutifs non-coaxiaux ont été proposés (Papamichos, 1992; 
Papamichos et Vardoulakis, 1995; Tronvoll et al., 1993; Vermeer, 1986; Vardoulakis, 1995). 
Ces modifications de la loi d'écoulement plastique résultent en des changements significatifs 
dans la réponse du matériau. 
Papamichos et Vardoulakis (1995) et Vardoulakis (1995), par exemple, ont développé une 
théorie de plasticité non-coaxiale. Leurs résultats théoriques obtenus sur l'orientation des 
bandes de cisaillement et leur initiation sont en bon accord avec les observations faites lors 
d'essais biaxiaux sur le sable. En suivant Papamichos et al., on considère ici un modèle 
élastoplastique non-coaxial compatible qui peut être vu comme un modèle d'écrouissage mixé 
où la partie isotrope de l'écrouissage est basée sur la théorie d'écoulement coaxial plastique, et 
où la partie cinématique est basée sur la loi d'écrouissage de Prager modifiée. 
Dans la plus simple loi d'écoulement hypoplastique, en plus du terme coaxial, il y a un terme 
non coaxial. L'équation est modifiée comme suit : 

eij

p.
 = A1 mij + A2 nij                    (5.12) 

A2 est une fonction invariante de la contrainte et de son taux  
n est le vecteur dans l'espace des contraintes normal à m. 

n S m S m S
S S

T
Sij ij kl kl ij ij

kl ij
kl= − = −

. . . .

2 2                (5.13) 

 
En remplaçant l'expression de mij et de nij , on obtient que    m nij ij = 0  

Notons que pour un chargement proportionnel :   S mij ij

.
= λ    soit   nij = 0   et la contribution 

du terme non coaxial dans l'équation est nul. 
La surface de charge ou critère de plasticité est supposée irrégulière dans l'état de contrainte et 
au lieu d'une réponse élastique, Rice postule que la réponse de la roche à des incréments de 
contraintes dans la direction tangentielle est gouvernée par le module d'écrouissage. On 
introduit ici également la contrainte réduite τij.  
& & &ε ε εij ij

e
ij

p= +                 (5.14) 
L'équation 5.14 représente la décomposition en une partie élastique et une partie plastique. 

ε
.

ij

e

  est relié à σ
.

ij   par la loi de Hooke généralisée. Cette théorie non coaxiale est basée sur le 
fait que la loi d'écoulement peut être modifiée en supposant que le tenseur de taux de 
déformation plastique  &ε ij

p  est décomposable en deux parties, une partie parallèle (coaxiale) 
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au tenseur des contraintes réduit τ ij   :  ε
.

ij

pc

 et une autre perpendiculaire (normale) à τ ij   :  ε
.

ij

pn

 . 

ε
.

ij

p

 = ε
.

ij

pc

 + ε
.

ij

pn

                (5.15) 
Le tenseur des vitesses de déformation plastique coaxial contribue à la dissipation locale. En 
revanche, le tenseur des vitesses de déformation plastique normale est neutre. Cela met en 
relief le fait que la vitesse de déformation normale est irréversible comme l'ont noté Rudnicki 
et Rice (1975) en contradiction avec la théorie de déformation de Vardoulakis et Sulem 
(1993) qui considèrent le tenseur des vitesses de déformation plastique normal comme une 
partie du tenseur des vitesses de déformation élastique, donc réversible. 
En accord avec la théorie d'écoulement plastique classique, la partie coaxiale du tenseur des 
vitesses de déformation plastique est exprimé par une loi d'écoulement non associée coaxiale 
de la forme : 

& &ε ψ
δ
δτij

pc

ij

Q
=              (5.16) 

avec     Q = Q(τij, β)          (5.17) 
Q est la fonction potentielle plastique 
&ψ >0  :  fonction scalaire : taux du paramètre d'écrouissage. 

Le tenseur des taux de déformation normale plastqiue est exprimé par une loi d'écoulement 
non-coaxiale de la forme (Rudnicki et Rice, 1975; Stören et Rice, 1975) : 

ε
. .

ij

pn

ij
h

n= 1

1

               (5.18) 

avec   n t
t t

tij ij
ij kl

kl
. . .

= −
2 2τ

               (5.19) 

où h1 est le taux d'écrouissage dans la direction normale au tenseur des contraintes réduit τ ij  . 
Notons que &nij  n'est pas la dérivée temporelle matérielle d'un tenseur nij.  

t kk kk
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3

0                  (5.20) 

& &
&

n t
t t t

kk kk
kl kk kl= − =
2

02τ
                 (5.21) 
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&eij
p  n'est plus dans la même direction que tij. 

τ ε
δ

ij ij
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ij kk
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          (5.24) 

d'où     τ εij ij
pn& = 0                   (5.25) 
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Par conséquent, &ε ij
pn  ne travaille pas avec la contrainte réduite τij. Cela justifie l'hypothèse que 

le paramètre d'écrouissage µ est une fonction uniquement de γpc définie comme suit : 

γ
. . .

( )
pc

ij

pc

ij

pc

e e= 2
1
2               (5.26) 

γ γpc pc dt= ∫ &                   (5.27) 
L'équation 5.27 représente l'intensité de déformation de cisaillement plastique coaxiale 
accumulée pour un modèle de matériau linéaire de Mohr-Coulomb, cohésif/frottant à 
écrouissage isotrope. 
F F q pij= = − −( , ) ( )τ µ τ µ           (5.28) 
F  est la fonction de charge. 
Q Q q pij= = − −( , ) ( $ )τ β τ β           (5.29) 
Q  est le potentiel plastique. 
avec µ µ γ= ( )pc               (5.30) 
µ  est le coefficient de frottement mobilisé. 
β β γ= ( )pc               (5.31) 
β  est le coefficient de dilatance 
Dans ce cas, la condition de compatibilité de Prager devient : 
& & & ( & & ) &F

F F F F
ij

ij
ij

ij ij= + = − + =
δ
δτ

τ
δ
δµ

µ
δ
δτ

σ α
δ
δµ

µ 0                 (5.32) 

Le modèle de plasticité non coaxial est rendu complet en considérant la loi d'évolution 
suivante pour le tenseur des contraintes relatif αij. Cette évolution est exprimée par une loi 
d'écrouissage de Prager modifiée qui suppose une dépendance linéaire de &α ij  en &ε ij

pm . 
&α ij c= &ε ij

pm             (5.33) 
où     c c( pc= γ δ, )   est une fonction du paramètre d'écrouissage. Elle est supposée être une 
fonction de γpc et δ. Le paramètre δ est défini comme la distance radiale entre l'état de 
contrainte courant τij et la surface de charge courante  F(τij,µ)=0. 
Pour le paramètre d'écrouissage µ=µ(γpc), on a la relation : 

& & &µ
µ

γ
γ ψ= =

d
d

htpc
pc       (5.34) 

avec    ht
d

d pc=
µ

γ
         (5.35) 

ht  est le module d'écrouissage tangent de la courbe µ µ γ= ( )pc . 
Notons que : 
∂
∂τ

α
τ

µδF c
h

t
n

ij
ij

ij
ij ij

. .
( )= + =

1 2
1
2

0         (5.36) 

et  
δ
δτ

ε
F

C
ij

ijkl
e

kl
pn&  = 0          (5.37) 

car &α ij  et ε ij
pn  sont perpendiculaires à τij. 

La condition de compatibilité peut être réécrite comme suit : 

F F C h
ij

ijkl
e

kl
. . .

= − =δ
δτ

ε ψ 0           (5.38) 

avec     h
F

C
Q F

ht
ij

ijkl
e

kl
= −

δ
δτ

δ
δτ

δ
δµ

          (5.39) 

On peut alors tirer : 
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& &ψ
δ
δτ

ε=
1
h

F
C

ij
ijkl
e

kl                 (5.40) 

L'équation  5.40 représente la fonction scalaire. 
Le tenseur des vitesses de déformation plastique &ε ij

pc  peut être déterminé à partir de la loi 
d'écoulement : 

ε ∂
∂τ

∂
∂τ

ε
. .

ij

pc

ij st
stkl
e

kl
h

Q F C= p f1            (5.41) 

avec : 

p f1 1=   si  F = 0  et  ∂
∂τ

εF C
ij

ijkl
e

kl
.

 > 0                       (5.42) 

p f1 0=   si  F < 0  ou  F = 0  et  ∂
∂τ

εF C
ij

ijkl
e

kl
.

  ≤ 0. 

Le tenseur des taux de déformation plastique normale &ε ij
pn  est exprimé en terme de taux de 

déformation total &ε ij  et le taux de déformation plastique total &ε ij
p  : 

& [ ] ( & & )ε ε εij
pn

ijmn mnst stkl
e

kl kl
p

h
k N C= −−1

1

1               (5.43) 

avec    N
t t

ijkl ik jl il jk ij kl
ij kl= + − −δ δ δ δ δ δ
τ 2           (5.44) 

et    K c
h

Nijkl ik jl il jk ijkl= + +δ δ δ δ
1

            (5.45) 

soit     ε τ σ ε
. . . .

ij

pn

ijkl kl ijkl kl
s

ijrt rtkl
e

kl
h

N
c h

N
G c h

N C= =
+

=
+ +

1 1 1
21 1 1

              (5.46) 

On peut alors écrire le tenseur des vitesses de déformation plastique total en fonction du 
tenseur des vitesses de déformation total  :  
& [ ] &ε εij

p
ijmn mnst stkl

e
klL R C= −1                 (5.47) 

avec    L
h

K N Cijkl ik jl il jk ijmn mnst stkl
e= + + −1

2
1
1

1( ) [ ]δ δ δ δ                    (5.48) 

et    R
h

Q F F
h

K Nijkl
ij klj kl

ijmn mnkl= + −p f1 1
1

1δ
δτ

δ
δτ

δ
δτ

[ ]                       (5.49) 

soit    ε ∂
∂τ

∂
∂τ

ε
. .

( )ij

p

ij rt s
ijrt rtkl

e
kl

h
Q F

G c h
N C= +

+ +
p f1 1

2 1

                     (5.50) 

On obtient alors : 

σ ε ε
. . .

( ( ) )ij ijkl
ep

kl ijkl
e

ijmn
e

mnpq pqst stkl
e

klC C C L R C= = − −1                        (5.51) 
avec     C C C C L R Cijkl

p
ijkl
ep

ijkl
e

ijmn
e

mnpq pqst stkl
e= − = − −[ ] 1                       (5.52) 

Cijkl
ep   :  tenseur rigidité tangent élasto-plastique 

Cijkl
p   :  tenseur rigidité tangent plastique. 

Ces hypothèses résultent en les modifications suivantes du tenseur constitutif plastique 
(Sulem et al., 1998) : 

C C
h

Q F
G c h

N Cijkl
p

ijmn
e

mn rs s
mnrs rskl

e= +
+ +

( )p f1 1
2 1

∂
∂τ

∂
∂τ

                      (5.53) 

ou encore : 
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C C
h

Q F
C

C N C
G c hijkl

p
ijmn
e

mn rs
rskl
e ijmn

e
mnrs rskl

e

s
= +

+ +
p f1

2 1

δ
δτ

δ
δτ

                          (5.54) 

           (terme coaxial)    (terme supplémentaire) 
 
Cette modification apportée à la théorie d'écoulement plastique coaxiale classique se traduit 
par l'introduction d'un terme additionnel au tenseur de rigidité plastique, qui exprime le 
caractère non-coaxial du modèle. Comme conséquence de la loi d'écoulement non coaxiale, la 
déformation plastique normale n'est générée que lors de la rotation de la contrainte principale. 
Pour des chemins de chargement sans rotation de contrainte principale, seule la déformation 
plastique coaxiale est générée, le modèle est ainsi réduit à une loi d'écoulement coaxiale 
ordinaire. La modification apportée à la théorie d'écoulement plastique classique résulte donc 
en un module de cisaillement G∗  différent du module élastique de cisaillement. 
C G Gp

s1212 = =∗ ξ         (5.55) 
ξ = 1     pour le modèle coaxial 

ξ =
+
+ +

c h
G c hs

1

12
 < 1     pour le modèle non-coaxial. 

Le résultat de l'analyse de bifurcation en bande de cisaillement va sensiblement dépendre de 
G∗  ainsi que du coefficient de non-coaxialité ξ . 
Remarquons que dans la présentation de Sulem, Vardoulakis et Papamichos (1993), au lieu du 

terme non coaxial 
n
h

ij

1
, on prend un terme coaxial non linéaire supplémentaire : 

e
t n n

h
tij

p
ij kl kl

ij

. ( )
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               (5.56) 

C C C Cijkl ijkl
e

ijkl
p

ijkl
t= − +                    (5.57) 

avec      C
h

t
t k

G
Hijkl

t ij

ij
ij

kl= ± −
+1

1
12[

( )
]C

τ
τ

βδ
              (5.58) 

La matrice de rigidité tangente devient comme suit.   K et G sont les modules de compression 
et de cisaillement élastiques. Le signe + (resp. -) est pour le cas &σ12 > 0 (resp.< 0). Dans les 
simulations, les prédictions sont sensiblement améliorées. 
 
 
 
V.5/ PREDICTIONS DE L'ORIENTATION DE LA BANDE DE 
CISAILLEMENT 
 
La détermination des paramètres non coaxiaux  h1 et c du modèle de plasticité non coaxial 
exige des tests où les axes de contraintes principales ont une rotation, comme par exemple 
dans un cylindre creux en torsion. La solution du problème de la localisation des déformations 
en bande de cisaillement consiste à déterminer l'angle d'orientation de la bande de 
cisaillement θB  et l'état d'initiation de cette bande de cisaillement caractérisé par l'intensité du 
déviateur des déformations plastiques gB

p  . On montre que par une sélection appropriée des 
coefficients de non-coaxialité ξ , la prédiction de la formation des bandes de cisaillement peut 
être optimisé dans le sens où l'on pourra obtenir un couple (θB, gB

p ) le plus proche possible 
des résultats expérimentaux. On juge le modèle quant à sa capacité à prédire correctement 
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l'initiation et l'inclinaison de la bande de cisaillement pour des essais de compression. 
L'analyse de bifurcation peut donc être utilisée pour spécifier la valeur du paramètre non 
coaxial ξ à l'état de bifurcation. L'information expérimentale pour l'angle d'orientation de la 
bande de cisaillement θB est utilisée ici pour la calibration de ξ qui est interpolé de telle façon 
que les résultats expérimentaux concernant θB soient reproduits au mieux. 
Voici un rappel des valeurs d'orientation obtenues expérimentalement pour les différentes 
pressions de confinement : 
 
 
Pression de confinement (MPa) θexp (°) 
                        7    65.5 
                       14    64.4 
                       28    60.4 
                       42    48.6 

 
 
Le couple (θB, 

p
Bg )  varie par rapport au coefficient de non-coaxialité  ξ. Par une sélection 

appropriée du coefficient de non-coaxialité ξ  et du paramètre de dilatance d, on ajuste les 
valeurs théoriques de θB et de p

Bg   aux valeurs expérimentales (figures 5.4.2, 5.4.3). θB  

représentant l'orientation de la bande de cisaillement et  p
Bg   représentant la valeur de la 

déformation déviatorique plastique au seuil de localisation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.4.2 : Influence de la dilatance sur l’orientation de la bande. Exemple de l’essai K62 réalisé à 28 MPa de 
pression de confinement (résultat théorique). 
 
Figure 5.4.3 : Influence du coefficient de non-coaxialité sur l’orientation de la bande. Exemple de l’essai K62 
réalisé à 28 MPa de pression de confinement (résultat théorique). 
 
On a constaté que l'orientation de la bande θ est d'autant plus importante que les valeurs des 
paramètres ξ et d sont grandes. Récapitulons les résultats obtenus (figure 5.4.4) : 
 
numéro de 
l'essai 

pression de 
confinement (MPa) 

     ξ         d gp
B θB th (°) θB exp (°) 

(gamme) 
θB exp (°) 
(moyenne) 

K17 7 0.33 0.9 (d = f) 0.68 e-2 62.65 62.5- 68.5 65.5 
K48 14 0.335 0.85 0.85 e-2 64.6 62- 67 64.4 
K62 28 0.42 0.55 0.73 e-2 60.6 56.5- 62 60.4 
K99 42 1 0 0.63 e-2 51 44.5- 52.7 48.6 
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Figure 5.4.4 : Comparaison des valeurs expérimentales et théoriques de l’orientation de bande pour différentes 
pressions de confinement. 
 
 
La dilatance est donc évaluée à partir de l'analyse de bande de cisaillement. Rappelons que la 
déformation volumique est la combinaison de phénomène de dilatance dû au glissement de 
cisaillement et au phénomène de compaction dû à la contrainte moyenne. La sensibilité à la 
pression des déformations volumiques plastiques indique qu'il y a généralement une 
séparation en une partie due à la dilatance et une partie due à la compaction. Cette sensibilité 
peut être décrite par une dilatance qui diminue quand la pression de confinement augmente. 
C'est la tendance qui est observée. Les données montrent en effet que d dépend de la pression 
de confinement de chaque essai considéré. On observe qu'à faible pression de confinement, la 
roche se dilate fortement. Par contre, à forte pression de confinement, la dilatance de la roche 
diminue. Cette tendance a également été observée par Oulahna (1996). 
On remarque également que ξ influence beaucoup γB  correspondant au seuil de localisation. 
Le coefficient de non-coaxialité tend vers 1 (modèle coaxial) lorsque la pression de 
confinement augmente.  
Finalement, d'après les résultats obtenus, on peut conclure que le modèle donne de bonnes 
prédictions. L'introduction de la notion de non-coaxialité et un choix adéquat du coefficient de 
non-coaxialité pour chaque pression de confinement a permis d'obtenir une bonne 
approximation de l'angle d'inclinaison des bandes de cisaillement. Les valeurs théoriques 
obtenues pour l'angle θB  correspondent aux valeurs expérimentales mesurées. On peut donc 
en déduire que le modèle non-coaxial plastique est le mieux adapté à l'étude de la localisation 
des déformations en bandes de cisaillement pour le grès de Fontainebleau. 
 
 
 
 
 
 
 
V.6/ PREDICTIONS DE L'EPAISSEUR DE LA BANDE DE 
CISAILLEMENT 
 
 
V.6.1/ MODELE DU SECOND GRADIENT POUR LES ROCHES 
GRANULAIRES 
 
Les théories classiques ne possèdent pas dans leur formulation de paramètre constitutif ayant 
la dimension d'une longueur (interne) de sorte que l'épaisseur de la bande de cisaillement est 
indéterminée. Dans le régime post-localisation, le comportement de l'échantillon est gouverné 
par le comportement du matériau à l'intérieur de la bande. La localisation des déformations 
conduit ainsi à un changement d'échelle du problème et nécessite la prise en compte des 
phénomènes mécaniques mis en jeu au niveau de la microstructure. Ceci est possible en ayant 
recours à des modèles de milieux continus d'ordres supérieurs ou milieux continus généralisés 
qui possèdent dans leur formulation des degrés de libertés cinématiques supplémentaires 
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comme les milieux de Cosserat et/ou des gradients de déformation d'ordres supérieurs. Les 
modèles de milieux continus généralisés contiennent dans leur description une ou plusieurs 
longueurs internes reliées à la microstructure du matériau. L'existence d'une longueur 
caractéristique interne permet d'évaluer l'épaisseur de la zone de localisation et de tenir 
compte des effets d'échelle dans les phénomènes de rupture (Muhlhaus et Vardoulakis, 1987; 
Vardoulakis et Sulem, 1995). 
Les roches granulaires comme les grès présentent généralement un comportement de type 
élasto-plastique avec une phase d'écrouissage du frottement mobilisé le long de micro-fissures 
et de frontières intergranulaires et une phase de radoucissement en cohésion due à la 
formation de nouvelles micro-fissures et à la décohésion progressive de la roche conduisant à 
une perte de résistance à la traction. Ce comportement est modélisé simplement en supposant 
une surface de charge de type Coulomb avec une phase d'écrouissage isotrope (augmentation 
du coefficient de frottement f) jusqu'à la mobilisation d'un frottement maximal au délà duquel 
on a une phase de radoucissement cinématique décrite par la réduction progressive du 
paramètre de résistance à la traction q. Le caractère cinématique de la phase radoucissante 
peut être décrit en supposant que le critère de plasticité dépend d'une contrainte réduite           
τ = σ - α   (Prager, 1955, 1956; Vardoulakis et Frantziskonis, 1992) où α est une variable 
d'écrouissage tensorielle appelée contrainte interne. Prager (1955) propose une loi constitutive 
simple pour α sous la forme : 

α ε
. .

ij ij

p

r=  
où r peut s'exprimer en fonction du module de radoucissement en cohésion.  
Cette équation peut être étendue pour tenir compte de l'effet de l'inhomogéneité des 
déformations associée au processus de décohésion et de radoucissement. Pour ce faire, un 
modèle simple consiste à prendre en compte le gradient des déformations plastiques dans la 
loi d'écrouissage sous la forme : 

α ε ε
. . .

ij ij

p

ijkl
e

kl

p

r C l= − ∇2 2             (5.59) 
Cette loi d'écrouissage introduit un paramètre supplémentaire l ayant la dimension d'une 
longueur appelée longueur interne du matériau. 
La détermination des équations constitutives incrémentales pour ce modèle se fait comme 
dans le cas classique à partir de la loi d'écoulement et de l'équation de consistance afin 
d'éliminer le multiplicateur plastique. Notons qu'ici, le multiplicateur plastique est solution 
d'une équation différentielle en raison de la présence des termes en gradient. Ces équations 
constitutives ont la forme suivante : 

σ ε ε
. . .

ij ijkl
ep

kl ijkl
p

klC C l= − ∇2 2            (5.60) 
où  C C Cep e p= −   est la matrice de rigidité élastoplastique classique. 
On peut réécrire cette équation en suivant le formalisme de Mindlin : 

σ σ σ
. . ( ) . ( )

ij ij ij= +
0 1

                (5.61) 

avec    σ ε
. ( ) .

ij ijkl
ep

klC
0

=              (5.62) 

et     σ ε
. ( ) .

ij ijkl
p

klC l
1

2 2= − ∇             (5.63) 

Le tenseur  σ
. ( )

ij

0

  coïncide avec le tenseur de contrainte de la théorie élastoplastique classique 
et correspond dans la terminologie de Mindlin au tenseur de contraintes de Cauchy. 

Le tenseur  σ
. ( )

ij

1

  est interprété comme le tenseur de contraintes relatives. 

On peut introduire un champ auto-équilibré de double-contraintes mijk
.

  proportionnel au 
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gradient de vitesse de déformation tel que : 

σ ∂
. ( ) .

ij k ijkm
1

0+ =                (5.64) 

avec   m C l cijk jkmn
p

imn
. .

= 2             (5.65) 

et      cijk i jk
. .

= ∂ ε                   (5.66) 

L'équation constitutive  σ ε ε
. . .

ij ijkl
ep

kl ijkl
p

klC C l= − ∇2 2     décrit le comportement d'un milieu 
continu de Mindlin pour lequel la vitesse de macro-déformation et la vitesse de micro-
déformation coïncident et le gradient de micro-déformation coïncide avec le gradient de 
déformation. Ce modèle introduit un paramètre supplémentaire unique, la longueur interne l. 
Ce modèle du second gradient a été appliqué à notre étude et à l'évaluation de l'épaisseur de la 
bande de cisaillement. 
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V.6.2/ REGULARISATION DU PROBLEME DE RADOUCISSEMENT A 
L'INTERIEUR D'UNE BANDE DE CISAILLEMENT 
 
Pour toute résolution de problème aux limites, il est important de s'enquérir de l'existence et 
de l'unicité de la solution. Sans entrer dans les détails des différents théorèmes d'unicité d'un 
problème aux limites dont on peut trouver l'exposé dans l'ouvrage de Vardoulakis et Sulem 
(1995), on s'intéresse ici au travail d'ordre 2 défini par  : 
 

ijijw εσ ∆∆=∆ 2         (5.67) 
 
Une condition suffisante d'unicité exprime qu'en tout point du solide, le travail d'ordre 2 est 
positif. Cette condition est aussi appelée "condition de stabilité matérielle". Elle est plus forte 
que la positivité du tenseur acoustique correspondant qui assure que le système différentiel 
qui gouverne l'évolution incrémentale du problème aux limites considéré est elliptique. 
Pour le modèle du second gradient présenté ci-dessus, le travail d'ordre 2 s'écrit : 
 

ijkimn
p
jkmnklij

ep
ijklijkijkijij ccClCcmw ∆∆+∆∆=∆∆+∆=∆ 2)0(

2 εεεσ                  (5.68) 
 
Pour comprendre le rôle des gradients d'ordres supérieurs sur la restauration de la condition de 
stabilité matérielle dans le régime radoucissant, considérons le cas simple d'une configuration 
unidimensionnelle (Vardoulakis, 1994): 
 

.....
; γνγε ∇=→∇=→ ccijkij                        (5.69) 

.
;

.)0(.)0(.
mmijkij →→τσ                                             (5.70) 

G
h

GCGGC pP
ijkl

Pep
ijkl +

=→−→
1

1;                   (5.71) 

.
2

..)0(.
;)( clGmGG pp =−= γτ                      (5.72) 

 
où G est le module de cisaillement élastique et h hs= −  < 0  (0 < hs  << 1) est un module de 
radoucissement adimensionnel. Dans ce cas, le travail d'ordre 2 se réduit à : 
 

))((
1

2
.

2
2.

2 γγ ∇+
+

=∆ lh
h

Gw                       (5.73) 

 
A l'intérieur de la bande de cisaillement, le comportement radoucissant du matériau rend le 

terme  h γ
. 2

  négatif alors que le terme supplémentaire en gradient de déformation  l 2 2( )
.

∇γ   
est toujours positif. Localement, en fonction du module de radoucissement h, la somme de ces 
deux termes peut devenir négative. Cependant, sous certaines restrictions, l'unicité globale 
peut être restaurée comme on le montre ci-dessous. 
Considérons un système d'axes respectivement parallèle et normal à la bande de cisaillement. 
Soit 2dB l'épaisseur de la bande. Les frontières de la bande de cisaillement (y = ± dB ) séparent 
un domaine extérieur élastique (E) de la zone de localisation plastique (P)  (figure 5.6.1). 
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Figure 5.6.1 : Configuration de la bande de cisaillement. (D'après Vardoulakis et Sulem, 1995). 
 
 

Soit ξ = y
l

 la coordonnée adimensionnelle perpendiculaire à l'axe de la bande. Le travail 

global d'ordre 2 qui représente l'intégrale sur le volume considéré de ∆ 2 w peut être séparée en 
deux parties, l'une calculée sur le domaine (E) et l'autre sur le domaine (P): 
 

∫∫∫∫ ++++====∆∆∆∆====
V

PE2 IIwdVI                     (5.74) 

Dans la zone élastique, le travail d'ordre 2 est positif de sorte qu'une condition suffisante 
d'unicité globale devient IP > 0 avec : 
 

ξ
ξ
γγ

ξ

ξ

d
d
dh

h
GI

B

B

p ))((
1

2

.
2.
+

+
= ∫

−

 ;    ξ B
Bd
l

=               (5.75) 

 
On montre par l'analyse de bandes de cisaillement que la solution du taux de déformation a un 
terme dominant de la forme: 
 

γ γ ξ
. .

cos( )≈ 0 q    ;    q
B

= π
ξ2

                  (5.76) 

 
La positivité de l'intégrale IP devient: 
 
I G h qP s B≈ − +γ ξ0

2 2( )   > 0 ⇒ hs  < hs max                  (5.77) 

h l
ds

B
max ( )= π

2
2                  (5.78) 

 
On obtient donc une valeur maximale pour le module de radoucissement. La condition 
globale de régularité est donc restaurée si l'épaisseur de la bande de cisaillement reste 
inférieure à une valeur maximale : 
 

2d
h

lB
s

max =
π .             (5.79) 

 
 
L'épaisseur de la bande de cisaillement est une grandeur physique directement observable et 

mesurable expérimentalement. La condition  h l
ds

B
max ( )= π

2
2   signifie donc que l'introduction 

des termes de gradients dans l'expression du travail d'ordre 2 régularise le problème 
mathématique du radoucissement hs dans la mesure où le module de radoucissement et la 
longueur matérielle introduite l sont tels que :  
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h h l
ds s

B

p max ( )= π
2

2                   (5.80) 

 
En conclusion, nous avons présenté ici un exemple d'application de la théorie des milieux 
continus généralisés à des matériaux à microstructure. Cette approche permet d'étendre le 
domaine de validité de la représentation continue d'un milieu discontinu en captant quelques 
traits dominants de l'influence du comportement micromécanique sur l'évolution 
macroscopique du solide considéré. Ces milieux continus généralisés contiennent dans la 
formulation des relations de comportement une ou plusieurs longueurs internes reliées à la 
géométrie de la microstructure. L'existence d'une longueur caractéristique interne permet 
d'évaluer l'étendue de la zone de localisation et de tenir compte des effets d'échelle dans les 
phénomènes de rupture (Muhlhaus et Vardoulakis, 1987; Vardoulakis et Sulem, 1995). 
L'évaluation expérimentale de ces longueurs internes est un problème central. La mesure de 
l'épaisseur de la zone de localisation, la mise en évidence d'un effet d'échelle dans la réponse 
d'un échantillon à une sollicitation donnée apportent quelques réponses à cette question 
(Lakes, 1995; Sulem et Vardoulakis, 1998). Par ailleurs, ces modèles permettent de 
régulariser les équations mathématiques qui gouvernent l'évolution d'un solide présentant un 
comportement radoucissant et conduisent à des calculs numériques robustes. 
 
V.6.3/ ANALYSE DE BANDE DE CISAILLEMENT 
 
Nous allons citer ici l'analyse de bande de cisaillement effectuée par Vardoulakis et Sulem 
(1995). Considérons les équations différentielles qui gouvernent l'équilibre continu d'une 
configuration donnée C d'un corps de sol : 
 

∂ σ ∂ σ1 11 2 21 0
. .

+ =                (5.81) 

∂ σ ∂ σ1 12 2 22 0
. .

+ =  
 
On suppose qu'à C, les champs de contrainte initiale et le paramètre d'écrouissage varie 
lentement dans l'espace. En conséquence, les composantes des tenseurs de rigidité  Lep

αβγδ   et  
Lp
αβγδ   peuvent être considérées comme constantes. Par commodité, les équations sont écrites 

dans le système de coordonnées des axes principaux du tenseur de contrainte dans C. Sous 
conditions de chargement, on obtient les équations constitutives suivantes : 
 

σ ε ε ε ε
. . . . .

11 1111 11 1122 22 11
2

11 12
2

22= + − ∇ − ∇L L M Mu u                    (5.82) 

σ ε ε ε ε
. . . . .

22 2211 11 2222 22 21
2

11 22
2

22= + − ∇ − ∇L L M Mu u  

σ σ ε
. . .

12 21 122= = G  
 
 
où  Lijkl

u   sont les composantes du tenseur de rigidité du solide de "limite supérieure" et 
 
M l G k k h11

2 1 1= + + ∗( )( ) /µ β                   (5.83) 
M l G k k h12

2 1 1= + − ∗( )( ) /µ β  
M l G k k h21

2 1 1= − + ∗( )( ) /µ β  
M l G k k h22

2 1 1= − − ∗( )( ) /µ β  
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L'introduction de ces expressions dans les équations d'équilibre résulte en un système 
d'équations différentielles partielles pour les composantes de vitesse  vi  : 
 
M v M v L v G v L G v11

2
11
2

1 12
2

21
2

2 1111 11
2

1 22
2

1 1122 12
2

2 0∇ + ∇ − − − + =( ) ( ) ( )∂ ∂ ∂ ∂ ∂           (5.84) 
 
M v M v L G v G v L v21

2
12
2

1 22
2

22
2

2 2211 12
2

1 11
2

2 2222 22
2

2 0∇ + ∇ − + − − =( ) ( ) ( )∂ ∂ ∂ ∂ ∂  
 
 
Ces équations différentielles partielles constituent une perturbation singulière des équations 
classiques, dans le sens où elles se réduisent aux équations classiques si la longueur matérielle 
l est autorisée à aller à zéro. 
Si on veut déterminer si les bandes de cisaillement existent ou non, on doit étudier l'équilibre 
d'un coté à l'autre de deux plans adjacents, à une distance 2dB  qui correspond aux limites de 
la bande de cisaillement. Avec l'hypothèse que  l/dB = 0(1), les dérivées de plus grand ordre 
deviennent essentielles. L'épaisseur de bande de cisaillement 2dB est appelée alors une 
longueur interne du problème. Le système de coordonnées (x1 , x2) est choisi de tel façon que 
l'axe x1 coïncide avec la contrainte principale mineure σ1  dans C. Supposons que la bande de 
cisaillement forme un angle θ  avec l'axe x1  (figure 5.6.2). Un nouveau système de 
coordonnées (x, y) = (n2x1 + n1x2  , -n1x1 + n2x2) est introduit avec ses axes parallèle et normal 
à la bande de cisaillement, où (n1 ,n2 ) = (-sinθ, cosθ) est le vecteur unitaire qui est normal à 
l'axe de la bande de cisaillement. En supposant que toutes les propriétés de champ reliées à la 
bande de cisaillement formée ne dépend pas de la coordonnée longitudinale x et en notant 
( ) ' /. = ∂ ∂y , les équations ci-dessous se réduisent au système d'équations différentielles : 
 
 
M n v M n n v v v11 1

2
1

4
12 1 2 2

4
11 1 12 2 0( ) ( ) ,, ,,+ − − =Γ Γ                   (5.85) 

 
M n n v M n v v v21 1 2 1

4
22 2

2
2
4

21 1 22 2 0( ) ( ) ,, ,,+ − − =Γ Γ  
 
 
où  Γαβ   est le tenseur acoustique 2D : 
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Figure 5.6.2 : Echantillon avec bande de cisaillement. (D'après Vardoulakis et Sulem, 1995). 
 
 
En cherchant des solutions périodiques, on a : 
 
v c Qyα α= sin( )          (5.87) 
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et le système suivant : 
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Pour des solutions non-triviales, l'équation matricielle résulte dans la condition suivante pour 
l'épaisseur de bande de cisaillement  : 
 
 2d QB = π /        (5.90) 
 
( ) ( , ) / ( , )Ql a n n a n n2

1 1 2 0 1 2= −                 (5.91) 
 
où    a1 = det( )Γαβ                                   (5.92) 
 

a R n R R n n R n R M l0 11 22 1
2

21 12 12 21 1 2 22 11 2
2 2= − + + =Γ Γ Γ Γ( ) ; /αβ αβ              (5.93) 

 
 
Il est important de noter que  a1 = det( )Γαβ  est une forme quadratique dans l'orientation  nα   
et que la condition  det ( )Γαβ  = 0  coïncide avec la condition de bifurcation classique 
 
L n G L L L L L L n n L n1111 1

4
1111 2222 1122 2211 1122 2211 1

2
2
2

2222 2
41 0+ − − − + =(( / )( ) )            (5.94) 

 
Avant la bifurcation classique et pour tout nα  , a1 (n1 , n2 ) > 0, alors que a1 < 0 pour tout état 
passé le point de bifurcation critique classique. Par ailleurs, a0  est toujours positif a0 > 0, ce 
qui veut dire que le système d'équations différentielles partielles est toujours elliptique, à 
l'opposé du système classique d'équations qui change du type elliptique au type hyperbolique 
au point de bifurcation classique. 
Vardoulakis et Sulem (1995) ont conclu et ce sont des résultats qualitatifs bien établis     
(figure 5.6.3) : 
(a) qu'avant le point de bifurcation classique, il n'y a pas de solution réelle pour l'épaisseur de 
bande de cisaillement. 
(b) qu'au point de bifurcation classique, l'épaisseur de bande de cisaillement est infinie en 
comparaison avec la longueur matérielle l , décroissant rapidement dans le régime post-
bifurcation. La déformation localise rapidement dans le régime post-bifurcation. 
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Figure 5.6.3 : Evolution de l'épaisseur de bande de cisaillement dans le régime post-bifurcation. 
(a) 2R = d50% , (b) 2R = 2d50% . 
 
 
Afin de fournir une estimation du longueur matérielle l , Vardoulakis et Sulem (1995) ont 
analysé des résultats expérimentaux d'un test biaxial réalisé sur un sable finement grenu 
d'Oestershelde. La bifurcation se produit à une déformation de cisaillement plastique critique 
de  γ B

P ≈ 2 7. %  avec  φB = 43.4° ,  ψB = 16°  et l'inclinaison correspondante de la bande de 
cisaillement  θB = 59.2° 
Les radiographies aux rayons X des échantillons du sable d'Oestershelde considéré révèlent 
que l'épaisseur de bande est d'environ 18.5  fois le diamètre moyen de grain d50%. 
Selon la figure ci-dessus, la longueur matérielle lc est telle que  l Rc = / 8   soit  l dc ≈ 50 4% / . 
 
 
 
V.6.4/ PRESENTATION DES RESULTATS 
 
q est considéré constant avant le pic d'angle de frottement mobilisé ϕm puis décroît avec gp. 
Cette évolution dans le régime post-pic du paramètre q décrit le caractère cinématique du 
radoucissement. En se basant sur les six mesures radiales, on doit évaluer pour chaque test 
pour les données post-pic la limite d'homogénéité du test. On évalue alors le paramètre q dans 
le régime radoucissant avant ces points limites. Dans les essais que nous avons réalisés, le 
seuil de localisation se situe avant le pic, le paramètre q reste difficile à évaluer.          
Oulahna (1996) a interpolé son évolution comme suit : 
 
q = q0   pour p

p
p gg ≤≤≤≤≤≤≤≤ 0                              (5.95) 

 
2pic

p
p

q0 )gg(Cqq −−−−−−−−====  pour p
p

p gg ≥≥≥≥  
 
d'où  dq = 2Cq (gp- pic

pg )  module tangent de radoucissement 
 
Soit D50  la taille moyenne des grains. Sa valeur a déjà été évaluée de façon très précise à 
partir des observations des microphotographies réalisées au MEB. 
D50 = 0,21 mm correspond à la taille d'un grain. 
Soit 2dB l'épaisseur de bande. 
 

Le taux de radoucissement  hq = 
pgd

dq
 est évalué pour les différentes pressions de 

confinement. 
 
 
numéro de 
l'essai 

pression de 
confinement (MPa) 

 
ξ 

 
d 

 
2dB  (mm) 

 
2dB / D50 

 
hq 

K17 7 0,33 (d=f) 0,9 1,17 5,57 -6640 
K48 14 0,335 0,85 0,8 3,81 -6650 
K62 28 0,42 0,55 0,66 3,14 -6640 
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K99 42 1 0 0,53 2,52 -6630 
 
 

On arrive donc à la conclusion que la valeur 
pgd

dq
 , déterminée pour une valeur donnée de 

l'épaisseur de bande, est indépendante de la pression de confinement. Elle est de l'ordre de 

hq = 
pgd

dq
 = -6640   (figure 5.6.4). 

 
 
 
 
 
 
 

Figure 5.6.4 : Tracé de 
50

B
D
d2

  en fonction de hq = pdg
dq

 pour les différentes pressions de confinement. 

 
 
Soit lc  la longueur interne. On a la relation suivante entre la longueur interne et l'épaisseur de 
la bande : 
 

l
d d

qc
B B

R

= =∗

2 2
λ π.

            (5.96) 

 

Si on fixe 
dq

d pγ
= −6640 , on a alors : 

 
 
pression de 
confinement (MPa) 

 
πqR 

 
2dB (mm) 

 
lc  (mm) 

7 26,55 1,17 0,0440 
14 21,6 0,8 0,0370 
28 17,85 0,66 0,0369 
42 14,2 0,53 0,0373 
 
 
Ce qui montre bien que lc est indépendant de la pression de confinement. 
Par ailleurs, la longueur interne est un multiple de la taille des grains (Vardoulakis et Sulem, 

1995) : )828.28
6

D
82

D
l 5050
c ≈≈≈≈≈≈≈≈==== (     

 
 
 
comme D50 = 0,21 mm, on a donc lc = 0,037 mm. 
On retrouve donc à partir de cette équation la valeur de la longueur interne. 
Si on considère maintenant cette valeur de la longueur interne lc = 0,037 mm et si dq est fixé à 
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la valeur dq = -6640, alors sachant que  l
d
qc

B

R

=
2
π.

, on a à partir des valeurs de lc et de πqR une 

estimation de 2dB = lc × πqR 
 
 
 
pression de 
confinement (MPa) 

 
πqR 

 
lc (mm) 

 
2dB calculée 

 
2dB expérimentale 

7 26,55 0,037 0,982 1,17 
14 21,6 0,037 0,799 0,8 
28 17,85 0,037 0,66 0,66 
42 14,2 0,037 0,525 0,53 
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L’enjeu de ce travail était l’étude du phénomène de radoucissement d’une roche à partir de 
l’observation des modes de localisation des déformations. Il a comporté une partie 
expérimentale importante qui a permis de caractériser à la fois le comportement pré-
localisation et la formation des bandes de cisaillement. Il a également comporté une partie de 
modélisation contenant l’étalonnage d’un modèle de comportement pour le grès de 
Fontainebleau à partir des essais triaxiaux réalisés et la proposition d’une méthode 
d’évaluation indirecte du comportement radoucissant par l’analyse de la formation des bandes 
de cisaillement. 
Au cours de l'étude expérimentale, nous avons mis l'accent sur l'importance de bien 
caractériser physiquement la roche testée, au niveau de sa composition minéralogique, 
chimique et cristallographique, au niveau de sa porosité, de son pic de résistance apparent et 
de la mesure de la vitesse du son. Nous avons montré que les éprouvettes de roche 
nécessitaient une préparation minutieuse, tant au niveau du prélèvement en carrière de la 
roche mère qu'au niveau du carottage, de la rectification et du collage des jauges. La question 
du choix du type de plateaux de chargement nous a amené à étudier concrètement l'effet d'une 
rotule ainsi que l'intérêt d'utiliser une base à bille roulante. On a mis en évidence le 
pivotement de la rotule qui permet d'assurer une meilleure horizontalité du plan de contact. 
Par ailleurs, il est important d'optimiser les conditions d'essais pour assurer la meilleure 
homogénéité possible des déformations dans la phase pré-localisation pour un bon étalonnage 
des lois de comportement dans la phase de déformation homogène et pour une évaluation 
précise et correcte des caractéristiques des bandes de localisation (orientations et épaisseurs de 
bandes) dans la phase post-localisation.  
L'étude présentée met en évidence l'influence de la géométrie de l'échantillon (élancement) et 
des conditions à l'interface entre le roche et les plateaux de chargement (frettage ou 
lubrification des extrémités). Dans un essai où l'échantillon est directement en contact avec les 
plateaux de la presse, le frottement qui se développe à l'interface entre la roche et les plateaux 
induit dès le début du chargement un état de contraintes et de déformations inhomogènes. 
Différentes techniques expérimentales existent et sont utilisées dans le but de minimiser ce 
frottement à l'interface. Ces techniques d'anti-frettage ont été présentées. Leurs avantages et 
leurs inconvénients ont été discutés dans le but de les comparer et de choisir la technique à la 
fois la plus simple et la plus efficace. Cette technique est sans aucun doute la lubrification de 
l'interface roche-plateau. Elle a été étudiée expérimentalement et validée à partir d'une série 
d'essais réalisés en compression simple et triaxiale. Les essais réalisés en conditions frettées et 
lubrifiées ont été systématiquement comparés. On a mis ainsi en évidence que le frettage à 
l'interface a une influence notable sur le coefficient de Poisson apparent. On montre que la 
lubrification de l'échantillon permet à ce dernier de se déformer librement dans la direction 
radiale. On montre également que le frettage à l'interface a une influence sensible sur le mode 
de rupture et cela tant en compression simple qu'en compression triaxiale. Suivant l'intensité 
du frottement à l'interface, on met en évidence une prédominance d'un mode de rupture donné 
ou même une combinaison de plusieurs modes de ruptures. La pression de confinement joue 
également un rôle important au niveau du mode de rupture de la roche, mais même pour un 
confinement important, on constate un effet sensible du frottement à l'interface. Jusque dans la 
gamme ductile de la roche, pour de fortes pressions de confinement, où l'on utilise le terme 
d'"écoulement uniforme" pour décrire le mode de rupture de la roche, on observe une mise en 
tonneau des échantillons traduisant l'effet du frettage à l'interface. On montre également que le 
frettage à l'interface tend à surestimer le pic de résistance autant pour l'essai de compression 
simple que pour l'essai triaxial.  
Il est important de noter que deux inconvénients majeurs sont reprochés à la technique de 
lubrification. D'une part, la pénétration du lubrifiant à l'intérieur de la roche qui fragilise cette 
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dernière et d'autre part l'extrusion du lubrifiant, qui à l'effet inverse du frottement, induit des 
forces de tractions au niveau de l'interface roche-plateaux. La rupture par intrusion est évitée 
en utilisant une protection imperméabilisante. Le choix de cette protection a fait l'objet d'une 
série d'essais avec une gamme très large de matériaux diverses. Le choix finalement s'est porté 
sur une protection en latex. La rupture par extrusion n'a pas été observée (sauf pour le cas 
d'une protection en téflon). En étudiant en détail les différents phénomènes qui peuvent 
induire une rupture en clivage axial (dont la rupture par extrusion et le rupture par intrusion), 
on a montré clairement que la rupture en clivage axial observé en compression simple est bien 
une rupture en extension et représente le mode de rupture intrinsèque de la roche en 
compression simple. 
Par ailleurs, l'effet de la géométrie de l'échantillon testé a été étudié, que ce soit l'effet de 
l'élancement, l'effet de la forme ou l'effet de taille (effet d'échelle). On montre clairement à 
partir d'une analyse bibliographique détaillée et à partir de nos propres essais que l'élancement 
et la forme de l'échantillon ont peu d’influence sur les résultats expérimentaux si les 
conditions d'essais sont anti-frettées. Ces résultats expérimentaux représentent bien le 
comportement mécanique intrinsèque de la roche testée, indépendamment de la forme et de 
l'élancement de l'échantillon testé. Les essais réalisés peuvent être alors considérés comme des 
"tests élémentaires représentatifs". En revanche, dans le cas où le frottement à l'interface n'est 
pas contrôlé, on a une dispersion importante si on fait varier la forme ou l'élancement de 
l'échantillon testé. Les résultats obtenus sont influencés par ce frettage à l'interface et ne 
représentent nullement le comportement réel de la roche. Cette conclusion concernant le rôle 
sensible du frottement à l'interface est moins évidente pour la question de l'effet de taille (effet 
d'échelle). En effet, des paramètres autres que le frottement à l'interface peuvent également 
intervenir comme l’hétérogénéité des roches, le caractère aléatoire de la direction, du nombre 
et de la taille des discontinuités présentes dans la roche. La théorie de Weibull ainsi qu'un 
grand nombre de résultats expérimentaux sont présentés afin d'apporter une base de discussion 
au problème capital de l'effet d'échelle. La question reste ouverte. Concernant l'élancement de 
l'échantillon, son influence se manifeste par une sensibilité plus marquée au frottement 
résiduel à l'interface et à la qualité de la rectification de l'échantillon pour un élancement plus 
faible. Elle se manifeste aussi par une sensibilité au flambement plus importante dans le cas 
d'un échantillon plus élancé. Finalement, les conditions de réalisation des essais de 
compression triaxiale sont nettement améliorées par l'utilisation d'une lubrification efficace de 
l'interface et d'un élancement de 1,5. 
Par ailleurs, l'effet de la présence d'un fluide interstitiel a été étudié. A partir d'une analyse 
bibliographique détaillée, l'applicabilité ainsi que les limites de la loi de contrainte effective 
de Terzaghi ont été discutées. On montre que le concept de pression effective est valide à 
condition que l'espace poreux de la roche est connecté, que le taux de déformation ou de 
chargement est plus faible qu'une valeur critique, que le fluide interstitiel est inerte 
relativement aux constituants minéraux de la roche. Un mode opératoire détaillé a été proposé 
pour la réalisation expérimentale des essais en conditions drainées et non drainées. Une 
modification de la cellule de type Hoek est également proposée dans le but de réaliser ce type 
d'essais. Il est important de noter que le test non-drainé a été beaucoup moins pratiqué que le 
test drainé. Pourtant, c’est un test qui est mécaniquement beaucoup plus intéressant que le test 
drainé. Il serait intéressant dans l’avenir de poursuivre l’étude que nous avons mené pour ce 
type de test. 
En comparant les mesures de déformations globale et locale à partir des résultats de la 
littérature et à partir de nos propres résultats, on constate que les mesures globales de 
déformation axiale sous-estiment la rigidité vraie de l'échantillon. Les différentes sources 
d'erreurs de mesures des déformations et de la force ont été systématiquement relevées et 
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détaillées. Elles correspondent à la souplesse de la cellule, à la souplesse du système de 
chargement axial, à l'alignement incorrect entre le plateau et l'échantillon, à la non-uniformité 
des champs de déformations et de contraintes de l'échantillon, à la déformation de l'interface 
roche-plateaux, à la déformation de la membrane. 
Les techniques existantes de correction de ces erreurs de mesures ont été présentées et une 
technique de correction a été développée. Des essais de compression simple et triaxiale ont été 
réalisés sur des échantillons de roche, sur les poussoirs de la cellule triaxiale et sur un bloc 
d'acier sous différentes conditions limites (frettées et lubrifiées). Ces essais ont permis 
d'évaluer quantitativement et de façon précise les corrections correspondant aux différentes 
sources d'erreurs. Ces corrections ont été ensuite appliquées aux mesures globales de 
déplacement entre plateaux correspondant aux essais de compression simple et triaxiale 
réalisés sous différentes conditions limites (frettées et lubrifiées). Pour tous les essais et pour 
toutes les pressions de confinement, les mesures globales corrigées sont superposées aux 
mesures locales données par les jauges de déformations et correspondant au comportement 
réel de la roche, validant ainsi la technique de correction développée. 
Par ailleurs, les phases de fissuration dans les échantillons de grès de Fontainebleau ont été 
étudiées. Différentes techniques ont été utilisées afin d'évaluer précisément le seuil de 
microfissuration, le seuil de dilatance et le seuil de localisation. Les résultats obtenus à partir 
de ces différentes techniques ainsi que les résultats collectés dans la littérature ont été ensuite 
comparés et analysés. Dans les essais triaxiaux que nous avons réalisés, le seuil de localisation 
des déformations se situe juste avant le pic mais à un niveau de contrainte axiale toujours 
supérieur à 90 % du pic de résistance. Ce résultat est en accord avec ceux présentés dans la 
littérature. On montre également que le problème du frettage à l'interface conduit à une 
localisation plus précoce. Ce résultat est également en accord avec la littérature. Le seuil de 
microfissuration, quant à lui, varie en moyenne autour de 45 % du pic de résistance. Les 
résultats obtenus dans la littérature situe le seuil de microfissuration entre 30 et 60 % du pic. 
Nous avons également obtenu que le seuil de dilatance se situe entre 65 et 75 %. Le seuil de 
dilatance se situe donc après le seuil de microfissuration et correspond au point de la courbe 
contrainte-déformation où la microfissuration commence à dominer le comportement 
macroscopique du matériau. 
Nous avons également discuté le problème du contrôle expérimental de la phase post-pic. 
Pour le choix d'un paramètre d'asservissement de la presse, nous avons défini un critère de 
stabilité que ce paramètre doit vérifier. Différents paramètres d’asservissement ont été testés :  
la force, le déplacement du vérin, le déplacement entre plateaux, la déformation mesurée par 
une jauge, la déformation globale quasi-locale, la déformation radiale et le déplacement 
corrigé. Pour chacun de ces paramètres, des conditions ont été obtenues pour que le critère 
soit vérifié. Ces conditions ont été comparées et les paramètres permettant un contrôle 
efficace de la presse ont été mis en évidence. Nous avons également étudié la stabilité du 
contrôle à partir de considérations énergétiques. 
L’observation microscopique des bandes de cisaillement a permis d’évaluer précisément leur 
orientation et leur épaisseur. Les obstacles expérimentaux pouvant empêcher l’évaluation des 
caractéristiques de bandes de cisaillement ont été systématiquement relevés et des solutions 
concrètes ont été proposées. Ces techniques expérimentales sont décrites en détail dans le 
rapport. Un grand nombre de microphotographies obtenues à partir d’un microscope 
électronique à balayage (MEB) et à partir d’une loupe binoculaire a permis d’évaluer 
précisément l’épaisseur de la bande de cisaillement. On observe que l’épaisseur de la bande a 
tendance à diminuer quand on augmente la pression de confinement. Des photographies 
d’échantillons à plus grande échelle ont permis d’estimer l’orientation des bandes de 
cisaillement. On observe également une tendance pour l’angle d’orientation de la bande par 
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rapport à la contrainte principale mineure à diminuer quand la valeur de la pression de 
confinement augmente. De plus, nous avons introduit la notion de porosité linéaire et nous 
avons développé une technique qui permet le calcul de cette porosité sur n’importe quelle 
microphotographie, dans n’importe quelle région de cette microphotographie et pour 
n’importe quel matériau observé. On montre que la porosité linéaire telle que nous l’avons 
défini et telle que nous la calculons est identique à la porosité volumique qui est calculée de 
façon classique ainsi qu’à la porosité surfacique qui est calculée à partir de logiciels de 
traitements d’images. Notons que le calcul de la porosité linéaire se fait manuellement. Cette 
technique nous a permis d’obtenir avec une très grande précision la taille moyenne des grains 
de quartz constituant le grès de Fontainebleau. Elle est de 0,21 mm. Une fois cette technique 
validée, elle a été appliquée au calcul de la porosité à l’intérieur de la bande de cisaillement et 
à son voisinage et cela pour des essais réalisés à différentes pressions de confinement. Le 
phénomène de contractance ou de dilatance de la bande a été discuté en détail à partir de nos 
propres observations et à partir des résultats de la littérature. On observe un phénomène de 
dilatance à l’intérieur et à proximité de la bande pour les échantillons testés sous faibles 
pressions de confinement. On observe un phénomène de dilatance à proximité de la bande et 
un phénomène de contractance à l’intérieur de la bande pour les essais réalisés à fortes 
pressions de confinement. Pour de grandes pressions de confinement, la microfissuration est 
intense. Les grains de quartz se trouvant à l’intérieur de la bande sont complètement broyés 
entraînant la formation d’une poudre blanche de très faible porosité. Cette réduction de la 
porosité entraîne un changement de la perméabilité du matériau et fait que la bande de 
cisaillement peut être une barrière naturelle aux écoulements de fluides. Enfin, nous avons 
développé une technique d’observation au microscope utilisant un ruban adhésif comme 
support. Cette technique est décrite en détail dans le rapport. L’avantage de cette technique est 
que les microphotographies gardent un relief alors que dans la méthode classique 
d’imprégnation avec de la résine et de coupe plane de l’échantillon, on obtient des images 
bidimensionnelles sans aucun relief. Nous avons enfin réalisé à partir des microphotographies 
au MEB une étude détaillée sur la taille des grains à l'intérieur de la bande de cisaillement. 
Une courbe granulométrique à l'intérieur de la bande de cisaillement est obtenue pour les 
différentes pressions de confinement testées. 
Par ailleurs, nous présentons un modèle constitutif capable de décrire le comportement d’un 
grès (grès de Fontainebleau). Des caractéristiques importantes du comportement du grès, 
telles que la dépendance en pression, la dilatance, le caractère frottant et cohésif, le 
comportement radoucissant et durcissant ont été introduits dans ce modèle. Le caractère 
frottant et cohésif des roches granulaires est modélisé dans le cadre de la théorie de 
l’élastoplasticité. La calibration du modèle est basée sur l’évaluation des propriétés 
élastoplastiques de la roche. Ces propriétés sont évaluées à partir des données expérimentales. 
L’évaluation du module élastique à partir des cycles charge-décharge des essais triaxiaux 
montre que ce paramètre n’est pas constant. On observe à la fois un durcissement du matériau 
(le module élastique croît avec les contraintes) et un endommagement du matériau. 
L’endommagement du matériau fait diminuer le module d’Young lorsque les déformations 
plastiques augmentent et fait augmenter le coefficient de Poisson. En fait, la déformation 
élastique des grès est caractérisée par l’action simultanée de deux effets compétitifs: d’une 
part, le durcissement du matériau dû à la fermeture des microfissures préexistantes et d’autre 
part l’endommagement du matériau correspondant à une nouvelle dégradation de l’élasticité 
durant le chargement, dû à la génération de nouvelles microfissures. Ce phénomène peut être 
décrit mathématiquement en introduisant une déformation plastique comme une variable 
interne supplémentaire dans la fonction d’énergie libre. gp est une mesure macroscopique du 
glissement plastique qui se produit aux limites de grains et le long des microfissures. gp est 
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une bonne mesure de l’endommagement interne. Ce phénomène d’interaction entre deux 
effets compétitifs a été pris en compte pour une évaluation appropriée des propriétés 
élastiques. Les propriétés élastiques du grès ont été étudiées dans le cadre d'un modèle 
hyperélastique non-linéaire (dépendant de la contrainte), avec endommagement isotrope 
tenant compte de l'influence de l'état des contraintes (durcissement) et de l'intensité du 
déviateur de déformation plastique (endommagement) sur les paramètres élastiques. 
Par ailleurs, nous avons présenté un profil général de la théorie de l’écoulement plastique pour 
les roches en mettant l’accent sur les modèles classiques de Mohr-Coulomb et Drücker-
Prager. On interprète les déformations irréversibles toujours présentes dans le comportement 
des roches, même si leurs quantités diffèrent de roche à roche, suivant un modèle basé sur la 
théorie des déformations inélastiques ou plastiques (Kachanov, 1975). L’intensité du 
déviateur des déformations plastiques est une mesure macroscopique du glissement plastique 
qui se produit à travers les microfissures et les interfaces des grains. Passé l’état d’écoulement 
initial, le frottement est mobilisé en tant que fonction du déviateur des déformations 
plastiques et atteint la saturation au pic. Par ailleurs, en cours de déformation, de nouvelles 
microfissures peuvent apparaître. On a donc calé sur les données expérimentales un modèle de 
plasticité avec durcissement en frottement et radoucissement en cohésion. L’analyse de 
l’évolution des angles de frottement et de dilatance, avec l’augmentation des déformations 
plastiques, montre une dépendance en pression du grès de Fontainebleau. Le comportement 
plastique du grès a été développé à partir du critère de Mohr-Coulomb et du potentiel de 
Drucker-Prager non-linéaires, tenant compte de la dépendance en pression des paramètres 
plastiques (angle de frottement) de la roche, du caractère écrouissable et radoucissant du 
matériau, de la phase contractante-dilatante du comportement volumique. 
Le modèle constitutif hyperélastique avec endommagement isotrope et critère de plasticité non 
linéaire (modèle complet) a été étalonné sur les données expérimentales (essais de 
compression uniaxiale et triaxiale) puis validé par simulation des courbes contraintes-
déformations. La simulation des courbes expérimentales d'effort-déformations à partir du 
modèle a donné des résultats satisfaisants sur toute la gamme des pressions de confinement 
étudiée. 
Par ailleurs, le modèle constitutif pour le grès est utilisé pour l’analyse de la bande de 
cisaillement. On a montré l’influence importante du coefficient de dilatance et du coefficient 
de non-coaxialité sur l’angle d’orientation de la bande de cisaillement et sur l’état d’initiation 
des déformations plastiques au point de localisation. Une détermination du paramètre de 
dilatance à partir des mesures de déformations axiales et radiales des échantillons tend à 
surestimer celui-ci. On a montré que l’analyse des bandes de cisaillement permettait une 
détermination plus réaliste de la dilatance. Enfin, à partir d’une approche par la théorie du 
second gradient, on a établit une relation entre le module de radoucissement et l’épaisseur de 
la bande de cisaillement. Cette démarche nous a permis de caractériser le radoucissement 
intrinsèque du matériau. Un paramètre central de tout modèle continu généralisé est la 
longueur interne qui est introduite. Celle-ci est évaluée par des considérations 
microstructurales à partir de la taille des grains. La démarche que nous avons suivie peut être 
appliquée inversement à la détermination de cette longueur interne à partir de l’épaisseur des 
bandes de cisaillement si le module de radoucissement est connu. 
Notre travail ouvre la perspective d’un prolongement par l’étude de l’influence du couplage 
hydromécanique sur les phénomènes de localisation et de rupture. En particulier, l’évolution 
de la fracturation et de la porosité de la roche à l’intérieur de la bande ont une influence 
majeure sur les écoulements fluides. Ces prolongements ont des applications pour l’étude des 
systèmes de failles sous sollicitations sismiques et du comportement des bassins pétrolifères 
en cours de production. 
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A.1/ PRINCIPAUX COMPOSANTS D’UN SYSTEME D’ESSAI TYPIQUE 
 
 
utilisateur               ordinateur              contrôleur                       système:                     
                               micro PC                 numérique                 bâti de charge             éprouvette                         
                                                                                             groupe hydraulique 
 
                                               pod 
 
 
Les principaux composants d’un système d’essai typique sont: 
• Ordinateur micro PC: 
L’ordinateur contient une interface permettant le dialogue entre l’utilisateur et le système par 
l’intermédiaire du contrôleur numérique. Il contient également les logiciels du système et 
charge le code du programme dans le contrôleur numérique. L’environnement d’exploitation 
est Windows et Dos-OS/2. 
• Contrôleur numérique: 
Il représente l’interface entre l’utilisateur et le système. Il se charge de l’asservissement du 
système en envoyant des signaux de commande au bâti de charge. 
• Bâti de charge: 
Il convertit les signaux de commande provenant du contrôleur numérique en sollicitations 
mécaniques exercées sur l’éprouvette. 
• Groupe hydraulique: 
Il fournit la pression nécessaire pour effectuer les essais. 
• Pod (positionning device) appelé également Luc (unité de commande du bâti de charge: 

load unit control) ou encore Bloc (boîtier local de commande du bâti de charge). 
Cette commande manuelle permet à l’opérateur de piloter l’hydraulique directement à partir 
du bâti de charge. Le boîtier est constitué d’un module principal et d’au maximum 4 modules 
de canaux de pilotage. 
 
 
Figure : Photographies du PC, de l’écran et du POD. 
 
∗ Les éléments de commande et d’affinage du module principal: 
- Affichage à cristaux liquides 
- Bouton d’arrêt: coupe la pression hydraulique, interrompt l’essai , fait tourner dans le sens 
de l’aiguille d’une montre pour débloquer et revenir au fonctionnement normal. 
- Touches de commandes d’essai: arrêt (stop), pause (hold), marche / reprise (run / resume) 
- Sécurité: coupe la pression du groupe hydraulique, lorsqu’un certain état de marche se 
produit. Lorsqu’une sécurité est inactive, il faut toujours remédier à sa cause, appuyer alors 
sur la touche « reset » (remise à zéro) pour annuler la sécurité et éteindre la lampe témoin qui 
s’est allumée. On établit alors la pression hydraulique. 
- Groupe hydraulique (hydraulic power supply: hps) 
Arrêt: coupe la pression du groupe hydraulique. 
Basse pression: fait passer en mode pression basse, valeur typique 2 MPa.  
Haute pression: fait passer en mode haute pression, valeur typique 21 MPa.  
∗ Les modules de canaux de pilotage: 
chaque vérin du système dispose de son propre module de canal de pilotage sur le pod. 
- Touches de commande de l’isolateur hydraulique, du distributeur hydraulique (hydraulic 
service manifold: hsm). elles commandent la pression hydraulique à la sortie de l’isolateur 
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hydraulique. 
Arrêt: coupe la pression du groupe hydraulique 
Basse pression: commute l’hydraulique en basse pression 
Haute pression: commute l’hydraulique en haute pression 21 MPa. 
- Commande locale 
bouton rotatif. Pour une rotation trigonométrique, la tige du vérin sort. 
 
A.2/ PREREGLAGES AU NIVEAU DU LOGICIEL TESTSTAR 
 
A.2.1/ « MODIFIER  » « SIGNAUX D’ENTREE » 
 
• « Signal d’entrée »: 
Le canal d’entrée fournit le signal de retour d’un capteur (raccordé à Teststar) au contrôleur 
numérique. 
• « Place »: 
Places 1-6: voies internes réservées aux conditionneurs. 
Places 7-14: voies externes: 8 entrées analogiques. 
Les numéros de signaux d’entrée externes dans Teststar correspondant aux places 7-14 sont 
notés 1-6 ou J77 J78. 
• « Type de signal »:  
Chaque type de capteur requiert un amplificateur précis fournissant le signal d’excitation en 
fonction de la grandeur mesurée. Le signal de sortie d’un capteur de force par exemple est 
proportionnel à l’intensité de la force mesurée. La polarité de la sortie indiquant le sens de la 
force (traction, compression). Par convention de signe, la force et le déplacement en 
compression sont négatifs. L’amplificateur de mesure reçoit le signal de retour du capteur et 
le prépare pour l’utilisation dans la boucle d’asservissement. Pour le déplacement du vérin, on 
a un capteur de déplacement linéaire LVDT, le type d’amplificateur de mesure avec lequel 
fonctionne ce capteur est un « AC » (courant alternatif). Pour la force, on a un capteur de 
charge, de type « CC » (courant continu) ou « DC » (courant direct). Pour le déplacement 
entre plateaux, on a capteur de déplacement linéaire LVDT, le type est « externe » car le 
signal de sortie de capteur n’est pas amplifié par un amplificateur de mesure « CA » ou 
« CC » mais par un système externe.  
 
• « Offset »: 
D’abord fixé à « 0 » Volt, il sera ensuite réglé grâce à la fonction auto-zéro dans « régler » 
« signaux d’entrée ». La tension offset (en volts) définit un signal offset électrique qui est 
appliqué à l’entrée du capteur. Le signal d’un capteur calibré à partir d’un amplificateur 
externe peut se trouver modifié à cause de la longueur/résistivité d’un câble ou de facteurs 
extérieurs. 
On surveille le signal nul de l’amplificateur externe à l’aide de la valeur de sortie du capteur . 
La valeur de sortie du capteur devrait être nulle, sinon on configure l’amplificateur externe 
afin d’obtenir un signal de sortie nul. 
La tension offset permet de changer le « 0 » en imposant le zéro à la valeur non nulle 
permettant d’initialiser les valeurs d’entrée. La valeur standard pour le signal offset est 0. Le 
réglage offset sur 0 fait que le signal se rapporte à une valeur de référence de zéro volt. 
• « Gamme du capteur »: 
La gamme de mesure du capteur est l’échelle de valeur dans laquelle la sortie du capteur doit 
être. L’étendue de la gamme est la plage totale allant de (-) la gamme à (+) la gamme. Les 
capteurs injectent dans le système Teststar un signal d’entrée de ± 10 V amplifié. La gamme 
d’un capteur est donc son échelle, sa correspondance par rapport à 10 V. Comme pour le 
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déplacement entre plateaux, on a un module (Tesa) qui fonctionne de 0 à 2V, si on veut alors 
une gamme de 1 mm de déplacement entre plateaux pour ces 2V, il faut entrer la valeur 5 
mm. On aura alors dans le pod la valeur réelle affichée. Les données de l’acquisition sont 
affichées en volts, on doit les traiter pour les avoir en grandeurs physiques (le mm ou le KN). 
Pour les capteurs de vérin et de la force, on définit la gamme de travail appropriée pour 
obtenir un signal maximum de sortie de capteur pendant l’essai. Plus la gamme est petite, plus 
la résolution du signal est meilleure. Dans de nombreux cas, il n’est pas nécessaire d’utiliser 
l’intégralité de la gamme de mesure maximale du capteur, on peut travailler avec d’autres 
gammes englobant seulement une partie de l’échelle complète du capteur, de l’étendue 
maximale du capteur. 
Les gammes proposées qui ont été étalonnées pour le capteur de déplacement du vérin: 100, 
50, 20 et 10 mm. On choisit 100 mm même si on peut travailler avec une gamme plus réduite. 
On a alors une échelle, une correspondance facile à utiliser 10 mm ↔ 1 volt. Pour le vérin, sa 
course est de 150 mm soit ± 75 mm, +75 mm dans le cas d’un vérin rentré, 0 si le vérin est 
remonté à moitié, -75 dans le cas d’un vérin remonté totalement. En choisissant une gamme 
de capteur de 100 mm, on a une étendue de gamme de capteur de 200 mm, ce qui est 
supérieur à la course de 150 mm du vérin. 
Les gammes proposées qui ont été étalonnées pour le capteur de force: 500, 200 et 100 KN. 
Vue la résistance estimée de la roche étudiée, la gamme idéale est de 500 KN. 
 
A.2.2/ « MODIFIER » « SIGNAUX DE SORTIE » 
 
• « Signal de sortie »: 
Tous les signaux de retour de capteur et tous les signaux du contrôleur numérique peuvent 
être appliqués à un afficheur (oscillo, voltmètre, enregistreur de données xy (table traçante)) 
par l’intermédiaire d’un canal de sortie. Un canal de sortie est un signal disponible au dos du 
contrôleur numérique à des fins d’affichage. Un canal de sortie est le signal d’un canal 
d’entrée qui est mis à disposition pour l’option « sortie lecture ». On a donc le choix pour le 
signal de la « sortie lecture » parmi les signaux d’entrée. 
• « Sortie lecture »:  
La sortie lecture est raccordée au connecteur correspondant se trouvant au dos du contrôleur 
numérique. Elle permet d’attribuer un signal d’affichage à chaque canal de sortie, c’est à dire 
d’étalonner le signal de sortie pour une utilisation avec un appareil externe (oscillo, voltmètre, 
enregistreur de données xy (table traçante)). Pour le déplacement entre plateaux par exemple, 
le signal de sortie est branché sur un oscilloscope extérieur. 
• « Gain »:  

Gain =
volts) (en  souhaité sortiede signal

physique) unité en (indiquéecapteur  du sortie  

Le gain comme la gamme donne la correspondance entre l’unité de la grandeur physique et le 
volt, son unité est donc « grandeur physique / volt ». Pour une gamme de 500 KN, la presse 
fonctionne de 0 à 500 KN et de 0 à 10 V. Comme la tension maximale du logiciel RTM 3500 
est de 2V, il faut que la lecture du signal de sortie de force ait au maximum cette tension. On 
choisit donc un gain pour la lecture de ce signal de 250 KN/V. Il faut souligner ici que ce 
n’est pas la gamme du capteur de force, il s’agit ici juste d’une lecture. 
Pour le déplacement entre plateaux, le signal de sortie va vers un oscilloscope extérieur 
branché de 0 à 10V. Chacun des deux capteurs mesure le déplacement du plateau et a un gain 
de 1 mm / V. Pour un déplacement entre plateaux de 1 mm, la somme des déplacements des 
deux capteurs est 2 mm et la sortie correspondant à une tension de 2 volts obtenue par le 
sommateur est de 1mm pour 2V, soit 0,5mm / V. 



Chapitre VII                                                                                                                                                                                    Annexes 497

• « Offset »: 
Des commentaires sur l’offset sont donnés dans « modifier » « signaux d’entrée ». 
 
A.2.3/ « MODIFIER » « CANAUX DE PILOTAGE » 
  
• « Choix canal de pilotage 1 »: 
Ce réglage est important s’il existe plusieurs vérins. 
La station Teststar est un système d’asservissement en boucle fermée de MTS pour essais 
matériaux. Un canal de pilotage dirige un axe du mouvement du vérin et cela en fournissant 
les signaux nécessaires au pilotage de la boucle d’asservissement, c’est à dire en fournissant 
le signal de commande. On sélectionne le signal de retour d’un capteur pour le choix d’un 
mode d’asservissement ou de pilotage avec lequel le canal de pilotage doit travailler. On peut 
choisir un capteur de signal d’entrée quelconque comme signal d’asservissement. Ce signal de 
commande et ce signal de retour sont donc comparés dans la boucle d’asservissement Tout 
écart provoque un signal d’erreur faisant que la canal de pilotage continue le déplacement du 
vérin dans le sens permettant de compenser cette erreur. Quand le signal de commande et le 
signal de retour sont identiques, le signal d’erreur est égal à zéro et le mouvement s’arrête. 
• « Choix du mode de pilotage »:  
On doit régler tous les modes qu’on compte utiliser que ce soit avec le Pod, avec Testware SX 
ou avec Function Generator. Pour chaque mode de pilotage choisi attribué au canal 
d’asservissement, on règle dans le groupe  « définition du mode de pilotage » les 
caractéristiques de ce mode: 
Lenght A SG, Lenght A pod, Force A SG, Force A pod, Lenght / Force A pod, Strain A SG, 
Strain A pod, Lenght B SG ou (LVDT SG) Lenght B pod.  
« Lenght » correspond à un contrôle en déplacement. « Force » correspond à un contrôle en 
force. 
« A » correspond à un contrôle avec un capteur interne (force ou déplacement du vérin). « B » 
correspond à un contrôle avec un capteur externe (déplacement entre plateaux). « SG » 
correspond à un contrôle avec un générateur de segment en mode automatique. « Pod » 
correspond à un contrôle en mode manuel. « Lenght / force » correspond à un contrôle avec le 
déplacement du vérin puis dès le contact avec l’échantillon à un contrôle en force. 
Les deux modes qui nous intéressent sont « Lenght B SG » (mode de pilotage 8) et « force A 
SG » (mode de pilotage 3). Il faut donc procéder à leur réglage. 
 
• « Nom du mode dans « définition du mode de pilotage » »:  
Le nom du mode s’inscrit automatiquement quand on a sélectionné le numéro du mode de 
pilotage. 
• « Définition du mode PIDF »:  
Ce sont des commentaires qui expliquent les termes « Lenght B SG » ou « Force A SG ». Si 
on choisit dans la source de commande « générateur de segment », le signal de commande 
provient alors du générateur de segment qui se charge de l’asservissement du système. Si on 
choisit dans la source de commande « commande de position du vérin », le signal provient du 
pod. Si on choisit dans le signal de retour « déplacement plateau », ca correspond alors à 
« Lenght B », si on choisit « force », ca correspond à « Force A », si on choisit « déplacement 
vérin », ca correspond à « Lenght A ». 
 
A.2.4/ « MODIFIER »  « ACTIONS DES DETECTEURS » 
 
• « Détecteurs »:  
Il existe plusieurs sortes de détecteurs: 
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Les détecteurs de limites du signal de sortie du capteur (se référer à « régler »  « signaux 
d’entrée »). 
Les détecteurs d’erreur entre le signal de commande et le signal de retour (se référer à 
« régler » « détecteurs d’erreur »). 
Les détecteurs de seuil ou de non-atteinte d’amplitude (se référer à « régler » « détecteurs de 
seuil »). 
• « Actions »: 
Si ces détecteurs sont déclenchés, ils indiquent l’action prévue en cas de dépassement d’une 
limite. 
Il existe: 
Arrêt hydraulique: coupe la pression hydraulique, interrompt l’essai. 
Indication: message indiqué mais poursuite de l’essai 
Sécurité: voir bouton allumé ou éteint du pod 
Inactive: rend le détecteur inopérant 
• « Choix d’action »:  
On choisit une action dont la caractéristique est automatiquement inscrite dans « type 
d’action ». 
 
A.2.5/ « MODIFIER » « AFFICHAGE DE BLOC » 
 
« Bloc »: c’est le pod 
« Choix d’affichage »: c’est une mémorisation du type d’affichage choisi 
« Colonne de droite »: éléments choisis directement affichés sur le pod 
« Colonne de gauche »: éléments disponibles. 
 
A.2.6/ « MODIFIER » « AFFICHAGE DES DONNEES » 
 
• « Signal »:  
Dans le groupe « définition affichage », on indique le nom de signal de capteur sélectionné 
pour être visualisé dans la fenêtre « afficher » « affichage de données ». On a une liste de 10 
canaux d’entrée (signaux de capteurs). Les canaux sont visualisés aussi directement sur le 
pod. 
 
 
• « Type »:  
Dans le groupe « définition affichage », on a le choix parmi 4 types d’affichage (données / 
temps, pic / vallée, étendue / moyenne, maximum / minimum. 
 
Figure : Mise en évidence des différents modes d’affichage. 
 
- « Données / temps »:  
« Données / temps » (données relatives au temps) affiche, indique en continu l’amplitude ou 
les données d’un ou deux canaux d’entrée (signaux des capteurs). Les données sont 
actualisées, affichées, rafraîchies toutes les secondes. Ces deux signaux apparaissent dans les 
2 champs d’affichage « signal ». Ce mode permet l’affichage statique (pas dans le sens que la 
force est constante mais qu’il n’y a pas de cycles comme par exemple pour un signal 
sinusoïdal). Il est utilisé quand le vérin est statique ou s’il est piloté manuellement avec le 
pod. Cet affichage étant basé sur le temps il ne répond pas réellement quand le vérin se 
déplace lors de l’essai. Ce mode est généralement employé lors de la mise en place de 
l’éprouvette 



Chapitre VII                                                                                                                                                                                    Annexes 499

- « Pic / vallée »: 
« Pic / vallée » correspond aux valeurs de crête supérieure et inférieure. Les valeurs 
maximales et minimales du canal d’entrée sélectionné sont actualisées et affichées lors de 
chaque cycle d’un essai dynamique. Ces valeurs maximales et minimales apparaissent dans 
les deux champs d’affichage « signal » (pic: champ supérieur, vallée: champ inférieur). Ce 
mode permet d’afficher le pic le plus positif (le moins négatif) et la vallée la plus négative (la 
moins positive) du canal sélectionné pour chaque cycle de l’essai. Ce mode est généralement 
employé pour réajuster l’amplitude de la force au cours d’un essai. La force étant affichée, on 
peut contrôler que le niveau final désiré a bien été atteint. 
- « Etendue / moyenne »: 
L’étendue (pic / vallée) et la moyenne d’un canal d’entrée sélectionné sont actualisés et 
affichés lors de chaque cycle d’un essai dynamique. L’étendue apparaît dans le champ 
d’affichage supérieur, la moyenne dans le champ inférieur. Avant que l’étendue et la moyenne 
puissent être calculés, il faut qu’un pic ou une vallée aient été mesurés. Ce mode est utilisé 
pour le réglage du générateur de segment. 
Etendue = amplitude maximale - amplitude minimale 
Moyenne = étendue / 2. 
- « Max / min »:  
Les valeurs maximale et minimale du canal d’entrée sélectionné enregistrées au cours de tout 
un essai sont affichées. La valeur maximale apparaît dans le champ d’affichage supérieur, la 
valeur minimale dans le champ minimale. Ce mode permet de surveiller l’intégralité du test, il 
est généralement employé pour l’optimisation du système. Il permet de contrôler si le système 
a atteint les valeurs finales désirées ou non. 
 
A.2.7/ « MODIFIER » « OSCILLOSCOPE » 
 
• « Oscilloscope digital »:  
C’est une fonction oscilloscope pilotée par le logiciel. 
• « Choix oscilloscope »: 
Un seul oscilloscope est disponible. 
• « Trace »:  
On sélectionne le type de trace: unique ou continu. 
• « Base de temps »: 
On doit spécifier la base de temps de l’oscillo digital, le temps dont le signal a besoin pour 
balayer une fois l’écran. Si on a sélectionné « trace continu », dès que la valeur de la base de 
temps choisie est dépassée, l’écran de l’oscilloscope est initialisé. Si on sélectionne « trace 
unique », dès que la valeur de la base de temps choisie est dépassée, l’oscilloscope ne 
fonctionne plus, s’arrête. On choisira une base de temps élevée, par exemple une heure. 
• « Actualisation »: 
C’est l’incrément de temps pour régénérer l’affichage, c’est à dire pour que l’écran délivre 
une nouvelle image. 
• « Canal x, y1 , y2 »:  
L’oscilloscope permet de surveiller le tracé d’un signal précis, affiche la représentation 
graphique de deux canaux d’entrée (y est tracé en fonction de x). Chaque signal peut être 
représenté avec une couleur différente. 
y1 et y2 indiquent les valeurs min et max de chaque canal d’entrée pour l’échelonnage de 
l’affichage de l’oscilloscope digital, l’axe des x indique en général le temps. 
On peut sélectionner un canal d’entrée pour l’axe des x uniquement si un seul canal a été 
défini (y1 en fonction de x). Par exemple, « x » correspond au déplacement entre plateaux et 
« y1 » correspond à la force. 
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Si l’on veut profiter des deux possibilités, il faut définir le canal x comme étant le canal de 
temps. 
Il est important de noter que lors de la réactualisation de l’affichage de l’oscilloscope, toutes 
les autres fenêtres Teststar doivent être désactivées, inactives, car l’oscillo digital nécessite 
toutes les ressources du processeur. 
Par ailleurs, tout changement très rapide d’une variable peut provoquer un déplacement 
suffisamment brusque du vérin entraînant ainsi la détérioration de l’éprouvette ou de 
l’installation. Si on modifie de manière importante la valeur d’une variable (par exemple en 
déplaçant la coulisse d’un extrême à l’autre) pendant la période de réactualisation de 
l’affichage de l’oscillo, le système ne réagira apparemment pas, mais réagira violemment une 
fois que l’oscillo digital aura achevé cette opération. 
 
 
 
 
A.2.8/ « MODIFIER » « BARRE D’OUTILS » 
 
On a au niveau de la colonne gauche les fenêtres disponibles et au niveau de la colonne droite 
les fenêtres choisies. Les fenêtres choisies ont une icône directement affichée dans la fenêtre 
Teststar. 
 
A.2.9/ « REGLER » « SIGNAUX D’ENTREE » 
 
• « Signal d’entrée »:  
Le canal d’entrée fournit le signal de retour d’un capteur raccordé à Teststar au contrôleur 
numérique. 
• « Choix du signal »:  
On choisit les données parmi les noms des signaux d’entrée. 
• « Limites supérieures et inférieures »: 
Il s’agit d’un détecteur de limites de signal de sortie du capteur. Ce capteur correspond au 
canal d’entrée choisi dans « choix signal ». Ces limites sont réglables dans la plage totale et la 
capacité du capteur. On prend des limites supérieures et inférieures de détection coïncidant 
avec la gamme maximale respective de chaque capteur, pour être sûr de ne pas le détériorer en 
dépassant sa capacité. Quand le signal dépasse par excès l’une de ces limites, le contrôleur 
numérique déclenche l’action choisie. Remarquons que dans un essai en asservissement de 
déplacement, un dépassement de limite dans le canal d’entrée de force peut arrêter l’essai. 
• « Débloqué / bloqué »:  
Il sert à débloquer et à bloquer la fonction auto-zéro du capteur sélectionné. 
• « Auto-zéro »:  
Pour l’étalonnage d’un capteur de déplacement du vérin par exemple, il faut amener la tige du 
vérin à la position médiane pour avoir au niveau du signal de sortie une tension de « 0V ». En 
fait, la fonction auto-zéro évite de se préoccuper de la hauteur actuelle de la sortie du capteur, 
on ne se préoccupe pas de la compensation à zéro mécanique du capteur, l’électronique du 
système ajuste la sortie du capteur à zéro de façon automatique en générant un signal 
électrique. On procède automatiquement avec la fonction auto-zéro à l’initialisation des 
capteurs, c’est à dire à la compensation, à la mise à zéro de tous les signaux de sortie des 
capteurs. On règle automatiquement le canal d’asservissement sur zéro pour fixer la position 
momentanée du vérin sur un zéro de référence et cela même si la tige du piston du vérin ne se 
trouve pas en position moyenne sur le pod, s’affiche alors la valeur initialisée à zéro du 
déplacement vérin. 
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Le champ « offset » indique la valeur du signal d’offset (en pourcentage par rapport à la 
gamme du capteur). Cette valeur d’offset correspondant au pourcentage de l’échelle de la 
gamme s’affiche automatiquement. En appuyant sur auto-zéro, Teststar calcule lui-même la 
valeur d’offset idéale. 
Par exemple pour un capteur de déplacement du vérin de 200 mm de course et donc d’une 
grande gamme de mesure ± 100 mm, le signal de sortie est de 0V lorsque le capteur vérin est 
en position médiane, c’est à dire au milieu de la course. Il est de 10 V (respectivement -10V) 
quand la tige du vérin est rentrée (respectivement sortie), c’est à dire en position -100 mm 
(respectivement +100 mm). En compression, le signal de sortie est entre -10V et 0V. Si par 
exemple, on met la position -100 mm de la tige à « 0V », la position +100 mm correspond à 
un déplacement de vérin de 200 mm dans le sens de compression (-10 V). 
Il faut remarquer ici que si un capteur est actif dans la boucle d’asservissement, la fonction 
auto-zéro ne peut pas être utilisée. Ici, c’est le cas pour le déplacement entre plateaux, on 
compense manuellement le capteur de déplacement entre plateaux avec le bouton rotatif car 
tant que la pression hydraulique est en circuit, on ne peut pas procéder à la compensation avec 
auto-zéro du capteur activé dans la boucle d’asservissement, dans le mode de pilotage. 
Notons que pour la force, le zéro de référence au début de l’essai est fixé à 1 KN.  
Pour le cas d’un essai cyclique en compression simple, les décharges sont effectuées jusqu’à 
cette valeur 1 KN. La valeur 0 KN n’est pas acceptée dans « Testware SX » comme zéro de 
référence. D’ailleurs, il n’y a pas forcément de contact avec le plateau à cette valeur. 
 
• « Réglage gamme défilement » (-100 % ≤  valeur ≤ +100 %): 
C’est une frontière que l’on impose pour le pourcentage d’offset. Si on prend la valeur 
maximale égale à 50 par exemple, le pourcentage d’offset ne pourra pas dépasser cette valeur. 
Notre choix est de garder la frontière à -100% et +100%. 
• « Calibration shunt »:  
Cette étape concerne uniquement les capteurs travaillant avec des amplificateurs de mesure 
CC (capteurs de force et de déformation) car l’étalonnage du shunt sert à contrôler la 
précision de la boucle CC d’un amplificateur de mesure. Il faut que la sortie du capteur ait été 
préalablement compensée sur zéro. Il faut remarquer que l’étalonnage du shunt ne compense 
aucune variation à longue échéance touchant à la sensibilité d’un capteur.  
On procède au contrôle de l’étalonnage du shunt correspondant en sélectionnant « pos » ou 
« neg ». On sélectionne « pos » (positif), on clique ensuite sur « shuntcal », apparaît une 
fenêtre « valeur shuntcal » et « référence shuntcal ».  
« Référence shuntcal » affiche la valeur de référence qui a été fixée lors de l’étalonnage du 
shunt et du capteur pour une gamme précise, cette valeur représente l’étalonnage positif ou 
négatif qui a été réglé. Cette valeur de référence est en général de l’ordre de 80 % de l’échelle 
totale.  
« Valeur shuntcal » affiche la valeur obtenue avec l’étalonnage du shunt, on va contrôler en 
comparant la tension d’étalonnage du shunt avec la tension de référence d’étalonnage du 
shunt: « valeur shuntcal » - « référence shuntcal » . 
Si cette différence est inférieure à 0.01 V, l’étalonnage du capteur est correct. Si elle est 
supérieure à 0.15 V, il faudra réétalonner de nouveau le capteur (programme « étalonnage 
capteur »). Si elle est supérieure à 0.01 V et inférieure à 0.15 V, on doit rectifier, ajuster la 
tension d’alimentation (programme « étalonnage capteurs »). Refaire l’opération pour nég 
(négatif). 
 
A.2.10/ « REGLER » « DETECTEURS D’ERREURS » 
 
Cette commande optionnelle n’est pas utilisée. 
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• « Détecteurs d’erreurs »  
Le détecteur d’erreur surveille les modifications du comportement de l’échantillon pendant 
l’essai, il surveille l’écart entre le signal de commande et le signal de retour du mode de 
pilotage PIDF correspondant au détecteur d’erreur. La différence constitue le signal d’erreur 
dans la boucle d’asservissement qui est utilisée pour le pilotage de la servovalve. Le détecteur 
d’erreur surveille le signal d’entrée appliqué sur l’éprouvette et mesure l’amplitude du signal 
d’erreur. Cette amplitude indique la précision avec laquelle la trace de retour suit la trace de 
commande. 
• « Actions max et min »:  
Quand une éprouvette se rapproche de la rupture, l’erreur augmente, le détecteur d’erreur 
prévient que l’éprouvette ne peut plus résister à cette sollicitation ou interrompt l’essai quand 
l’erreur spécifiée est atteinte, le contrôleur numérique exécute l’action sélectionnée. 
• « Mode de pilotage »:  
Pour un essai à asservissement choisi, c’est seulement le canal d’entrée correspondant qui est 
surveillé par le détecteur. Si dans un essai le mode de pilotage change, le détecteur d’erreur 
changera automatiquement de mode et les mêmes actions seront valables. Le détecteur 
d’erreur n’agit que pour le mode de pilotage activé du système. 
• « Limites du détecteur d’erreurs »:  
On va indiquer la limite maximale pour l’action maximale et minimale pour l’action 
minimale. Lors d’essais de fréquence basse, le niveau d’erreur est généralement bas, le tracé 
de retour et celui de commande sont proches, le détecteur d’erreurs est réglé sur une valeur 
faible (figure a). 
Lors d’essais de fréquence haute, le niveau d’erreur est élevé en raison du décalage de phase 
du signal de retour, le détecteur est réglé sur une valeur élevée (figure b). 
Figure : Niveau d’erreur suivant la fréquence de l’essai. 
  
Il n’existe aucune formule permettant de déterminer le réglage optimum du détecteur d’erreur 
pour l’essai. On lance l’essai et on observe le signal d’erreur, on règle alors les limites. On 
peut observer le signal d’erreur en ouvrant la fenêtre «  modifier affichage de données » et 
obtenir l’affichage du canal d’asservissement servant au pilotage de l’essai. Les détecteurs 
d’erreur sont particulièrement utiles dans le cas d’essais de fatigue sur de éprouvettes rigides. 
On règle le détecteur d’erreur sur une valeur se trouvant immédiatement avant la valeur de 
rupture escomptée de l’éprouvette afin de pouvoir être prévenu par le détecteur d’erreur avant 
la rupture ou même d’arrêter l’essai. Par exemple, pour un essai de fatigue avec 
asservissement de la force, l’amplitude (crête à crête) du signal d’erreur augmente avec la 
rupture progressive de l’éprouvette. Si on veut utiliser deux détecteurs de limites, l’action 2 
ou maximale correspondant à la limite maximale doit être réglée sur « arrêt hydraulique » et 
l’autre dite 1 ou minimale sur « indications ». Le circuit de détection d’erreur mesure la valeur 
absolue du signal d’erreur.  
 
Figure : α correspond au signal d’erreur mesuré au début de l’essai, β,γ correspondent à l’erreur déclenchant 
respectivement l’action 1 et 2. 
 
On règle aussi les détecteurs de limites qui présentent l’avantage sur les détecteurs d’erreur de 
faciliter le réglage précis du niveau d’erreur. 
 
A.2.11/ « REGLER » « DETECTEURS DE SEUIL » 
 
Cette commande optionnelle n’est pas utilisée. 
• « Détecteur de seuil » ou « détecteur de limites par défaut » ou « détecteur de non-atteinte 
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d’amplitude »:  
Le détecteur de seuil est utilisé lors d’essais dynamiques. Il veille à ce que le signal de retour 
d’un canal d’entrée (signal de sortie de capteur) varie par rapport à sa plage normale. 
« Signaux d’entrée »:  
Un seul capteur (canal d’entrée) est sélectionné (on a le choix entre le déplacement du vérin, 
la force et le déplacement entre plateaux). Cela ne doit pas être absolument le capteur qui est 
activé dans la boucle d’asservissement. Le détecteur surveille le canal d’entrée. 
« Max et min »:  
Les deux valeurs seuil minimale et maximale forment ensemble une gamme que le signal de 
sortie doit atteindre lors d’un cycle. Quand une valeur seuil n’est pas atteinte, le contrôleur 
numérique déclenche l’action. Le signal de retour doit dépasser la valeur seuil avant 
d’atteindre la moyenne, sinon l’action choisie en cas de non-atteinte de la valeur seuil se 
déclenche. Ces valeurs sont spécifiées de telle sorte qu’elles entraînent l’arrêt de l’essai quand 
une éprouvette se rompt, ou quand la rupture est imminente, ou quand un pilotage insuffisant 
de la boucle d’asservissement est détecté (ce qui se traduit par la non-atteinte des valeurs de 
crête). 
 
Figure : Valeurs seuil minimale et maximale. 
 
« Sensibilité »:  
C’est une valeur correspondant au seuil auquel le signal doit changer pour détecter un pic ou 
une vallée. C’est le seuil au niveau duquel un pic ou une vallée est détecté, c’est le 
changement minimum que l’on obtient après une inversion de signal qui est reconnu comme 
tel, le réglage de cette sensibilité permet de spécifier quelles « petites valeurs » de crêtes 
doivent être ignorées et lesquelles doivent être affichées. Il faut la régler pour deux des modes 
d’affichage pic/vallée et moyenne/étendue. Si le réglage est trop faible, le bruit du signal sera 
incorrectement traité comme un changement valable. Si le réglage est trop faible, le bruit du 
signal sera interprété comme un pic ou une vallée. Si le réglage est trop important, tout petit 
changement même valable ne sera pas détecté. Les petites variations ne seront pas détectées. 
 
A.2.12/ « REGLER » « SERVOVALVE » 
 
Cette commande n’est pas utilisée. 
Seules des personnes très familiarisées sont autorisées à effectuer les procédures mentionnées 
ci-dessous. Les valeurs 0.08789 et 625 sont calées. 
• Quand procéder au réglage de la servovalve ? 
Si au cours d’un essai effectué sur un système correctement optimisé, on constate que les 
amplitudes (pic et vallée) du capteur ne sont pas symétriques. 
• Quand procéder au réglage du dither ? 
Si au cours d’un essai effectué sur un système correctement optimisé, on constate:  
- Un signal de commande sinusoïdal qui est déformé aux niveaux minimum et maximum 
(c’est à dire quand le mouvement du vérin est plus lent). On peut généralement observer cet 
état lors d’un essai effectué à basse fréquence ou à basse amplitude. Cela signifie que 
l’amplitude de vibration est insuffisante. 
- Un bruit désagréable comme un crissement d’ongles sur un tableau noir. Cela signifie que 
l’amplitude de vibration est trop importante. 
• Avant de procéder aux réglages (s’ils sont nécessaires), il faut effectuer certaines tâches: 
- Optimiser le système 
- S’assurer que l’huile hydraulique et la servovalve sont à la température de service. Si une 
éprouvette a été mise en place, la retirer et faire fonctionner le système avec l’asservissement 
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du déplacement pendant au moins 30 minutes en utilisant environ 10 % de l’amplitude 
maximale avec une fréquence d’environ 0,1 Hz. 
- Désactiver l’intégrateur, la pression hydraulique étant hors-circuit, amener la coulisse du 
gain I de la fenêtre PIDF à zéro, changer de mode de pilotage pour s’assurer que la 
compensation sur zéro a eu lieu et puis retourner au mode de pilotage initial. 
• « Réglage de la servovalve (équilib S / valve A) »:  
Cette touche permet de compenser électriquement les petits défauts de la balance de 
servovalve. 
- Aucune éprouvette ne doit être montée. 
- Compensation sur auto-zéro du canal de force 
- Sélection du mode de pilotage « force pod » 
- Surveiller le signal de sortie du capteur de force sur l’écran du pod 
- Mettre la commande locale, le pod en marche « on » 
Si le vérin reste à la position qu’il occupe, le réglage de la servovalve n’est pas nécessaire.  
Si le vérin se déplace, procéder au réglage de la servovalve 
Si le réglage électrique de la servovalve n’est pas possible, effectuer un réglage mécanique 
puis répéter le réglage électrique 
- Déplacer le curseur de réglage de la servovalve de manière à arrêter le mouvement du vérin. 
Effectuer ce réglage avant que le vérin n’ait atteint sa position de déplacement extrême. Dans 
le cas contraire, il faudra repositionner le vérin et reprendre le réglage. 
• « Réglage de l’amplitude de vibration dither »: 
Il permet de régler l’amplitude du signal de vibration dither devant empêcher le frottement du 
piston de la servovalve. Ce signal est particulièrement nécessaire dans le cas d’essais 
statiques, ou à basses fréquences. 
- Aucune éprouvette n’est nécessaire 
- Régler le générateur de segment sur une rampe très lente avec l’asservissement du 
déplacement 
- Régler l’oscilloscope pour surveiller le signal de retour du système 
- Lancer le signal de commande à l’aide du générateur de segment 
Si le signal de retour suit une rampe croissant lentement, il n’est pas nécessaire de procéder au 
réglage de l’amplitude du signal de vibration. Si le signal de retour suit une rampe en forme 
de dents de scie (ce qui signifie que le vérin s’immobilise brièvement avant chaque 
déplacement), il faudra procéder au réglage de l’amplitude du signal de vibration. 
- Augmenter progressivement l’amplitude du signal de vibration jusqu'à obtenir un signal de 
retour croissant lentement. 
« Réglage de la fréquence de vibration dither » permet de régler la fréquence du signal de 
vibration dither. Le choix de cette fréquence dépend également de la fréquence de l’essai. La 
fréquence du signal de vibration typique avec une servovalve 252 est de 500 Hz. 
- Aucune éprouvette n’est nécessaire 
- Régler l’oscilloscope pour surveiller le signal de retour du système, s’assurer qu’un canal de 
sortie a été défini. 
- Lancer le signal de commande et l’aide du générateur de segment. 
Si le signal de retour suit une courbe sinusoïdale évoluant lentement, il n’est pas nécessaire de 
procéder au réglage de la fréquence du signal de vibration. 
Si le signal suit une courbe en forme de dents de scie ou bien s’il n’est pas possible de 
détecter l’amplitude de vibration, il faudra procéder au réglage de la fréquence du signal. 
- Régler la fréquence du signal de vibration jusqu'à obtenir un signal de retour évoluant 
lentement.  
Si le réglage de la fréquence de vibration est trop faible, l’amplitude de vibration pourra être 
détectée. Si le réglage de la fréquence de vibration est trop important, l’effet du signal de 
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vibration sera ignoré (le signal de retour suit une courbe en dents de scie). 
 
A.2.13/ « REGLER » « OPTIMISATION » 
 
Il s'agit d'optimiser le temps de réponse de la boucle fermée. Le temps de réponse du système 
étant le temps qui s'est écoulé entre la détection de l'erreur et la correction de l'erreur. La 
qualité de la régulation dépend du temps de réaction du système. 
Les méthodes d’optimisation ont pour but d’améliorer le mode de réponse, c’est à dire la 
vitesse de réaction de la presse et d’améliorer la stabilité de la boucle d’asservissement et 
donc les performances du système. 
Des études conduites sur le taux de propagation des fissures sur les roches (Bieniawski, 
1968), (cité par Vutukuri, Lama et Saluja, 1974) ont montré que la vitesse de fissuration 
augmente lentement et que ça augmente de presque zéro à quelques centimètres par seconde 
dans la phase initiale. 
Le temps de réponse dans le système servo-contrôlés est d'environ 5 millisecondes et dans 
cette courte période, la fissure s'initie mais ne se propage pas à une distance significative, si le 
signal feed-back approprié est utilisé. En revanche, si le temps de réponse de la presse est 
grand, il se peut que la fissure qui est initiée se propage avant que la pression ne soit réduite. 
L’optimisation du système est nécessaire chaque fois:  
- Que la forme ou le matériau ou les caractéristiques de l’éprouvette changent au cours de 
l’essai 
- Que le système est instable (ce qui se traduit par un bourdonnement, grincement) 
- Que le système réagit lentement ou quand les valeurs finales souhaitées ne sont pas atteintes. 
Toutefois, ceci n’est pas forcément du à un problème d’optimisation, la cause peut être, par 
exemple, une vitesse insuffisante due à une servovalve de faible capacité. 
- Qu’un capteur est modifié en raison de travaux d’entretien ou de son étalonnage. 
 
Chaque mode de pilotage utilise un signal de retour d’un capteur. Il est important de noter que 
chaque mode de pilotage sélectionné pour être utilisé dans la boucle d’asservissement doit 
être optimisé séparément. Quand on sélectionne donc un mode de pilotage, une fenêtre 
d’optimisation apparaît. On doit spécifier le réglage de l’asservissement, chaque mode de 
réglage permettant d’optimiser la réponse de la boucle d’asservissement. Chaque mode de 
pilotage peut appartenir à l’une des deux catégories PIDF ou CLC. 
Nous allons décrire en détail le mode CLC: 
Chaque mode de pilotage CLC (channel limited channel) requiert un canal d’entrée (canal 
maître ou de référence) pour le pilotage de la servovalve et de la boucle d’asservissement et 
un autre canal (canal de limitation) pour restreindre le canal de référence en fournissant une 
valeur limite. Le mode CLC permet d’optimiser la réponse de la boucle d’asservissement avec 
la commande de bâti de charge (pod). Ce mode est utilisé lors de la mise en place et du 
démontage des éprouvettes. C’est aussi une méthode alternative pouvant être employée, par 
exemple, si l’essai doit être effectué en mode d’asservissement de la déformation.  
Référence P, limite P: ces touches permettent de régler le gain proportionnel du canal de 
référence et du canal de limitation. 
Limite supérieure et inférieure: fixe la gamme que le signal de commande ne doit pas 
dépasser. Les valeurs sélectionnées dépendent des propriétés du matériau de l’éprouvette, en 
cliquant sur ces touches, on a une fenêtre de réglage de gamme de défilement de chaque 
touche. 
Exemple: on utilise un capteur de déplacement (LVDT) avec une gamme de ± 3 cm, et un 
capteur de 11 KN dont la polarité entraîne la génération d’un signal positif lors d’une traction. 
Un mode de réglage CLC typique utilise le déplacement comme canal de référence et la force 
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comme canal de limitation. La limite supérieure et inférieure est de 1 KN et -2 KN. La 
commande du bâti est réglée sur le mode de mise en place de l’éprouvette. Quand on actionne 
le bouton rotatif du pod, si on dépasse ces limites en force, il ne se passe plus rien, la valeur 
du déplacement qui a provoqué cette limite est conservée et n’augmente pas. 
 
Nous allons décrire en détail le mode PIDF: 
L’optimisation PIDF est utilisé pour les essais sur éprouvettes de matériaux.  
Les réseaux correcteurs, ou PID (Proportionnel, Intégral, Dérivé) sont des systèmes 
électroniques qui permettent d'amplifier (action proportionnelle) et de corriger le signal en 
fonction de la vitesse de variation de ce signal grâce à des actions Intégrales et Dérivées. Ces 
paramètres sont déterminés empiriquement. Ces corrections sont nécessaires pour que le 
système soit stable et pour tenir compte des différents temps de réponse des éléments qui le 
constituent. Un mauvais réglage de ces actions se traduit par différents symptômes tels qu’un 
écart de position trop élevé, des oscillations après une variation rapide de la consigne ou bien 
encore des oscillations permanentes. Une trop forte réactivité peut engendrer un phénomène 
d'oscillation autour de la consigne, stable ou instable. Chaque voie d'asservissement est 
équipée d'un détecteur de limite. 
En fait, le mode de réponse de la boucle d’asservissement à un tracé de commande est 
fortement influencé par le niveau de gain réglé. Pour chaque type de configuration et d’essai 
prévu, pour chaque mode de contrôle utilisé (force, déplacement entre plateaux, etc...), pour 
chaque type d’installation, c’est à dire pour une capacité de charge du vérin du système, pour 
un type de bâti de charge et enfin pour un type de servovalve donnés, on doit obligatoirement 
chercher les valeurs idéales correspondantes du PIDF.  
Pour cela on doit suivre toutes les étapes de réglage de l’optimisation décrites ci-dessous. 
L’optimisation PIDF est exécutée avec une commande d’optimisation. Une commande 
d’optimisation est un signal de commande cyclique présentant une forme rectangulaire 
typique, une amplitude faible (5 à 10 % de l’amplitude de commande ultérieure en test) et une 
fréquence de 1 à 2 Hz. Un mode de pilotage PIDF reçoit un signal source de commande d’un 
capteur de commande provenant d’un générateur de consigne. On règle donc le générateur de 
consigne sur un signal carré de fréquence environnant 1 à 2 Hz avec une amplitude maximale 
de 5 à 10 % pour activer la boucle d’asservissement. Notons que le générateur de consigne 
choisi est « Function Generator » qui est plus adapté que « Testware SX » pour fournir un 
signal carré. La forme rectangulaire est la plus adaptée car elle exige une réponse maximale 
du système servohydraulique. Ce qui importe dans le signal carré, c’est le saut, le changement 
brusque de l’amplitude et non pas la fréquence. Notons qu’il existe des systèmes auxquels le 
signal d’optimisation rectangulaire ne convient pas. L’amplitude, la fréquence et la courbe du 
signal d’optimisation peuvent être choisies librement en fonction des exigences individuelles 
d’un système d’essais. On lance le signal de commande et on règle le PIDF pour obtenir une 
réponse optimale.  
Remarquons que pour optimiser le comportement du système, il peut être nécessaire de ne pas 
optimiser un comportement de réponse maximal du système pour couvrir les modifications de 
l’échantillon pendant un essai. Un niveau d’erreur élevé signifie que la commande ne s’exerce 
pas intégralement sur l’éprouvette. Un niveau d’optimisation élevé est souhaitable pour 
pouvoir réagir à des modifications très rapides du tracé de commande, il entraîne certes une 
action rapide du système et assure un accord plus précis de la commande et sur retour sur 
l’éprouvette, mais il faut savoir qu’il peut être à l’origine d’une disposition aux oscillations et 
d’une instabilité. Notons que des niveaux d’optimisation plus faibles entraînent des signaux 
d’erreur plus élevés et un décalage de phase plus important entre la commande et le retour. 
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Figure : Signal de commande et signal de retour suivant la valeur du gain P. 
 
Lorsqu’un échantillon se modifie pendant l’essai,, le comportement de réponse du système se 
modifie aussi. Cela peut aussi entraîner une instabilité du système. Il peut arriver que l’on 
doive à nouveau optimiser le système si les propriétés de l’éprouvette changent pendant 
l’essai. Il peut être avantageux d’optimiser à nouveau avec la commande d’essai actuelle 
après l’optimisation provisoire.  
On utilise les types de réglage d’optimisation en les combinant à volonté et de manière 
aléatoire pour optimiser un mode de pilotage PIDF. 
Les quatre types de réglage du gain disponibles sont les gains « P », « I », « D » et « F »: 
 
 
• Gain proportionnel (P): 
Comme le taux du paramètre de contrôle utilisé est en général très faible, on utilise donc la 
procédure de correction typique qui est la correction dite proportionnelle. 
Une correction digitale U(t) est imposée au signal d’entrée U(t), qui est proportionnel à 
l’erreur calculée e(t):   U(t) = ± Kp e(t)  avec  Kp est un facteur de gain adimensionnel.  
Le réglage du gain est l’accord primaire et le plus approximatif, le gain P améliore le mode 
réponse en renforçant l’effet exercé par le signal d’erreur sur la servovalve. Il amplifie le 
signal d’erreur d’un certain facteur (appelé « gain ») pour que la boucle d’asservissement du 
système réponde plus rapidement, réagisse plus rapidement à la commande. Avec une 
augmentation du gain P, le signal d’erreur diminue et le signal de retour suit la commande de 
plus près. Par conséquent, la vitesse de réponse, la vitesse de réaction de la presse augmente.  
Voici quelques exemples de signaux rencontrés lors de l’optimisation. La courbe 
rectangulaire ou carrée indiquée en gris clair ou en pointillé représente le signal de commande 
fourni par le générateur de fonction. 
 
 
Figure : Figure de gauche : Signal de retour inerte. Le système réagit de façon inerte, lente. Le gain est réglé à un 
niveau trop faible et insuffisant. Pour le corriger, il faut l’augmenter. 
Figure au milieu : Signal de retour instable. Le gain P est reglé à un niveau trop élevé. 
Figure à droite : Signal de retour idéal. Le gain P est réglé à un niveau correct et optimal.  
 
Un contrôle proportionnel simple donné par l’expression ci-dessus ne suffit pas toujours et 
peut conduire à des oscillations inacceptables autour du trajet de contrainte désiré. Le système 
présente un comportement instable avec bourdonnements (bruits) et vibrations. On note 
l’oscillation parasite sur les flancs avant et arrière. Il est bien connu (Franklin et al., 1986), 
(cités par Flora et Modoni, 1997) qu’un signal feed-back proportionnel peut mener à un 
contrôle instable quand le facteur de gain Kp ou l’erreur e(t) sont trop grands, c’est à dire 
quand U(t) est trop grand.  
Il y a pour la plupart des systèmes une limite supérieure de l’action feed-back proportionnelle 
pour obtenir une réponse stable, bien amortie. Le gain P est réglé à un niveau trop élevé. Pour 
le corriger, il faut le ramener à une valeur plus faible. On obtient alors un signal de retour 
idéal. 
On réglera P de telle manière qu’il soit suffisamment petit pour qu’il n’y ait pas de vibrations 
et suffisamment grand pour qu’il y ait deux suroscillations. D’abord, on augmente P jusqu’à 
entendre les vibrations, le signal de retour comporte alors plusieurs oscillations. Ensuite, on 
diminue P jusqu'à ramener le signal de retour à 2 petites suroscillations, à 2 pics. A cette 
valeur de P, on a toujours un très bon saut au niveau de l’amplitude du signal et on n’a plus de 
vibrations. On cale donc P à cette valeur.  
Remarquons que le réglage du gain P peut être très différent d’un mode de pilotage à un autre. 
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- Canal de pilotage « force »: 
Lors du réglage, on doit nécessairement mettre en place une éprouvette normale. Si le gain P 
est trop faible ou égal à zéro, le système sera instable. Valeur de départ typique pour le 
réglage du gain P: acier ≈ 1, élastomère ≈ 20 à 30 
- Canal de pilotage « déplacement »: 
Lors du réglage, aucune éprouvette n’est nécessaire. Si le gain P est trop faible ou égal à zéro, 
le vérin ne se déplacera pas. Valeur de départ typique pour le réglage du gain P: ≈ 100.  
- Canal de pilotage « déformation »: 
Lors du réglage, on doit nécessairement mettre en place une éprouvette cassée. Dans le cas 
contraire, le réglage du gain P du système sera trop important avec le changement de 
comportement de l’éprouvette. Si le gain P est trop faible ou égal à zéro, le système sera 
instable. L’instabilité peut entraîner une dérivation provoquant ainsi un gauchissement de 
l’éprouvette. Valeur de départ typique pour le réglage du gain P: ≈ 500 - 30 000. On utilise au 
moins 500 si l’éprouvette est très rigide. Plus la longueur de la mesure est importante, plus le 
réglage du gain doit être réduit. 
 
En fait, une optimisation effectuée uniquement à partir d’un réglage du gain P est insuffisante. 
On doit contrôler le test en agissant sur la servovalve avec un algorithme plus complexe, le dit 
contrôle PID (Proportionnel, Intégral, Dérivé) déjà appliqué par (De Groot et al., 1991), (cités 
par Flora et Modoni, 1997).  
Dans un domaine de temps, le contrôle PID s’exprime comme suit:  

U(t) = Kpe(t) + 
dt

)t(deTKdt)t(e
T
K

DD
I

I ++++∫∫∫∫    

avec U(t) est le signal de contrôle, e(t) l’erreur, Kp , KI , KD les facteurs de gain 
adimensionnels. TI et TD représentent respectivement les intervalles d’intégration et de 
dérivation. Le sens des différents termes est montré dans la figure ci-dessous. 
 
 
Figure : Définition de la correction PIDF. (Flora et Modoni, 1997). 
 
Pour le cas le plus simple d’un intervalle de temps discret ∆t avec Tp = TD = ∆t , le contrôle 
obtenu en utilisant cette expression de U(t) est plus flexible qu’avec l’expression simplifiée 
U(t) = ± Kp e(t). 
Comme le font remarquer (Flora et Modoni, 1997), il est judicieux de commencer d’abord par 
une correction proportionnelle simple (la procédure a déjà été expliquée en détail) et de 
rajouter ensuite la correction « intégrale », puis « dérivée », l’une après l’autre. 
 
• Gain intégral (I) (reset): 
Le gain I améliore la précision lors des essais statiques ou à basse fréquence et assure la 
maintien de la moyenne correcte aux fréquences d’essai élevées. Il décale l’erreur de pilotage 
CLC de la boucle d’asservissement à l’état statique (ce que l’on appelle steady state error / 
erreur de réglage permanente) qui peut par exemple être due à un signal de retour. Avec une 
boucle d’asservissement d’erreur, le signal d’erreur est égal à zéro quand la position souhaitée 
et la position effective du vérin coïncident. Quand le signal d’erreur n’est pas égal à zéro à 
l’état stationnaire, il se forme un signal offset. 
Le signal de compensation de l’intégrale est proportionnel à l’intégrale du signal d’erreur par 
rapport au temps. La partie intégrale a l’avantage de fournir une valeur finie de u(t) même si 
le signal d’erreur courant e(t) est nul, parce que c’est une fonction des valeurs passées de e(t) 
plutôt que de la seule valeur courante. Il n’est plus nécessaire pour e(t) d’être finie pour 
produire une action de contrôle.  
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Ce gain augmente à l’état d’inertie avec la présence d’un signal d’erreur et agit ainsi contre 
tout signal offset. Le gain I varie avec la vitesse du signal de commande et avec le réglage de 
la servovalve. L’expérience a montré que le réglage nécessaire est tout au plus très faible. On 
réglera I à la valeur zéro. 
 
 
Figure : Effet d’un gain I trop élevé. 
 
• Gain différentiel (D) (rate): 
Le gain D améliore la stabilité dynamique de la boucle d’asservissement en cas de réglage 
d’un gain P élevé en lissant les suroscillations du signal du retour et sa disposition aux 
oscillations. Il permet d’obtenir une sensibilité encore plus grande qu’avec le gain P seul. Un 
avantage de la compensation du gain D est qu’elle réagit à la vitesse de croissance du signal 
d’erreur. Cela signifie que le gain D peut fournir un signal de correction efficace avant que 
l’erreur ne devienne trop importante. Le gain D détecte très tôt l’apparition du signal d’erreur, 
augmentant ainsi considérablement la stabilité du système. Le contrôleur « dérivé » augmente 
la stabilité du signal en réduisant la pente de la fonction d’erreur. Il assure une certaine 
atténuation et permet des réglages plus importants du gain P. 
Le signal de retour correspondant à un gain P élevé et à un gain D nul ou faible (overshunt) 
comporte un certain nombre d’oscillations. Le signal de retour pour un gain D important a un 
nombre d’oscillation moins important. Il faut noter qu’un signal de retour pour un gain D trop 
élevé mène à une trop forte atténuation du signal. Le signal de retour pour un gain D optimal 
ne comporte qu’une seule légère suroscillation. On augmentera progressivement et on réglera 
le gain D pour amortir, réduire l’oscillation au niveau du flanc avant et ramener le signal de 
retour à une légère suroscillation. Il ne faut pas essayer d’obtenir un signal carré parfait. En 
effet, tout gain D trop important rendra le système instable. Par ailleurs, (Flora et Modoni, 
1997) font remarquer que le terme « dérivé » seul ne peut pas ramener l’erreur à zéro. 
 
• Gain hautes fréquences (F): 
Le gain améliore la précision du système aux fréquences d’essai élevées. Correctement réglé, 
il aide la boucle d’asservissement à réagir rapidement aux modifications brutales de la 
commande. Il est similaire au réglage de gain D en cela qu’il détecte très tôt toute variation. 
Toutefois, aucune correction active n’a lieu. Il est utilisé de la même façon que le gain D à la 
différence que c’est le signal de commande et non le signal de retour qui est traité. On réglera 
F à la valeur zéro. 
 
Pour les réglages des PIDF, les fenêtres pics / vallées et données / temps seront utiles. 
Pics / vallées est l’indicateur principal permettant de constater si le réglage du gain est correct 
ou non. Les valeurs affichées doivent correspondre à la moitié de l’amplitude du générateur 
de segment. On augmente ou on réduit le gain pour obtenir l’amplitude correcte. Si l’on 
optimise l’asservissement du déplacement par exemple et que l’amplitude (crête à crête) est 

de x mm, pic doit être égal à +
2
x  et vallée à -

2
x . Si ces deux valeurs en absolu ne sont pas 

identiques, il faut procéder au réglage de la servovalve (réglage réservée aux personnes très 
familiarisées). 
Données / temps est utilisé lors de la mise au point, permet de surveiller l’état statique du 
système, c’est à dire la position du vérin et la charge exercée sur l’éprouvette. 
 
Nous présentons ci-dessous quelques exemples de réglage du PIDF donnés par (Flora et 
Modoni, 1997). Leurs résultats montrent que la période de l’oscillation se réduit quand KI 
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augmente, mais au prix d’une grande instabilité. Le contrôleur dérivé aide à réduire cette 
instabilité. 
 
 
 
 
Figure : Application du contrôle proportionnel (a: contrainte déviatorique, b: contrainte radiale. (d’après Flora et 
Modoni, 1997). 
 
 
 
 
 
 
 
Figure : A gauche : exemples de l’influence du terme intégral sur le contrôle proportionnel et intégral de la 
contrainte déviatorique, pour Kp = 1/50. A droite : contrôle PID complet et idéal obtenu avec les facteurs de gain 
suivants: Kp = 1/50, KI = 1/250 et KD = 1/25. (d’après Flora et Modoni, 1997). 
 
 
 



Résumé : Le phénomène de radoucissement d'une roche est étudié à partir de l'observation des modes 
de localisation des déformations. A partir d'essais de compression triaxiale sur un grès de 
Fontainebleau, on caractérise à la fois le comportement pré-localisation et la formation des bandes de 
cisaillement. Les conditions d'essais sont optimisées par un choix adapté de la géométrie de 
l'échantillon (élancement, taille, forme) et des conditions à l'interface roche-plateau. On montre que le 
frettage à l'interface modifie l'allure des courbes contraintes-déformations et affecte le mode de 
rupture. Les caractéristiques de bandes de cisaillement (orientation et épaisseur) sont également 
modifiées par le frettage. Une technique anti-frettage par lubrification de l'interface est utilisée et 
validée. L'effet de la présence d'un fluide interstitiel est étudié. On montre que la loi de contrainte 
effective de Terzaghi est vérifiée dans le cas des essais réalisés en conditions drainées. Les phases de 
fissuration des échantillons correspondant au seuil de microfissuration, au seuil de dilatance et au seuil 
de localisation sont identifiées. Le problème du contrôle expérimental de la phase post-pic est 
également discuté. Les observations de bandes de cisaillement montrent que l'épaisseur et l'angle 
d'orientation de la bande par rapport à la contrainte principale mineure ont tendance à diminuer quand 
on augmente la pression de confinement. La microstructure des bandes est étudiée à partir de 
microphotographies obtenues au microscope électronique à balayage (MEB) et à la loupe binoculaire. 
L'évolution de la porosité et de la granulométrie dans la zone de localisation est quantifiée. Sous faible 
pression de confinement, on observe un phénomène de dilatance à l'intérieur et à proximité de la bande 
caractérisé par une augmentation de la porosité. A forte pression de confinement, on observe un 
phénomène de dilatance à proximité de la bande et de contractance au cœur de la bande caractérisé par 
une intense fragmentation des grains et une réduction importante de la porosité. 
Un modèle de comportement élastoplastique du second-gradient avec écrouissage et radoucissement 
pour le grès de Fontainebleau est développé. La phase d'écrouissage est étalonnée sur la phase pré-
localisation des essais triaxiaux. Le comportement radoucissant est évalué de façon indirecte à partir 
d'une analyse de l'épaisseur des bandes de cisaillement.  
 
Mots-Clés : Grès de Fontainebleau ; essais triaxiaux ; systèmes anti-frettage ; localisation des 
déformations ; fissuration ; loi de comportement ; élastoplasticité ; radoucissement ; second gradient. 
 
Abstract : The softening behaviour of a rock is studied from strain localisation observations. The 
behaviour of Fontainebleau sandstone specimens under triaxial compression tests is characterised in 
the pre-localisation regime and after shear-banding. Tests conditions are optimised by an appropriate 
choice of specimens geometry (slenderness, size, form) and of the conditions at the interface between 
the rock and the loading platen. It is shown that friction at the interface modifies the stress-strain 
curves and affects the failure mode. The shear band characteristics (orientation and thickness) are also 
modified by interface friction. Lubrication of the interface for friction reduction is used and validated. 
The effect of an interstitial fluid is studied. It is shown that the Terzaghi effective stress law is verified 
for drained tests. The various phases of specimen's cracking corresponding to the thresholds of 
microcracking, dilatancy and localisation are identified. The problem of the experimental control of 
the post-peak phase is discussed. The observations of shear bands show that the thickness and the 
angle of orientation of the band with respect to the minor principal stress decrease for increasing 
confinement pressure. The band's microstructure is studied from microphotographs obtained with an 
electron scanning microscope. The evolution of porosity and grain-size inside the localised zone is 
quantified. Under low confinement pressure, we observe a phenomenon of dilatancy inside and near 
the band characterised by an increase of the porosity. At high confinement pressure, we observe a 
phenomenon of dilatancy near the band and a phenomenon of contractancy inside the band 
characterised by a high fragmentation of grains et an important decrease of porosity. 
An second-gradient elastoplastic constitutive model with hardening and softening for Fontainebleau 
sandstone is developed. The hardening phase is calibrated on the pre-localisation phase of the triaxial 
tests. The softening behaviour is evaluated indirectly from the analysis of shear bands thickness. 
 
Keywords : Fontainebleau sandstone; triaxial tests; systems reducing friction; strain localisation; 
cracking; constitutive law; elastoplasticity, softening; second gradient. 


