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X v t î o LAilAtî 

Les massifs rocheux sont des milieux discontinus, hétérogènes et anisotropes. Ces carac­
tères sont liés, d'une part , à la matrice rocheuse et, d'autre part , aux discontinuités de 
tels milieux. Les discontinuités sont de différentes natures et dépendent de l'histoire géolo­
gique du massif et de la pétrographie de la masse rocheuse. Dans une analyse de compor­
tement mécanique, hydraulique ou hydro-mécanique d'un massif rocheux, une importance 
particulière est accordée aux caractérisations de ses discontinuités car elles constituent, 
toujours, des zones de faiblesse du massif. 

L'objectif de ce travail de recherche est de modéliser le comportement hydro-mécanique 
des massifs rocheux fissurés par modification et extension d'un modèle par éléments dis­
crets, BRIG3I). développé au Centre de Géologie de l'Ingénieur par Tahiri [1992a]. 

Le modèle BRIG3D assimile un massif rocheux fissuré à un assemblage de blocs rigides 
qui interagissent au niveau de leurs interfaces, appelées joints. La déformation du massif 
résulte des déformations au niveau des joints définies à l'aide des déplacements des blocs. 
Des lois de comportement normal et tangentiel sont introduites pour évaluer les efforts de 
contact au niveau des joints en fonction de leurs déformations et donc des déplacements 
des blocs. Sous l'effet des sollicitations du massif, chaque bloc, en interaction avec d'autres, 
se déplace vers une position qui assure l'équilibre entre les efforts de contact et les sollici­
tations extérieures auxquelles il est soumis. Ces sollicitations extérieures sont appliquées 
par incrément de chargement. Pour formuler le problème, on s'appuie sur le principe du 
minimum de l'énergie potentielle totale qui permet d'aboutir à un système d'équations 
linéaires dont les inconnues sont les incréments de déplacements. Une procédure itérative 
est utilisée pour rendre compte des non-linéarités géométriques et rhéologiques. 

Tel qu'il a été conçu, le modèle BRIG3D considère qu'un joint suit le déplacement de 
l'une des faces des blocs qui le constituent. Le choix de la face en question dépend de 
la numérotation des blocs. Ce modèle simplifie la distribution des contraintes au niveau 
des joints. En effet, au champ de déformation variable d'un joint est associé un champ 
de contrainte uniforme. Ces hypothèses ont une influence sur le résultat des calculs et 
peuvent empêcher dans certaines situations la convergence vers une solution d'équilibre. 
La révision de ces hypothèses et leurs modifications ont constitué l'objet d'une première 
partie de notre travail de recherche. 

Les modifications apportées au modèle concerne, en particulier, l'introduction d 'une défi­
nition intrinsèque des positions des joints suite aux déplacements des blocs. Il s'agit, éga­
lement, de la nouvelle évaluation des efforts de contact en tenant compte des contraintes 
locales sur les joints. Ce calcul s'appuie sur une formulation de la déformation des joints 
d'une manière globale et non incrémentale. Ceci permet de calculer l'équilibre des blocs 
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indépendamment du pas d'incrémentation choisi. Il permet, également, de tenir compte 
de la rupture en plasticité d'un joint soumis à un mouvement de rotation autour de sa 
normale. 

Nous avons également introduit un modèle décrivant l'écoulement aux interfaces des blocs 
en négligeant, comme dans le cas d'une faible perméabilité de la matrice rocheuse, la cir­
culation de l'eau à travers les blocs. Ce modèle est fondé sur une description plane de la 
circulation de l'eau à travers une fracture avec une conductivité hydraulique constante. 
Nous nous sommes limités, en particulier, au cas d'un écoulement plan permanent, gou­
verné sous ces différentes hypothèses par l'équation de Laplace. Une telle équation est 
résolue au niveau d'une fracture à l'aide d 'une méthode par éléments frontières. Cette 
méthode utilise des fonctions d'interpolation pour ramener les inconnues de l'écoulement 
(charge et flux hydrauliques) aux sommets du contour de la fracture. La conservation 
du débit aux intersections des fractures permet de résoudre l'écoulement au niveau de la 
totalité du réseau en vérifiant les conditions hydrauliques imposées aux limites du réseau. 

Ce modèle a été ensuite couplé avec le logiciel BRIG3D pour tenir compte, d'une part , 
de l'influence du déplacement des blocs, sur la conductivité hydraulique des fractures et, 
d 'autre part, de l'influence des pressions hydrauliques sur le déplacement de blocs. 

Cette nouvelle version de BRIG3D a été utilisée pour simuler le comportement de massifs 
rocheux sous des sollicitations diverses (chargement en surface, excavation en surface, 
pressions hydrauliques). Nous avons analysé, en particulier, l'influence des caractéristiques 
mécaniques et géométriques des discontinuités sur la distribution des efforts à l'intérieur 
d'un massif induits par un chargement en surface. Une analyse paramétrique a montré une 
analogie de comportement entre les massifs à faible rapport de rigidité (rigidité normale 
sur la, rigidité tangentielle) et les massifs à faible angle de frottement. Dans une situation 
proche de celle d'une fondation de barrage, nous avons analysé en particulier l'influence du 
mouvement des blocs sur la distribution des pressions et des conductivités hydrauliques des 
fractures. Nous avons montré l'apparition d'une zone fortement comprimée sous l'action 
de l'ouvrage. Cette zone étanche se situe à l'aval du barrage et crée en arnont une faible 
perte de charge. 

Ces applications montrent que cette nouvelle version de BR.IG3D donne des résultats 
conformes à ceux connus quand il existe une solution analytique au problème posé, ou 
bien des résultats semblables à ceux obtenus par d'autres approches (modèles physiques, 
données d'expériences). 
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Introduction 

Les anciennes civilisations ont montré un savoir-faire dans le domaine du creusement des 
tunnels, du découpage des roches et du renforcement de masses rocheuses instables. Ce 
savoir-faire, basé sur le bon sens physique, l'expérimentation et l'expérience acquise doit 
toujours inspirer l'ingénieur d'aujourd'hui. 

Nos connaissances sur le comportement mécanique et hydraulique des massifs rocheux 
se sont cependant beaucoup développées durant les dernières décades, de même que nos 
capacités de calcul. Ainsi l'ingénieur ne doit pas négliger des approches complémentaires 
de ce savoir-faire ancien, qui prennent appui sur la modélisation. 

Les analyses de comportement mécanique ou hydro-mécanique des massifs rocheux, néces­
sitent une cara.ctérisation préalable de leurs réseaux de discontinuités et leurs principaux 
paramètres géologiques et géotechniques. Dans la pratique, pour effectuer ces caractéri-
sations et acquérir les informations correspondantes, on se confronte à des problèmes de 
définition et de choix d'échelle. En effet, la description du réseau de discontinuités d'un 
massif peut dépendre de l'échelle de mesure considérée et les lois de comportement que l'on 
cherche à déterminer au laboratoire peuvent être influencées par la taille des échantillons 
utilisés. 

Les analyses du comportement mécanique des massifs rocheux fissurés s'appuient de plus 
en plus sur des modèles numériques. Liés à la fracturation des massifs rocheux, les méca­
nismes de déformation et de rupture de ces milieux sont très variables. Néanmoins, on 
observe très souvent une localisation de la rupture au niveau des discontinuités du milieu. 
Poirr prendre en compte cette localisation, différents modèles ont été alors développés 
parmi lesquels nous citerons les modèles d'éléments discrets. Selon la définition donnée 
par Cundall et Hart [1992], une méthode d'éléments discrets doit permettre de modéîiser 
les mouvements finis, de translation et de rotation, des blocs discrets constituant le milieu 
discontinu. De plus, cette méthode doit autoriser le détachement complet d'un bloc du 
reste du massif et détecter les nouveaux contacts qui se forment au cours de l'évolution 
des blocs dans l'espace. 

L'analyse du comportement hydraulique de ces milieux s'appuie également sur des modèles 
numériques. Ceux-ci considèrent généralement que l'écoulement dans un massif rocheux 
fissuré ne se fait qu'à travers les discontinuités. Ils ne sont donc applicables que lorsque 
la matrice rocheuse présente une faible perméabilité. Deux approches peuvent décrire 
l'écoulement dans un réseau de fractures. La première considère que la circulation de 
l'eau dans une fracture s'établit dans tout le plan de cette fracture. La seconde considère 
que cette circulation d'eau n'emprunte que quelques trajets dans le plan de la fracture 
(chenalisation). 

1 



Quelque soit le modèle utilisé pour analyser les comportements d'un massif rocheux, il 
est nécessaire de définir au préalable une modélisation géométrique du massif. 

L'objectif de notre travail de recherche est de modéiiser le comportement hydro-mécanique 
d'un massif rocheux fissuré. Pour ce faire, nous avons étendu un logiciel d'éléments discrets 
(BRÍG3D) développé par Tahiri [1992] au Centre de Géologie de l'Ingénieur et qui a 
été initié au Centre de Géotechnique et Exploitation du Sous-Sol par Korini [1988]. Ce 
logiciel considère que les blocs de roche sont rigides et analyse la déformation du massif 
en considérant que ces blocs interagissent au niveau de leurs interfaces. Après une étude 
du mode de fonctionnement de ce logiciel, nous avons introduit certaines modifications 
sur la formulation mécanique de ce logiciel. Nous avons également développé un modèle 
d'éléments frontières pour résoudre l'écoulement plan laminaire et permanent dans un 
réseau de fractures. Ce modèle a été couplé avec le logiciel BRIG3D dans sa nouvelle 
version. 

Ce mémoire de thèse comporte quatre chapitres. Dans le premier chapitre, nous présente­
rons une étude bibliographique concernant les caractéristiques géométriques, mécaniques 
et hydro-mécaniques d'une fracture individuelle et les caractéristiques géométriques des 
réseaux de fractures dans les massifs rocheux. 

Dans le deuxième chapitre, nous décrirons les principes de base du logiciel BRIG3D dans 
sa première version et les résultats auxquels nous avons abouti en analysant les différentes 
hypothèses introduites dans ce code de calcul. 

Dans le troisième chapitre, nous exposerons, d'abord, les différentes modifications intro­
duites dans le logiciel BRIG3D afin d'améliorer sa formulation mécanique. Nous dévelop­
perons, ensuite, l'approche que nous avons adoptée pour modéiiser l'écoulement dans un 
réseau de fractures. Nous présenterons, finalement, le couplage du modèle d'écoulement 
avec le logiciel BRIG3D. 

Dans le quatrième et dernier chapitre, nous décrirons les résultats obtenus en utilisant ce 
logiciel pour analyser le comportement hydro-mécanique de massifs rocheux fissurés. Pour 
cela, nous avons conduit diverses analyses paramétriques en faisant varier soit la géométrie 
des massifs rocheux simulés, soit les caractéristiques mécaniques des discontinuités. 
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Chapitre 1 

Caractéristiques mécaniques, 
hydrauliques et géométriques des 
massifs rocheux 

1 Introduction 

Différents aspects d'un massif rocheux fracturé peuvent être étudiés pour le caractériser 
ou analyser son comportement. Ainsi, il existe, par exemple, des études qui s'attachent 
à décrire et à caractériser le matériau rocheux, tandis que d'autres travaux ont pour but 
de caractériser la morphologie et le comportement mécanique ou hydro-mécanique d'une 
fracture individuelle. Il existe, également, des études qui s'intéressent à la caractérisation 
de la fracturation du massif et à l'établissement de modèles qui permettent d'incorporer 
au mieux possible les informations issues d'une analyse structurale de ce milieu. Ces 
trois types d'études sont en fait nécessaires pour analyser le comportement mécanique, 
hydraulique ou hydro-mécanique d'un massif rocheux discontinu. 

Dans la pratique, les discontinuités d'un massif rocheux sont classées en familles en fonc­
tion de leurs orientations dans l'espace. Il faut noter que les méthodes de reconnaissance 
sont assez limitées. D'abord, une discontinuité n'est jamais entièrement visible. On ne 
peut accéder qu'à sa trace sur un plan ou une ligne d'observation. De plus, on ne peut 
disposer que d'un nombre limité de tels supports d'observation. Ces limitations sont à 
l'origine du développement de modèles de simulation appelés modèles géométriques. On 
exige de ces modèles de fournir une représentation du réseau de discontinuités îa plus 
proche possible du réseau réel du massif. 

Notre travail de recherche consiste à modéliser et analyser le comportement hydroméca­
nique des massifs rocheux fissurés par extension d'un modèle d'éléments discrets développé 
au Centre de Géologie de l'Ingénieur (BRIG3D). A cause des complexités géologiques, 
mécaniques et hydrauliques qui caractérisent ces massifs, différentes hypothèses simplifi­
catrices sont utilisées dans la formulation hydro-mécanique du logiciel BRIG3D et dans 
la simulation géométrique des massifs que nous avons réalisées pour appliquer ce code de 
calcul. 

L'objectif de ce chapitre est d'exposer ces complexités et de présenter les simplifications 
adoptées pour décrire la géométrie et le comportement hydro-mécanique local d'un massif 
rocheux. Pour cela, nous décrirons d'abord les caractéristiques géométriques, mécaniques 
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et hydro-mécaniques de 3a fracture individuelle. Nous présenterons, ensuite, les caracté­
ristiques géométriques d'un réseau de fractures et les méthodes de reconnaissance d'un 
tel réseau. Enfin, nous exposerons certains modèles permettant de simuler un réseau de 
fractures équivalent au réseau naturel. 

2 Nature des discontinuités d'un massif rocheux 

La déformation et la fracturation d'un massif rocheux dépendent des conditions physiques 
sous lesquelles elles se produisent, comme les conditions thermiques ou l'état de contrainte 
qui régnent dans le milieu. Elles dépendent également de la rhéologie intrinsèque de la 
roche et de son degré d'hétérogénéité. 

Les déformations cassantes naturelles créent différents types de fractures qu'on peut clas­
ser en deux types. D'une part , il y a les fractures qui s'accompagnent d'un mouvement 
de glissement comme les failles et les joints de cisaillement. D'autre part , il y a les fentes 
de tension et les diaclases qui, contrairement aux fractures précédantes, ne présentent pas 
de trace de cisaillement. Les fentes de tension sont des fractures qui en section présentent 
des épontes écartées dans la partie centrale et jointives aux extrémités. Des minéraux 
peuvent cristalliser perpendiculairement aux épontes. Les diaclases forment un réseau de 
fractures souvent perpendiculaires à la stratification. Leurs épontes, contrairement à celles 
des fentes de tension, restent jointives. 

Par ailleurs, un massif rocheux discontinu se déforme préférentiellement par glissement 
sur les fractures préexistantes. Ce mouvement peut s'accompagner par une extension de 
telles fractures et la création de nouvelles autres fractures. 

Le cheminement et la morphologie d'une fracture issue d'une déformation cassante sont 
fortement influencés par la texture du matériau, la nature des minéraux et l'orientation 
des discontinuités microscopiques (macJes, clivages, microfissures, etc.) par rapport à la 
direction de propagation de la fracture. La croissance des microfissures conduit par leur 
coalescence à la fracturation macroscopique de la roche. L'observation d'une fracture natu­
relle dans un échantillon de granite a permis à Gentier [19S6] de constater que les biotites, 
indépendamment de leur taille, sont systématiquement fracturées, et que la fracturation 
emprunte toujours leurs clivages. 

Ces fractures de nature et de morphologie différentes constituent des lieux de disconti­
nuité, souvent considérés comme des zones de faiblesse du massif rocheux. En général, 
le mot discontinuité est utilisé pour caractériser toute zone d'interruption physique de la 
continuité d'un massif rocheux à une échelle macroscopique. Hormis les fractures d'ori­
gine tectonique, il inclut aussi les plans de foliation ou de schistosité, les joints de retrait 
d'origine thermique, les plans de stratification d'origine sédimentaire, etc. 

Toutes les discontinuités qui affectent une masse rocheuse constituent un réseau assez 
complexe. Leur description géométrique est le point de départ de toute étude visant à 
prévoir le comportement hydro-mécanique de ce milieu. 
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3 Morphologie et comportement hydromécanique 
d'une fracture individuelle 

3.1 Morphologie d'une fracture 

La morphologie d'une fracture agit sur son comportement au cisaillement. Elle influe 
également sur le cheminement de l'écoulement dans cette fracture. Les différentes études 
qui tentent de la caractériser ont pour objectif ultime d'établir une relation entre cette 
morphologie et les lois de comportement mécanique, hydraulique ou hydro-mécanique 
d u n e fracture. 

Dans ces études, on se heurte à différents problèmes liés particulièrement au choix de 
l'échelle et des paramètres à mesurer pour caractériser cette morphologie. Il faut noter 
qu'on s'intéresse ici à la fracture dans sa globalité, i.e. en tant que volume de l'espace 
limité par deux surfaces de contact ou épontes. 

D'allure générale plus ou moins ondulée, chaque éponte est localement très irrégulière 
à cause des pics et des creux dus aux formes et aux arrangements relatifs des grains 
qui la constituent. Certains auteurs désignent par aspérités (ou irrégularités) du premier 
ordre les ondulations à grande échelle, et par aspérités du second ordre les ondulations 
à petites échelles (fig. 1.1). Une telle surface est souvent qualifiée de rugueuse. Dans la 
pratique, la notion de rugosité, que l'on associe à toute surface non lisse, est difficile à 
quantifier. Actuellement, il n'existe pas de méthodes susceptibles de définir des paramètres 
permettant de rendre compte de toutes les irrégularités d'une surface de contact. Ceci est 
partiellement dû au fait que la rugosité dépend de l'échelle d'étude. 

Figure 1.1: Aspérités du premier et du second ordre (d'après Hadj Hassen [1988]). 

La position relative des épontes d'une fracture influe sur leur degré d'imbrication, et par 
conséquent, sur la continuité ou l'interruption de leur zone de contact. En cas d'inter-
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ruption. l'espace libre entre ces deux épontes peut être vide ou occupé par un matériau 
de remplissage. Cet espace, qu'il soit vide ou rempli, constitue un volume à géométrie 
complexe. 

La rugosité d'une fracture influence son comportement mécanique. Pour qualifier cette 
rugosité, de nombreux indices ont été proposés et utilisés pour établir des corrélations 
avec les propriétés mécaniques des fractures. Nous citons, par exemple, la méthode empi­
rique de Bandis et al. [1981], les fonctions de structure de Tse et Cruden [1979], les 
fonctions d'autocorrélation et les fonctions de densité spectrale de Wu et Ali [1978]. Ces 
deux dernières fonctions, indicatrices de périodicité, permettent une analyse spatiale des 
profils de fractures. Gentier [1986] présente une large étude bibliographique concernant 
les différentes méthodes qui analysent la morphologie des fractures. 

TTPICAl »QUOHHISS PROMUS 1er J*C rnnf• : 
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Figure 1.2: Profils standards de joints (d'après Barton et Choubey [1977]). 

L'approche la plus utilisée est celle de Barton et Choubey [1977]. Pour caractériser des 
irrégularités ayant une influence sur le comportement au cisaillement d'une fracture, ces 
deux auteurs ont introduit un coefficient de rugosité noté JRC (Joint Roughness Coef­
ficient), Ce coefficient peut être déterminé par un test de glissement au laboratoire ou 
à l'aide d'une comparaison visuelle entre la morphologie d'une fracture et une série de 
profils types proposée par Barton et Choubey [1977]. 
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Cette série composée de dix profils (flg. 1.2) a été standardisée par la Société internatio­
nale de Mécanique des Roches [1978]. Après avoir digitalisé ces dix profils types, Tse et 
Cruden [1979] se sont attachés à établir empiriquement des relations entre le coefficient 
JRC et certains paramètres géométriques. 

Récemment, certains auteurs ont appliqué le concept fractal pour étudier la morphologie 
d'une fracture naturelle. Fondée sur des théories développées au début du XXème siècle, 
la notion de fractale est introduite par Mandelbrot [1975] pour caractériser des objets 
complexes difficiles à décrire par la géométrie euclidienne. Le degré d'irrégularité de ces 
objets est caractérisé par un paramètre D appelé dimension fractale. Une fractale possède 
une propriété fondamentale qui est son auto-similarité. Ce concept permet une transposi­
tion à des objets réels de la notion d'homothétie interne définie sur des objets purement 
mathématiques. Ceci signifie qu'à toute échelle d'observation, ces objets présentent les 
mêmes degrés d'irrégularité. Pour les objets fractals naturels cette homothétie interne 
n'est pas vérifiée au sens mathématique mais au sens statistique. 

Parmi les travaux qui se sont intéressés à déterminer la dimension fractale d'une fracture, 
nous citons ceux de Turk et al. [1987], Lee et al. [1990] et Odling [1994|. En se basant 
sur les dix profils standards, Lee et. al. [1990] ont proposé une relation empirique entre 
le coefficient JRC et la dimension fractale de la fracture. Ce type de méthode, comme 
celui de Tse et Cruden [1979], permet d'éviter la subjectivité de l'estimation du J R C 
par comparaison aux profils standards. Cependant, les résultats de leurs estimations du 
coefficient JRC sont peu significatifs, car ce même coefficient est estimé par une relation 
empirique. 

3.2 Comportement hydromécanique d'une fracture ou d'un joint 

Bien que réalisés dans des conditions physiques particulières, les essais hydro-mécaniques 
au laboratoire renseignent sur certains types de comportement qui paraissent t ranspo-
sables qualitativement à l'échelle d'une fracture. On parle souvent du comportement d'un 
joint pour désigner le comportement d'une fracture ou plus généralement d'une discon­
tinuité. Ces essais permettent de mesurer certains paramètres physiques pour décrire les 
différents comportements. Cependant, les résultats obtenus restent liés aux conditions 
de l'essai et notamment à la taille de l'échantillon, il s'agit ici de l'effet d'échelle qui 
rend difficile l'analyse du comportement hydro-mécanique d'un joint. Pour caractériser 
ces comportements à grande échelle, on peut entreprendre des essais in situ. Ces derniers 
restent difficiles à mettre en œuvre et sont excessivement coûteux. 

3.2.1 C o m p o r t e m e n t mécan ique d'un joint 

D'un point de vue mécanique, un joint est caractérisé par son comportement sous une sol­
licitation normale et son comportement au cisaillement. Les joints possèdent généralement 
une faible, voire aucune, résistance à la traction. Leur comportement sous un effort de 
compression est caractérisé par une fermeture maximale. On note qu'un joint, suite à des 
altérations de ses épontes, peut présenter une dégradation de ses propriétés mécaniques. 
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3.2 .1 .1 C o m p o r t e m e n t d'un joint sous une contrainte de compress ion 

Ce comportement a été étudié par différents auteurs comme Goodman et al. [1974], 
Detournay [1979], Bandis et al. [1983], etc. Fondés sur des essais aux laboratoires, ces 
travaux s'intéressent à l'évolution de la fermeture d'un joint, notée AV}, sous des valeurs 
croissantes de la contrainte de compression an. 

Bandis et al. [1983] ont réalisé une série d'essais sur des joints pris dans des roches de 
natures diverses avec différents états d'altération. La contrainte maximale qu'ils ont appli­
qué était deux à trois fois plus faible que la résistance à la compression simple des roches 
(50 à 55 MPa). La plage de variation de la contrainte normale, ainsi limitée, assure approxi­
mativement la fermeture maximale des joints et permet aux différentes roches de rester 
dans leurs phases de déformation élastique. On note que les déformations AV"<, mesurées 
avec ces essais, résultent de la fermeture des joints A Vj et de la déformation élastique des 
roches AV'r : 

AVt = AVj + AVr (1.1) 

Pour compléter leur étude, Bandis et al. [1983] ont réalisé sur chaque joint plusieurs cycles 
de chargement et de déchargement. La figure 1.3 montre les deux types de courbes obtenus 
par ces auteurs. 

Figure 1.3: Variation de la déformation normale en fonction de la contrainte appliquée 
(d'après Bandis et al. [1983]). 

Ces courbes illustrent la variation de AV t en fonction de an. Il en découle les interpréta­
tions suivantes : 

- pour le premier cycle de chargement, la déformation totale croît plus vite que la 
déformation élastique du matériau. Celle-ci est déterminée par un essai similaire 
sur un échantillon de roche intacte. Cette phase de déformation est associée à la 
fermeture du joint. Pour les grandes valeurs de chargement pour lesquelles le joint 
est approximativement à sa fermeture maximale, la déformation totale est princi­
palement associée à la déformation de la matrice rocheuse. A ce stade, les deux 
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courbes de déformation (échantillon intact et avec un joint) présentent presque la 
même pente, notamment dans le cas d'un joint non altéré ; 

- les cycles de déchargement sont marqués par l'apparition de déformations résiduelles 
au niveau des joints. 

Comme de nombreux auteurs, Bandis et al. [1983] ont utilisé la relation (1.1) pour tracer la 
variation de la fermeture d'un joint au cours des cycles de chargement et de déchargement. 
Ils montrent que sous une contrainte de compression croissante, la fermeture d'un joint 
évolue d'une manière non linéaire jusqu'à atteindre une fermeture maximale 14,. 

La courbe AV'j en fonction de an est souvent approchée par une hyperbole avec une 
asymptote qui correspond à sa fermeture maximale. Goodman [1974] a proposé la loi 
empirique suivante : 

<yn - &i AVj 

Ci * m ^ * ] 

avec a: la contrainte initiale appliquée sur le joint. 

Pour les deux diagrammes : 
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Figure 1.4: Lois de comportement en compression introduites par Goodman [1974, 1976]. 
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Cette relation peut se réécrire sous la forme linéaire suivante : 

1 
AVj - Vm - (V'm<7,) — 

Les courbes expérimentales de AVj en fonction de \jan montrent une forte non linéarité 
(fig. 1.4a). Goodman [1976] suggère une autre relation empirique : 

(yi Vm - AVj 

où C et i sont des constantes spécifiques au joint. En coordonnées bilogarithmiques, 
les essais de Goodman [1976] montrent que la courbe de {an — crt)/cr,- en fonction de 
AV.;/(Vm - AVj) est plutôt bilinéaire (fig. 1.4b). 

S'inspirant des fonctions hyperboliques utilisées pour décrire le comportement des sols et 
des roches pour les essais triaxiaux (Duncan et Chang [1970]), Bandis ci al. [1983] ont 
proposé une autre relation empirique pour approcher la courbe de déformation d'un joint 
sous une contrainte de compression. Soit : 

a — 6AVj 

avec a et b deux constantes propres au joint. La relation (1.2) peut se mettre sous la forme 
linéaire suivante : 

^ - = a - bAVj 
an 

Quelle que soit la nature du matériau utilisé, les courbes expérimentales de AVj/an en 
fonction de AV, données par Bandis et al. [1983], révèlent un bon ajustement linéaire 
(fig 1.5) aussi bien pour le chargement que pour le déchargement. 

Comme autre formule d'approximation, nous citons celle de Detournay [1979] qui s'ex­
prime comme suit : 

an =a{eb*v> - 1) (1.3) 

où a et 6 sont deux constantes différentes de celles introduites par Bandis et al. [1983] 
dans l'équation (1.2). 

Goodman et al. [1968] ont introduit la notion de rigidité normale Kn pour décrire le taux 
de variation de la contrainte normale sous un accroissement de la fermeture d'un joint : 
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Figure 1.5: Variation expérimentale de AVj/an en fonction de AV'j (d'après Bandis et al. 
[1983]). 

Le comportement non linéaire de la déformation d'un joint sous une contrainte de compres­
sion implique que la rigidité normale dépende de l'état de fermeture du joint. Appliquée 
à la relation (1.2) introduite par Bandis et al. [1983], la rigidité normale d'un joint se met 
sous la forme : 

Kn = 
1 

a(l-b AVj/ay 
(1.5) 

Cette expression permet de calculer une rigidité normale initiale, notée Kni, en fonction 
de la constante a, soit : 
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A „¿ = - (1.6) 
a 

Pour les grandes valeurs de la contrainte normale [a„ tendant vers l'infini), la fermeture 
du joint AVj tend vers la valeur limite Vm qui représente l 'asymptote de l'hyperbole définie 
par l'équation (1.2). Soit : 

Vm = °~ (1.7) 
o 

Par élimination de a et h à l'aide des équations (1.6) et (1.7), les relations (1.2) et (1.5) 
deviennent : 

AV; 
&n = Ant'Vm— —̂— (1-8) 

'• m ~ A »' j 

A'„ = A ' n i — - 2 - — Ï (1.9) 
(Vm - AVj) 

Dans la pratique, les coefficients Kni et Vm sont à estimer par ajustement des résultats 
expérimentaux des essais de compression. Pour déterminer ces paramètres. Barton et al. 
[1985] ont proposé des relations empiriques faisant intervenir la morphologie, la nature et 
l'état d'altération du joint, soit : 

<'JCS\ 
Kni = - 1 0 - 2 J R C + 0,03 ( 

''-<o ' V En ' 

Vm = A + B JRC + C (^ß-) 

Dans ces relations empiriques, les paramètres A. B, C et D sont des constantes à déter­
miner à partir d'essais au laboratoire, E0 représente l'ouverture initiale du joint exprimée 
en mm et JRC correspond au coefficient de rugosité (A'„¿ est en MPa/mm et Vm est en 
mm). Le paramètre JCS (Joint Compressive Strength), qui est exprimé en MPa dans ces 
formules, caractérise la résistance à la compression des épontes d'un joint. Il dépend de la 
nature de la roche et de l'état d'altération de ce joint et doit être mesuré, selon Barton, 
à l'aide du marteau de Schmidt. Il est égal à la résistance à la compression simple uc 

de la roche si le joint n'est pas altéré, sinon il peut être réduit jusqu'au quart de cette 
résistance, i.e. crc/4. 

Pour estimer l 'ouverture initiale EQ d'un joint sous une contrainte initiale de 1 kPa, Bandis 
et al. [1983] suggère la relation empirique suivante (E0 est donné en mm) : 

E o = ^ C ( 0 , 2 j ^ - 0 . l ) (1.10) 
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3.2.1.2 C o m p o r t e m e n t d'un joint sous une contrainte de cisail lement 

Le comportement au cisaillement d'un joint a une grande influence sur la stabilité des 
masses rocheuses. Nous avons noté précédemment que ce comportement est fortement 
contrôlé par la morphologie des surfaces de contact. Nous signalons, encore, l'effet d'autres 
paramètres tels que la nature de la. roche, l'histoire des déplacements au niveau du joint, 
la contrainte normale et la nature du matériau de remplissage. 

Comme dans le cas de la compression simple, le comportement au cisaillement d'un joint 
est également non linéaire. On peut distinguer, comme le montre la courbe contrainte-
déformation de la figure 1.6a, deux phases : une phase de pré-pic et une phase de post-pic. 
La première phase s'accompagne d'une augmentation rapide de l'effort de cisaillement 
jusqu'à atteindre une résistance maximale du pic rpic. Vient ensuite la phase de post-pic 
durant laquelle l'effort de cisaillement du joint diminue progressivement pour se stabiliser 
à une valeur résiduelle r r e s . La résistance au pic peut être confondue avec la résistance 
résiduelle. Cette situation apparaît, par exemple, dans le cas de joints lisses ou déjà 
cisaillés. 

déplacement tangentiel contrainte normale 

Figure 1.6: (a) Comportement au cisaillement d'un joint rocheux, (b) Modèle de variation 
de Tpic en fonction de la contrainte normale (d'après Patton [19661). 

a) Rés i s tance au cisai l lement d'un joint 

Le comportement au cisaillement d'un joint s'accompagne souvent d'un phénomène de 
dilatance, en particulier si le pic est bien marqué. En relation avec la morphologie ou la 
rugosité des épontes, cette dilatance augmente la résistance au cisaillement d'un joint. 
Patton [1966] est l'un des premiers qui ont introduit un angle de dilatance ? pour tenir 
compte d'un tel effet. Pour une contrainte de compression an inférieure à la résistance des 
aspérités, cet auteur a exprimé la résistance au pic par la formule suivante : 
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Tpic = On tan(<pfe + i) 

avec Î l'angle que font les aspérités avec le plan de cisaillement (fig. 1.6b) et <pi l'angle de 
frottement de base qui dépend du matériau rocheux et qui caractérise le glissement entre 
deux surfaces lisses. 

Pour les contraintes normales assez grandes, Patton [1966] a décrit la résistance au pic 
par la relation suivante : 

avec c est une cohésion apparente due aux aspérités du joint (fig. 1.6b). 

La résistance au cisaillement d'un joint provient essentiellement de la résistance au glisse­
ment le long des surfaces de contact, de l'effet de dilatance, et également de la résistance 
au cisaillement à travers les aspérités du joint. Pour tenir compte de ce dernier facteur, 
Lad any i et Archambault [1970] ont donné une autre expression de la résistance au pic. 
Elle s'écrit : 

an (1 — a s) (v + tan(<fo)) + asSr 

FiL 1 — (1 — as)vtduïi(èt) 

où : 

as : surface spécifique de cisaillement égale au rapport de la surface cisaillée à la surface 
totale du joint (voir fig. 1.7) ; 

v : taux de dilatance au pic (égal à A y / A x ) ; 

Sr : la résistance au cisaillement du matériau rocheux. 

N 

Figure 1.7: Paramètres introduits dans le modèle de comportement au cisaillement décrit 
par Ladanyi et Archambault [1970]. 

Pour estimer les paramètres as et v. ces auteurs suggèrent les relations empiriques sui­
vantes : 
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1 - ( 1 - — 
a ^ K 

( l - ^ 
L 

,\ v = (1 ) tain?) 
v oj, 

avec oj la contrainte de transition définie comme la contrainte normale au-delà de laquelle 
la dilatance due au cisaillement disparaît. Les coefficients A' et L sont des constantes 
respectivement de l'ordre de 1,5 et 4. Ces deux relations sont valables pour les contraintes 
normales an inférieures à <TJ. 

La formule i a plus utilisée est celle proposée par Barton [1971]. Elle fait intervenir la 
contrainte normale, l'altération et la rugosité du joint, soit : 

Tpic — &n t a n 
' J C S \ , 

4- è j R C i o g l 0 — + & ( L U ; 

Elle implique que l'angle de dilatance au pic est directement proportionnel au coefficient 
de rugosité JRC : 

i = JRClog1 0 {—-) 

L'usage de l'équation (1.11), pour estimer la résistance au pic, n'est valable que si la 
contrainte normale an est inférieure au paramètre JCS. 

La réduction progressive de la résistance d'un joint naturel, dans sa phase de post-pic, 
est associée essentiellement à la destruction des aspérités qui entraîne un changement de 
la morphologie du joint et une diminution de son angle de dilatance. Krahn et Morgens­
tern [1979] ont étudié expérimentalement la distribution de la hauteur des aspérités avant 
et après cisaillement. La figure 1.8 représente les profils obtenus. Elle révèle d'une part 
la disparition des grands pics et d'autre part l'apparition de quelques plateaux qui, selon 
ces auteurs, pourraient être à un certain stade du cisaillement les seuls lieux de contact. 
Ce changement de morphologie est plus net pour les joints initialement très rugueux. 

La destruction et Lendommagement des aspérités conduisent à la production de débris 
de broyage. Ces débris ne sont pas sans influence sur le comportement au cisaillement du 
joint. Pereira et Freitas [1993] ont analysé l'évolution de la taille des grains de produits 
par broyage avec le déplacement tangentiel. Ils ont constaté que le pourcentage des fines 
augmente quand le déplacement tangentiel augmente. 

La résistance résiduelle, qui caractérise le glissement entre les deux épontes d'un joint 
après la rupture, a été exprimée par plusieurs auteurs de la manière suivante : 

Tres = < T n t a n ( 0 r ) 
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où <j>r est l'angle de frottement résiduel. 

Krahn et Morgenstern [1979] ont réalisé un certain nombre d'essais sur des échantillons 
de même composition mineralogique et avec le même chargement normal. Ils ont constaté 
que dans le domaine des grandes déformations la résistance au cisaillement ne dépend pas 
uniquement de la nature du matériau, mais également de la géométrie initiale du joint. 
Ils ont proposé, alors, de remplacer le mot «résistance résiduelle» par «résistance ultime 
au frottement». 

Figure l.S: Profils de joints avant et après cisaillement (d'après Krahn et Morgens­
tern [1979]). 

b) Influence du maté r iau de remplissage 

L'effet d'un matériau de remplissage sur le cisaillement dépend de la nature de ce matériau, 
de son épaisseur et de la hauteur des aspérités. Il a été analysé par plusieurs auteurs tels 
que Barton [1974]. Ladanyi et Archambault [1977], Lama [1978] et Papaliangas et al. 
[1993]. 

En général, la résistance au cisaillement d'un joint diminue quand l'épaisseur du matériau 
de remplissage augmente. Des essais de cisaillement sur des joints artificiels, de morpholo­
gies similaires et remplis par différentes épaisseurs / de kaolinite ont permis à Lama [1978] 
de suggérer la relation empirique suivante concernant la résistance au pic d'un joint : 

TV« = 7,25 + 0,46 <7n - 0,3 ln{f) a°n
74!i 
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où TpiC et an s'expriment en kPa et / , l'épaisseur du matériau de remplissage, s'exprime 
en millimètres. Cette relation est liée aux dimensions des échantillons utilisés par l'auteur. 
Celui-ci ne propose pas une généralisation de sa formule à des dimensions quelconques. 

Howing et Kutter [1985] ont utilisé des joints avec des surfaces de contact planes. Leur 
objectif était d'analyser l'influence de l'épaisseur / d'un matériau de remplissage sur l'évo­
lution, dans le temps, de la déformation tangentielle d'un joint. Ils ont constaté, d'après 
leurs essais, que la vitesse du fiuage est approximativement proportionnelle à l'épaisseur 
f et qu'elle est liée, d'une manière exponentielle, au pourcentage d'argile présent dans le 
matériau de remplissage. 

Pour aboutir à une formule plus générale que celle obtenue par Lama [1978], Papaliangas et 
al. [1993] ont également mené une série d'essais sur des joints artificiels et de morphologies 
identiques. En faisant varier le rapport f/a de l'épaisseur du matériau de remplissage / sur 
l'amplitude de la rugosité a, ils ont obtenu des courbes de cisaillement d'allures générales 
représentées sur la figure 1.9a. Ces essais montrent, en outre, que la résistance au pic, 
comme la résistance résiduelle, diminuent progressivement quand le rapport f/a croît, 
jusqu'à se stabiliser à une valeur minimale. Papaliangas et al. [1993] pensent, qu'à partir 
d'une certaine épaisseur / , la rupture se produit d'une part à travers le matériau de 
remplissage et d'autre part le long des interfaces entre le matériau de remplissage et les 
épontes du joint. 

Leurs essais montrent, finalement, que la résistance au pic est toujours plus petite que la 
résistance au cisaillement du matériau de remplissage (fig. 1.9b). Elle reste, cependant, 
plus élevée que la résistance des interfaces entre ce matériau et les épontes du joint. 
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1.9: (a) Comportement d'un joint au cisaillement en fonction de f/a, (b) Variation 
en fonction de f/a (d'après Papaliangas ei al. [1993]). 

c) Effet d'échelle 

L'effet d'échelle sur le comportement au cisaillement des joints a été étudié, à partir 
d'essais au laboratoire et sur des échantillons de tailles différentes, par plusieurs auteurs. 

Les travaux réalisés par Bandis et al. [1981] montrent que plus la longueur de l'échantillon 
augmente plus la résistance au pic diminue et le déplacement tangentiel au pic augmente 
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(fig. 1.10). Cette augmentation d'échelle réduit nettement les coefficients JRC et JCS. Pour 
tenir compte d'un tel effet, Barton et Bandis [1982] ont introduit les relations empiriques 
suivantes : 

JRCn = JRCo f~ 
T ,-0,02 JRCo 

jcsn = jcso {-f) 
r . -0,03 JRCo 

ou : 

JRCo, JCSo : coefficient de rugosité et de résistance en compression d'un joint de longueur 
LQ ; 

JRCn, JCSn : coefficient de rugosité et résistance en compression d'un joint de longueur 
In-
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Figure 1.10: Effet d'échelle sur les trois composantes principales caractérisant le compor­
tement au cisaillement d'un joint (d'après Bandis et al. [1981]). 

d) Rigidi té tangentiel le 

Pour caractériser l'évolution de la résistance au cisaillement d'un joint en fonction de 
la déformation tangentielle, Goodman et al. [1968] ont introduit la notion de rigidité 
tangentielle Kt. Barton et Choubey [1977] ont étudié la variation de la rigidité tangentielle 
sécante au pic en fonction de la contrainte normale, de la rugosité du joint et de son état 
d'altération. Ils ont déduit, grâce à leurs essais, la relation empirique suivante : 

r- 1 0 ° * ht = — an tan 
Lt 

JRClog(~5)+& 

Cette relation suppose que le pic est atteint pour une déformation tangentielle égale à 1% 
de la longueur totale L du joint (L est exprimée en m). 
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La variation de la rigidité tangentiale en fonction de la direction du cisaillement a été étu­
diée expérimentalement par Jing et al. [1992]. A cause de l'endommagement des surfaces 
de contact provoqué par un essai de cisaillement, ces auteurs ont utilisé plusieurs séries 
de joints artificiels à morphologies similaires. A partir des essais menés sur ces joints, Jing 
et al. [1992] constatent que la rigidité tangentielle varie selon la direction du cisaillement 
en décrivant, dans le plan du joint, une courbe elliptique. 

3.2.2 C o m p o r t e m e n t hydraulique d'une fracture sous contrainte normale 

L'écoulement dans un massif rocheux fissuré est essentiellement gouverné par l'écoulement 
à travers ses fractures, notamment si le matériau rocheux est peu perméable. Cet écou­
lement a un effet néfaste sur la stabilité d'un massif à cause des pressions hydrauliques 
qu'il introduit. Il convient donc de le prendre en considération dans une analyse de la 
déformation et de la rupture d'un tel milieu. Nous signalons que cette circulation d'eau 
peut altérer le matériau rocheux et en particulier les épontes des discontinuités. 

La circulation de l'eau dans une fracture s'effectue très souvent selon des chenaux assez 
tortueux. Ces chenaux dépendent de la rugosité et de la distribution des points de contact 
entre les deux épontes de la fracture. Plusieurs auteurs ont tenté d'étudier les paramètres 
fondamentaux qui contrôlent l'écoulement dans une fracture tels que l'espace des vides 
offert à l'écoulement, le cheminement des lignes de courant dans la fracture ou, plus 
globalement, la conductivité hydraulique de cette fracture. 

Ces paramètres, qui dépendent de la morphologie de la fracture et de l'état de contrainte, 
sont difficiles à caractériser. La dissolution, la recristallisation, l'érosion ou le remplissage 
sont des mécanismes naturels qui affectent les fractures et qui sont en partie responsables 
de cette situation complexe. 

Parmi les approches utilisées pour caractériser la circulation de l'eau à travers une fracture, 
nous citons celle qui assimile l'écoulement dans une fracture à un écoulement rectiligne 
parallèle. Louis [1967] a entrepris une étude expérimentale et théorique de l'écoulement 
dans une fracture sans remplissage. La loi de l'écoulement, à laquelle il a abouti, exprime 
le gradient hydraulique J en fonction d'un coefficient de perte de charge de la manière 
suivante : 

1 V"2 

J = X— — 
Dh ¿g 

où : 

Dh : le diamètre hydraulique {D\. = 2e, e l'ouverture moyenne de la fracture) ; 

A : le coefficient de perte de charge qui dépend de la rugosité relative k/Dh et du nombre de 
Reynolds Re (fig. 1.11), A: est la rugosité absolue représentée par la hauteur des aspérités ; 

V : la vitesse moyenne de l'écoulement ; 

g : l'accélération de la pesanteur. 

D'après ses résultats (fig. 1.11), Louis [1967] montre que l'hypothèse d'un écoulement 
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parallèle et rectiligne dans une fracture sans remplissage n'est valable que pour une valeur 
de k/Dh inférieure à 0,033. Dans ce cas, le régime de l'écoulement peut, être laminaire ou 
turbulent. La transition entre ces deux régimes s'effectue pour un nombre de Reynolds 
égal à 2300. 
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Figure 1.11: Lois d'écoulement dans des fractures (d'après Louis [1967]). 

Dans la plupart des situations naturelles, le régime de l'écoulement dans une fracture est 
laminaire. Par analogie avec l'écoulement laminaire entre deux plaques parallèles, plusieurs 
auteurs expriment le débit par unité de charge hydraulique à l'aide de la relation suivante, 
appelée îa «loi cubique» : 

Q/AH = je3 

ou : 

e : l'ouverture moyenne de la fracture ; 

C : une constante qui dépend de la nature de l'écoulement (parallèle ou radial) et de la 
viscosité du fluide ; 

/ : un facteur tenant compte de la rugosité de la fracture. 

Lomize [1951] et Louis [1967] considèrent que / vaut 1 si k/Dh est inférieure à 0,033. On 
retrouve ainsi la loi cubique classique concernant l'écoulement laminaire plan. Pour les 
valeurs de la rugosité relative plus importantes, Louis [1967] exprime / par : 
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ík 

7 = 1 + 8 , 8 -

1,5 

Les essais de Romm [1966] montrent que l'écoulement laminaire dans une fracture obéit 
à la loi cubique du moins si l 'ouverture de cette fracture est inférieure à 0,2 fim. 

Ces essais de Romm [1966] sont effectués sur des fractures ouvertes. Or, les fractures 
sont souvent soumises à des contraintes de compression qui créent des zones de contact le 
long de la fracture et modifient son ouverture effective. Dans ce cas, l'écoulement encore 
possible à travers la fracture se trouve en partie bloqué par l'existence de ces zones de 
contacts. Iwai [1976], Witherspoon et al. [1980], Raven et Gale [1985] ont cherché à vérifier 
si la loi cubique est toujours valable sous l'effet d'un chargement normal. 

Les essais de Witherspoon et al. [1980], menés sur des fractures artificielles et pour divers 
types de roches (granite, marbre et basalte), confirment en général la validité de cette loi, 
notamment pour les faibles contraintes de compression. 

Raven et Gale [1985] ont effectué des essais d'écoulement sur des fractures naturelles avec 
différents niveaux de contraintes (des cycles de chargement-déchargement) et pour des 
échantillons de dimensions variables. Ils ont constaté que le débit à travers les fractures 
diminue quand la taille des échantillons et le nombre de cycles augmentent (fig. 1.12). 
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Figure 1.12: Résultats des essais d'écoulement effectués par Raven et Gale [1985]. 

Les résultats de Raven et Gale [1985] révèlent une déviation de la loi de l'écoulement par 
rapport à la loi cubique qui augmente avec la taille de l'échantillon (fig. 1.12). Ils montrent, 
en outre, que pour les grandes valeurs de la contrainte normale (qui correspondent aux 
faibles valeurs de l'ouverture) le débit devient presque insensible à l 'augmentation des 
efforts de compression et montre ainsi l'apparition d'une conductivité résiduelle. L'aug­
mentation d'un tel effort s'accompagne d'une fermeture de la fracture, d'une augmentation 
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rapide des points de contact qui accentue la tortuosité des lignes de courant et diminue 
l'ouverture offerte à l'écoulement. 

On note ÄE la fermeture mécanique d'une fracture sous l'effet d'une contrainte normale 
et E l'ouverture résiduelle de cette fracture donnée par : 

E = Eo - AE 

où E0 l'ouverture initiale de la fracture déterminée par la relation empirique (1.10) de 
Bandis et al. [1983]. 

Pour estimer l'ouverture hydraulique e quand la contrainte normale varie Barton et al. 
[1985] donnent la relation empirique suivante : 

_ JRCg'5 

6 ~ (E/e)2 

où e et E sont exprimés en jum. 

Cette relation signifie que l'ouverture hydraulique est plus faible que l'ouverture méca­
nique et que l'écart entre elles augmente lorsque les fractures sont très rugueuses (fig. 1.13). 
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Figure 1.13: Evolution de e en fonction de E/e (d'après Barton et al. [1985]). 

4 Etude et simulation d'un réseau de fractures 

4.1 Etude de la géométrie d'un réseau de fracture 

Cette étude est nécessaire pour la modélisation géométrique d'un milieu discontinu équi­
valent au massif rocheux réel étudié. A cause de son système de fractures, un massif 



rocheux est discrétisé en blocs de roche plus ou moins intacte. Sous l'effet des charges 
mécaniques ou des pressions hydrauliques, ces blocs, moins déformables que les zones de 
discontinuités, vont se déplacer les uns par rapport aux autres. Leurs formes, condition­
nées par la connexion entre fractures, influencent énormément leurs mouvements, leurs 
positions d'équilibre ou le mécanisme de rupture qui peut les affecter. Pour modéliser 
cette discrétisation en blocs, on assimile chaque éponte d'une fracture à un plan ou à une 
succession de plans, Pa,r rapport aux dimensions du massif, ces simplifications engendrent 
des erreurs négligeables sur la reproduction de la forme d'une fracture. Ces deux épontes 
planes ou planes par morceaux sont supposées être parallèles. Cette dernière hypothèse 
est utilisée faute de modèles géométriques et mécaniques susceptibles de rendre compte 
de l'ensemble discret quelconque que forment les lieux de contact entre ces deux épontes. 

Pour étudier le réseau de fracture dans un massif, on se ramène, à l'aide de ces simpli­
fications, à identifier chaque fracture à un élément plan ou à une succession d'éléments 
plans le long desquels l'épaisseur est constante voire nulle. Chaque élément est défini par 
sa position, son orientation, sa forme et éventuellement son épaisseur ; des paramètres qui 
ne sont pas tous accessibles à l'observation. 

Ces fractures existent à toutes les échelles, allant du centimétrique au métrique et éven­
tuellement au kilométrique. Leur nombre augmente, en général, avec le volume du massif, 
il est donc impossible de représenter ce massif avec toutes ses échelles. Dans la pratique, le 
choix d'une limite inférieure s'impose. Ce choix, qui est propre à chaque massif, nécessite 
l'expérience du géologue ou de l'ingénieur géologue, 

4.1.1 M é t h o d e s d'identification de la fracturation d'un massif 

Les différentes méthodes qui existent peuvent être complémentaires. Cependant, même 
combinées ensemble, ces méthodes ne donnent que des informations partielles et insuffi­
santes sur le réseau de discontinuités d'un massif. 

Une première identification des fractures à grande échelle, telles que les failles régionales 
et locales, peut être réalisée à l'aide des cartes géologiques. 

Pour les échelles inférieures de la fracturation, on peut relever les traces des discontinuités 
qui interceptent les plans d'affleurement, les fronts de tailles, les parements naturels des 
ouvrages souterrains, comme les galeries et les chemins d'accès. Pour observer la trace 
d'une fracture, il faut que sa position, son extension et son orientation par rapport au 
plan de mesure vérifient certaines conditions. 

L'échantillonnage sur ces fenêtres d'observation peut être conduit par deux méthodes 
différentes selon la nature du support choisi. L'une des méthodes consiste à tracer une 
ligne sur la fenêtre de mesure et relever toutes les fractures qui interceptent ce support 
linéaire. L'autre méthode consiste à définir sur la station de mesure un support plan, en 
général rectangulaire, afin d'échantillonner les fractures qui le coupent. 

Pour chaque fracture on mesure son orientation, son extension, sa position et son ouver­
ture. On relève également les espacements entre les fractures du support choisi. Afin 
de compléter ces observations, on décrit qualitativement d'autres paramètres comme la 
rugosité et l 'état d'altération de chaque fracture ainsi que son matériau de remplissage. 
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De telles données interviennent pour estimer les paramètres mécaniques des fractures du 
massif étudié. 

Il existe également d'autres moyens d'échantillonnage à partir d'un relevé de surface. Il 
s'agit de la photographie aérienne et des techniques de télédétection en général. Bien 
qu'elles donnent une vue globale sur la distribution des fractures de la surface obser­
vée, ces méthodes ne permettent pas de mesurer tous les paramètres géométriques de la 
fracturation. 

Le forage est un autre type d'échantillonnage très employé notamment pour les massifs 
en grandes profondeurs où il représente souvent le seul moyen disponible pour connaître 
l 'état de fracturation d'un milieu. L'identification des fractures peut être réalisée par 
différents moyens : diagraphie géophysique, carottages orientés, prise d'empreintes dans 
les forages, etc. Ces procédés peuvent nous renseigner sur la position, l'orientation et 
l'épaisseur des fractures qui interceptent les forages, mais ils ne permettent pas de mesurer 
leurs extensions. En outre, ils n'offrent que des informations locales sur la fracturation du 
massif. Ainsi, pour une compagne de reconnaissance efficace, il est nécessaire de réaliser 
plusieurs forages dont le coût croît vite avec leur nombre et la profondeur à reconnaître. 

La mise en œuvre de méthodes géophysiques depuis la surface ou entre sondages (méthodes 
sismiques, électriques, georadar, etc.)permet également l'identification des discontinuités 
principales d'un massif rocheux. 

4.1.2 Identification des familles direct ionnel les 

Pour une bonne représentation de ce réseau, il convient de commencer par identifier 
les familles directionnelles quand elles existent. Il s'agit de regrouper les discontinuités 
d'orientations (direction et pendage) voisines dans une même classe ou famille. Comme 
le confirme les projections stéréographiques, les différentes orientations dans un réseau 
de fractures ne sont pas distribuées d'une manière complètement aléatoire. Au contraire, 
elles sont souvent regroupées autour de quelques pôles qu'on associe aux familles direc­
tionnelles. Il est recommandé de respecter cette structure qui peut correspondre à une 
réalité physique : il y a de fortes chances pour que les fractures développées lors de la 
même phase de déformation aient des paramètres géométriques similaires comme leurs 
orientations. 

Pour guider le choix d'un regroupement, il est donc judicieux d'étudier l'histoire géologique 
du massif. En général, le premier épisode tectonique a créé deux familles conjuguées de 
fractures (ou plus). Les épisodes ultérieurs ont donné naissance à de nouvelles fractures 
ou ont simplement fait rejouer des discontinuités existantes. 

Pour compléter cette première étude et visualiser la répartition spatiale des discontinuités, 
on peut recourir aux méthodes de projections stéréographiques (projection équivalente ou 
conforme). 

Certains auteurs ont développé des méthodes automatiques pour ressortir les familles 
directionnelles des fractures. Nous citons, par exemple, la méthode vectorielle de Bai­
ley [1975] et la méthode de projection du gradient de la densité de Schaeben [1984]. 

Quelle que soit la méthode utilisée pour aboutir à ce regroupement, on doit tenir compte 

24 



des erreurs d'échantillonnage qui biaisent les mesures concernant certaines familles direc­
tionnelles. En effet, les fractures subparallèles à une fenêtre de mesure n'apparaissent 
qu'avec une faible fréquence. Les fractures normales à un forage apparaissent plus fré­
quemment que celles qui sont obliques. Afin d'améliorer la qualité de l'échantillonnage, il 
est souhaitable de relever les mesures sur des stations d'orientations différentes. 

Une fois ce regroupement établi, l'analyse de la variabilité spatiale des propriétés géo­
métriques des fractures s'effectue en ne considérant que les éléments d'une même famille 
directionnelle. 

4.1.3 Trai tement stat is t ique des données de la fracturation 

La description déterministe d'un réseau de fractures est difficile voire impossible à cause 
de sa complexité et des limites des méthodes de reconnaissance qui n'offrent que des infor­
mations fragmentaires sur l'organisation d'un tel réseau. Pour contourner cette difficulté 
et tenir compte de la complexité de ce réseau, on a recourt aux approches stochastiques 
telles que les théories probabilistes. 11 s'agit d"un choix méthodologique faute d'autres 
approches simples capables de reproduire la réalité. 

4.1.3.1 Dis tr ibut ion spatiale des fractures 

La distribution des fractures dans l'espace est une caractéristique importante du réseau 
de fracturation. Une approche probabiliste, très utilisée grâce à sa simplicité, consiste à 
interpréter la répartition des centres de ces fractures comme une réalisation d'un processus 
de Poisson. Dans l'espace tridimensionnel, ce processus ponctuel décrit la répartition 
de points implantés indépendamment les uns des autres selon une densité uniforme A„ 
(nombre de points par unité de volume). Ce processus vérifie les propriétés suivantes : 

- le nombre de fractures dans un domaine de volume V est une variable aléatoire de 
Poisson de paramètre (A„V) ; 

- le nombre de fractures dans deux domaines disjoints sont des variables aléatoires 
indépendantes ; 

-- la projection de ce processus sur un plan est un processus de Poisson ayant comme 
paramètre le nombre de fractures par unité de surface As ; 

- sa projection sur une droite est aussi un processus de Poisson qui a comme para­
mètre le nombre de fractures par unité de longueur A/. De plus, la distance séparant 
deux fractures consécutives de cette ligne, appelée distance interfracturale, est une 
variable aléatoire suivant une loi exponentielle de paramètre (1/A/). 

Cette distance interfracturale, aisément mesurable sur un front de taille en carrière, 
s'ajuste parfois bien sur une loi exponentielle. 

Cette approche suppose que la densité volumique du processus de Poisson est constante. 
Dans un cas réel, où une telle hypothèse s'avère très forte, on peut tenir compte de la 
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variabilité spatiale de cette densité d'une façon indirecte. Il s'agit de subdiviser le domaine 
étudié en sous-domaines de densité de fracturation plus ou moins uniforme. Ce découpage 
étant réalisé, on associe à chacun de ces sous-domaines le processus de Poisson qui décrit 
le plus fidèlement possible l'implantation spatiale de ses fractures. 

Les relations entre la densité volumique Ar, la densité surfacique Xs et la densité linéaire 
A; font intervenir l'orientation de la station de mesure ainsi que les moments d'ordre un 
et deux qui caractérisent la distribution de l'extension des fractures (cf. Xu [1991]). 

Ces fractures ont des paramètres géométriques variables (orientation, extension, ouver­
ture, etc.). Pour tenir compte de ce phénomène, chacun de ces paramètres est, assimilé 
à une variable aléatoire dont les lois de distribution sont à ajuster à. partir des données 
acquises sur le terrain. Ce traitement statistique des observations néglige, en général, les 
corrélations entre ces paramètres. 

4.1.3.2 A n a l y s e de l ' o r i e n t a t i o n 

Assimilé à une variable aléatoire, ce paramètre subit un traitement statistique afin d'ap­
procher sa loi de distribution expérimentale, issue des mesures, par une loi statistique 
connue. 

L'orientation d'une fracture peut être définie par sa normale ou son pôle. En coordonnées 
sphériques, elle se caractérise par deux paramètres : une colatitude 9 et une longitude <j> 
(fig. 1.14). 

Figure 1.14: Caractéristiques de la normale en coordonnées sphériques (sphère unitaire). 

Pour simplifier cette analyse, il convient de choisir l'axe (8 = 0) parallèle à l'orientation 
moyenne de la famille étudiée, notée (9m,<pm)- Cette moyenne est souvent approchée par 
la somme normalisée des vecteurs unitaires orthogonaux aux fractures (Mardia [1972]). 

Parmi les lois de distribution sphériques utilisées pour approcher la distribution de (0,0), 
nous citerons la loi bivariable de Fisher. Cette distribution isotrope n'est pas valable si 
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la répartition des pôles sur une sphère de projection n'admet pas un axe de symétrie. 
Comme solution dans ce cas, on peut utiliser la loi hémisphérique de Bingham (Mar­
dis. [1972]). Celle-ci présente l'inconvénient d'être difficile à mettre en oeuvre et nécessite 
un échantillonnage de taille importante. 

Pour analyser la déviation des orientations par rapport à la moyenne, certains auteurs 
utilisent la projection des pôles sur un pian tangent à cette moyenne (Grossman [1985]. 
Billaux [1990]). Se ramenant à une étude bidimensionnelle, ils caractérisent le nuage de 
points obtenu par deux paramètres (les deux coordonnées polaires ou cartésiennes) dont 
la distribution est ajustée par une loi bivariable de Gauss. 

Une autre méthode plus simple est celle qui utilise l'azimut et le pendage pour définir 
l'orientation d'une fracture. Assimilés à deux variables aléatoires indépendantes, la loi 
jointe de ces deux paramètres est assez souvent approchée par une loi binormale. 

4 .1 .3 .3 A n a l y s e de la d e n s i t é et de l ' e s p a c e m e n t 

Avant d'étudier la densité de chaque famille directionnelle, il peut être utile d'avoir une 
idée sur la densité linéaire globale de la fracturation d'un massif. Cette densité peut être 
estimée à l'aide du nombre moyen par unité de longueur des fractures interceptant une 
ligne de mesure (d'un forage ou d'un affleurement). Dans le cas des forages, plusieurs 
indices ont été introduits pour quantifier le degré de fracturation d'un massif comme le 
RQD (Rock Quality Designation). 

Pour estimer la densité linéaire A¡ d'une famille directionnelle, il existe deux approches 
différentes qui dépendent de la façon de conduire les mesures. En effet, on peut relever 
uniquement les traces qui coupent une ligne de référence ou échantillonner toutes les frac­
tures qui interceptent une fenêtre d'observation (Blin Lacroix [1988]). Ces deux méthodes 
présentent chacune des avantages et des inconvénients. Cependant, si on ne dispose que 
de faibles surfaces de mesure, la seconde méthode pourrait donner de meilleurs résultats. 

L'estimation de A/ permet de caractériser le processus de Poisson qu'on utilise pour décrire 
la distribution spatiale des fractures. Dans une analyse statistique, le test de ce caractère 
poissonien peut être effectué en étudiant l'histogramme des espacements entre fractures 
le long d'une ligne de mesure. En effet, leur distribution expérimentale doit s'ajuster avec 
une loi exponentielle. Il s'agit, comme nous l'avons déjà exposé, de l'une des propriétés 
du processus de Poisson. 

Certains auteurs comme Priest et Hudson [1981], Call et al. [197G] et Baecher et al. 
[1977] ont analysé la distribution de la distance interfracturale pour différents massifs. 
Ils ont accepté, par des tests d'adéquation, l'hypothèse de la distribution exponentielle 
de cette variable aléatoire. N'ayant pas abouti au même résultat, d'autres auteurs ont 
rejeté cette hypothèse et ont conclu qu'un modèle de fracturation avec un processus 
de Poisson à densité uniforme était insuffisant. Ils ont proposé d'autres modèles dans 
lesquels ils introduisent la variabilité spatiale de la densité de fracturation (Massoud [1987], 
Loiseau [1987] et Billaux [1990]). 
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4.1 .3 .4 Ana lyse d e î ' e x t e n s i o n des f r a c t u r e s et de la l o n g u e u r des t r a c e s 

Le seul paramètre qui peut nous renseigner partiellement sur l'extension d'une fracture 
est la longueur de sa trace / sur une fenêtre de mesure. Pour analyser la distribution de 
cette extension dans l'espace tridimensionnel, des hypothèses concernant la forme d'une 
fracture sont indispensables. On assimile souvent une fracture à un disque de diamètre 
D. C'est l'approximation la plus simple en l'absence d'information sur la forme réelle des 
fractures. Warburton [1980] exprime la loi de distribution des longueurs des traces, sur 
un plan infini, en fonction de la loi de distribution des diamètres des disques. 

En général, pour estimer la loi de distribution de D, on essaie successivement différentes 
lois théoriques. On retient celle qui donne pour / une distribution approchant le mieux 
l'histogramme expérimental. 

Des erreurs liées aux tailles des fractures peuvent nuire à la qualité de cette estimation. 
En effet, pour un échantillonnage linéaire, les fractures de faibles extensions ont de faibles 
chances de recouper la ligne de mesure. En outre, la limite de la taille d'une fenêtre de 
mesure introduit des erreurs concernant les fractures de grandes tailles. Celles-ci appa­
raissent avec des longueurs inférieures à leurs longueurs réelles, si elles ont au plus une 
extrémité observable. 

Pour corriger ces erreurs, qui sont relatives aux longueurs des traces, plusieurs méthodes 
ont été développées (Cruden [1977], Priest et Hudson [1981], etc.). Certains auteurs répar­
tissent d'abord les fractures en trois catégories suivant le nombre de leurs extrémités dans 
la fenêtre de mesure (0. 1 ou 2). Ils tracent ensuite les trois histogrammes expérimentaux 
correspondants. Finalement, ils ajustent ces trois distributions conditionnelles et expéri­
mentales avec celles issues d'une loi théorique sur l. déduite de celle sur D (Massoud [1987], 
Loiseau [1987]). Souvent, on adopte pour D une loi exponentielle, lognormale ou gamma. 

Les erreurs de mesure affectent aussi les traces de faible dimension. Pour une raison 
pratique, il est indispensable de fixer une longueur limite en dessous de laquelle les traces 
ne sont pas mesurées. Cette limite inférieure, indispensable pour des raisons pratiques, 
doit dépendre de la nature de l'étude à réaliser. Ce choix est particulièrement difficile 
à effectuer si on s'intéresse à la cond.uctiv.ite hydraulique d'un massif. En effet, cette 
conductivity dépend de la connexion entre fractures et non de leurs dimensions. On note, 
cependant, que les grandes fractures ont plus de chances d'être connectées que les petites 
fractures. 

Pour aider à retracer l'histoire géologique d'une famille directionnelle ou du réseau global, 
on peut relever la nature des terminaisons d'une fracture. Une terminaison peut s'es­
tomper librement dans la matrice rocheuse ou s'interrompre par la présence d'une autre 
fracture. Une famille de fractures peut être systématiquement, parfois ou jamais tronquée. 
L'identification des familles qui sont interrompues, ainsi que celles qui les interrompent 
permet de mieux analyser leur hiérarchie pour mieux dater leurs phases de formation. 
Il serait alors souhaitable que le modèle géométrique du massif rocheux restitue cette 
hiérarchie. 
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4.1 .3 .5 Analyse de l 'ouverture et de l 'épaisseur d'une fracture 

L'ouverture est un paramètre important pour le comportement hydraulique d'une fracture. 
Cependant, elle est difficile à analyser pour différentes raisons notamment à cause de sa 
grande variabilité le long d'une fracture. Pour simplifier, on suppose que chaque fracture 
à une ouverture constante et égale à son ouverture moyenne. Dans le cas où il existe un 
matériau de remplissage, l'ouverture moyenne d'une fracture est remplacée par l'épaisseur 
moyenne de ce matériau, qui est souvent ajustée par une loi lognormale. 

4.1.4 Traitement géostat i s t ique des données de la fracturation 

L'analyse statistique exposée plus haut suppose que les paramètres de la fracturation sont 
distribués d'une manière aléatoire et indépendante dans l'espace. Or, l'observation sur le 
terrain d'un paramètre donné montre que son évolution présente aussi un aspect organisé 
d'un endroit à l 'autre. La géostatistique, assimile un tel paramètre à une variable régio­
nalisée, i.e. présentant une corrélation spatiale. Pour étudier ses caractéristiques structu­
rales, une fonction appelée variogramme est introduite (Matheron [1965]). Si Z désigne 
la variable régionalisée, le variogramme, noté 7(/i), vaut la moitié de l'écart quadratique 
moyen de Z mesurée en deux points distants de h, soit : 

1 
j(h) = -E((z(x + h)-z{X)y) 

avec Z(x + h) et Z(x) les valeurs de Z au points respectifs (x -f /?) et .T. La valeur 2 y (h) 
peut être interprétée comme la variance de l'estimation de Z(x + h) par Z(x). 

h (h y{h) 

•+h 

(b) 

1(h) h(h] 

(S) 

->h -$>h 

(d) 

(a) Comportement parabolique 

(b) Comportement linéaire 

(c) Effet de pépite partiel 

(d) Effet de pépite pur 

Figure 1.15: Différents types de variogramme. 

Une étude variographique consiste à analyser le comportement du variogramme j(h) 
pour les faibles et les grandes distances de h (fig. 1.15). A un phénomène très régulier 
(Z est continue et derivable) est associé un variogramme parabolique à l'origine ; et à 

29 



un phénomène complètement aléatoire correspond un variogramme plat ou à un effet 
de pépite pur. Un variogramme peut présenter une asymptote atteinte à une distance 
appelée portée. Il s'agit de la distance au-delà de laquelle il n'y a plus de corrélation 
spatiale. Dans cette étude, on suppose que les accroissements de la variable régionalisée 
Z sont stationnaires de second ordre, c'est-à-dire que leur deux premiers moments sont 
invariables par translation dans l'espace. 

Un variogramme peut montrer des comportements qui ne sont pas réels mais liés aux 
erreurs de mesure et d'échantillonnage. Une interprétation variographique doit distinguer 
de tels effets et introduire les corrections adéquates. 

Cette analyse a été utilisée pour caractériser la distribution spatiale des fractures. En par­
ticulier, elle a été employée pour tester l'implantation de ces fractures selon un processus 
de Poisson. Théoriquement, si on note N(B) le nombre de fractures dans un sous-domaine 
B, l'hypothèse d 'un processus de Poisson implique que le rapport R entre la variance 
et la. moyenne de N(B) vaut un. Par ailleurs, les variables N(Bi) et N{B-2) de deux 
sous-domaines disjoints B\ et £?2, sont indépendantes. Ceci signifie que le variogramme 
théorique de N(B) présente un effet de pépite pur. La confrontation de ces variogrammes 
théoriques avec les variogrammes expérimentaux ainsi que l'évaluation de R font, partie 
des méthodes employées en géostatistique pour tester le caractère poissonien d'un phéno­
mène. 

Ayant recours à ce type d'analyse, Loiseau [19S7J constate que l'implantation des fractures 
dans les gneiss du Cézallier (France) ne peut, pas être décrite par ce type de processus. 
Les variogrammes montrent que ces fractures s'agencent en paquets ou salves. Ceci se 
traduit par des espacements faibles entre les fractures d'une même salve et un espacement 
important entre la dernière fracture d'une salve et la première fracture de la salve suivante. 
En comparant ses résultats à ceux de Massoud [1987] obtenus dans des granites, il propose 
de conclure que ce type de regroupement est une constante, dans les roches telles que les 
granites et les gneiss. 

L'une des approches, introduites pour décrire ce regroupement en paquets, est celle des 
salves poissoniennes. Les germes, qui sont les centres des salves, sont supposés suivre 
un processus de Poisson de densité uniforme Bg. Par ailleurs, les fractures d'une salve 
sont implantées d'une manière indépendante avec une densité 0p. Billaux [1990] donne 
une méthode pour estimer les paramètres de ce modèle (6g, ôp, etc.) en fonction des 
variogrammes expérimentaux. Certains supposent que la densité des germes 0g est une 
variable régionalisée. Il s'agit des modèles de salves à densité régionalisée. Pour tenir 
compte de la variabilité spatiale de la densité des fractures, les modèles de Poisson à 
densité régionalisée sont également utilisés. 

La vérification de l'adéquation de l'un de ces modèles avec la réalité, s'effectue en exa­
minant en particulier les variogrammes expérimentaux des densités N(B), ainsi que le 
rapport R définit plus haut (cf. Massoud [1987]). 

L'orientation, l'extension et l'ouverture d'une fracture sont également assimilées à des 
variables régionalisées, afin d'estimer leurs degrés de régularité spatiale. La corrélation 
éventuelle entre ces différentes variables peut être étudiée en examinant leurs covariances, 
et également en utilisant les techniques des variogrammes croisés. 

30 



4,1.5 A n a l y s e e t a p p r o c h e f rac ta íe 

Le concept de géométrie fractale, utilisée pour décrire la morphologie d 'une fracture indivi­
duelle, est également utilisé comme une méthode alternative pour étudier la fracturation 
d'un massif. En particulier, il est employé pour caractériser, selon l'échelle d'étude, la 
densité des fractures ou la densité de leurs traces sur une fenêtre de mesure. Souvent, on 
détermine un paramètre appelé dimension fractale de boites. Pour l'évaluer, on recouvre 
le plan de mesure au moyen de boites carrées de coté r (fig. 1.16). Le nombre de boites 
N(r) interceptées par au moins une fracture est tracé en fonction de 1/r, en coordonnées 
bilogarithmiques. Si la courbe obtenue est une droite, elle implique que le phénomène est 
auto-similaire et sa pente représente la dimension fractale de boîte. 

N(r) = 29 

r 
r 

Figure 1.16: Dimension fractale de boîte selon Chiles [19S9J. 

4.2 Modélisation des réseaux de fractures 

Le traitement statistique ou géostatistique de l'ensemble des fractures permet d'estimer 
les lois caractérisant d'une part le processus de répartition des fractures dans l'espace 
et d 'autre part les paramètres géométriques de ces fractures. Les résultats obtenus sont 
incorporés dans un modèle de simulation qui sert à générer un réseau de fractures obéissant 
à ces lois. 

Ce réseau de fractures est composé de familles directionnelles dépendant partiellement ou 
totalement des phases tectoniques du massif. Comme il est difficile de prendre en compte 
le lien qui existe entre ces différentes phases, on suppose que les familles directionnelles 
sont statistiquement indépendantes. Pour générer le réseau de fractures d'un massif, il 
suffit donc de générer d'une manière indépendante chaque famille directionnelle et de 
superposer, par la suite, les résultats obtenus. 

D'approches différentes, les modèles géométriques sont généralement conçus pour donner 
une réalisation en trois dimensions de la fracturation d'un massif. La superposition de 
discontinuités déterministes dans de tels modèles ne pose aucune difficulté. Nous exposons, 
ci-dessous, quelques uns de ces modèles. 

On note que la simulation des champs de fractures selon des méthodes fractales n'est pas 

7 ï ' -x£ C-4-_a_X; j _ 
oi> > / -$- t^4 4- -h -f 

31 



très utilisée. En effet, jj est insuffisant de caractériser totalement un champ de fracture à 
partir d 'un seul paramètre (dimension fractale) sauf dans le cas où le champ de fracture est 
réduit à une succession de points le long d'une droite (modèle à une dimension). Ainsi, la 
plupart des modèles qui existent pour simuler un champ de fractures en deux dimensions se 
ramènent à. la simulation d'un champ de fractures en une dimension (plusieurs simulations 
le long de lignes différentes). Nous citons, par exemple, le travail de Thomas [1987], 
Chiles [19SS] et Barton [1992]. 

4.2.1 M o d è l e s de p r o c e s s u s de Poisson 

Parmi ces modèles, nous citons les disques aléatoires de Baecher et a!. [1977] et les plans 
poissoniens de Dershowitz [1984] (fig. 1.17). Grâce à sa simplicité, le modèle disque est le 
plus utilisé. En effet, comme il a été déjà mentionné, ce modèle permet d'estimer la loi de 
distribution des diamètres des disques à partir de celle des longueurs des traces. 

Figure 1.17: Modèle disque de Baecher et modèle polygonal de Dershowitz (d'après Der­
showitz [1984]). 

Dans ce type de modèle, les centres des disques constituent un processus de Poisson 
de densité A,r constante. Pour générer ces centres dans un volume V, on commence par 
tirer au hasard le nombre N de ces centres suivant la loi de Poisson de densité A„V. On 
répartit, ensuite. A" points dans ce volume V, d'une manière indépendante et suivant une 
loi uniforme. Les centres des fractures étant localisés, on génère, pour chacune et d'une 
manière indépendante, son orientation, son diamètre et éventuellement son ouverture. 
Ces paramètres sont déterminés par tirage au hasard dans la distribution correspondante. 
Pour un tel type de modèle, les corrélations entre ces différents paramètres sont négligées. 

4.2.2 M o d è l e s de sa lves 

Utilisés en géologie minière (Matheron [1968], Guibal et al. [1974], Deverley [1984]), ces 
modèles sont également appliqués pour simuler des réseaux de fractures (Loiseau [1987], 
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Massoud [19S7], Billaux [1990]). Plus complexes qu'un modèle de Poisson à densité uni­
forme, leur procédure s'effectue en plusieurs étapes. Dans un domaine de volume V, on 
commence par tirer au hasard, suivant une loi de Poisson de densité 9gV, le nombre 
de germes inclus dans ce domaine. On implante, ensuite, chaque germe selon une loi de 
distribution uniforme. Pour chaque germe i. situé au point a',, on génère le nombre de 
fractures qui vont l'entourer pour former la salve i. Ce nombre est tiré au hasard selon 
une loi de Poisson de densité 9p, Finalement, on implante les fractures de cette salve aux 
points {Xi + u), où u est une variable aléatoire générée selon une loi uniforme, normale ou 
exponentielle. 

On simule, ensuite, pour chaque fracture une orientation, un diamètre et éventuellement 
une ouverture (fig. 1.1 S), en tenant en compte de : 

- la régionalisation éventuelle de chaque paramètre ; 

- la corrélation éventuelle entre deux paramètres distincts. 

Figure 1.1S: Simulation d'un réseau de disques : modèle de salves (d'après Billaux [1990]). 

Pour ces modèles, les variables régionalisées sont simulées par des techniques classiques de 
la géostatistique en respectant leurs histogrammes et leurs variogrammes (Matheron [1974] 
et Mantoglou [1987]). 

4 .2 .3 M o d è l e s à d e n s i t é rég iona l i sée 

Il s'agit des processus de Poisson ou de salves à densité régionalisée. Les premiers modèles 
considèrent que A„ est une fonction aléatoire, Xv(x), qui dépend de l'endroit x où elle se 
trouve. Dans les modèles de salves, c'est le paramètre 6g qui est assimilé à une fonction 
aléatoire 9g(x). 

33 



Les caractéristiques individuelles de chaque fracture (orientation, diamètre, ouverture) 
sont simulées de la même manière que dans les modèles de salves à densité constante. 

5 Conclusion 

Dans ce travail de recherche nous nous intéressons à la modélisation et à l'analyse du 
comportement hydro-mécanique des massifs rocheux ñssurés. Les observations effectuées 
sur le terrain montrent que si la matrice rocheuse est faiblement déformable, les zones de 
rupture du massif se localisent, alors, au niveau de ses discontinuités. S "appuyant sur ces 
observations, le modèle BR.IG3D, utilisé ici, néglige la déformation de la matrice rocheuse 
en considérant que les blocs de roche, dont la géométrie est imposée par le réseau de 
discontinuités du massif, sont rigides. 

Pour simuler la géométrie des massifs rocheux fissurés, on utilise, au Centre de Géolo­
gie de l'Ingénieur, le logiciel SIMBLOC développé par Xu [1991]. Il s'agit d'an modèle de 
disques poissoniens auxquels sont assimilés les fractures d'un massif. Après traitement des 
intersections entre disques, on obtient un assemblage de blocs de formes polyédriques. On 
obtient aussi une description polygonale du réseau de fractures avec élimination de la par­
tie de chaque disque qui s'amortit dans la masse rocheuse. D'un point de vue mécanique, 
les zones de prolongement des fractures sont intéressantes pour analyser une éventuelle 
extension des fractures. Ce phénomène ne correspond pas à notre cadre d'analyse. Le 
logiciel BRIG3D, qui peut utiliser les résultats de SIMBLOC, est également construit en 
négligeant l'amortissement des fractures dans les matrices rocheuses. 

Le modèle BRIG3D rend compte des fermetures maximales des joints sous des efforts 
de compression élevés. Le comportement tangential de ces joints est décrit par des lois 
élastoplastiques parfaites qui ne différencient pas la résistance de cisaillement au pic et sa 
décroissance progressive vers une résistance résiduelle. L'influence de la morphologie d'un 
joint, de l'altération de ses épontes et du matériau de remplissage sur ses comportements 
mécaniques doivent être prises en compte lors du choix des paramètres mécaniques des 
lois qui les caractérisent. 

Ainsi que nous l'avons noté dans ce chapitre, on se confronte, lors de la caractérisation 
géomécanique d'un massif rocheux fissuré, à un problème de choix d'échelle. Celui-ci 
existe, également, lors de la simulation de son comportement mécanique, hydraulique ou 
hydro-mécanique. Il s'agit, en particulier, du choix des dimensions minimales du massif 
à introduire afin d'avoir des résultats significatifs. Les modèles utilisés pour effectuer 
ces simulations sont fondées de plus en plus sur des méthodes de calcul numérique. Pour 
assurer le bon déroulement de tels calculs, il faut également imposer des limites inférieures 
ou supérieures de certaines variables introduites dans ces modélisations. Il convient, à t i tre 
d'exemple, d'éliminer les blocs à faibles volumes qui d'un point de vue mécanique n'ont 
aucune influence sur le comportement mécanique du massif mais qui. d'un point de vue 
numérique, peuvent être très pénalisants. 
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Chapi t re 2 

Modélisation du comportement 
mécanique des massifs rocheux 
fissurés 

1 Introduction 

Les modèles numériques sont utilisés dans plusieurs domaines scientifiques pour résoudre 
des problèmes physiques ou mathématiques dépourvus de solutions analytiques explicites. 
S'appuyant sur des outils de calcul de plus en plus performants, ces méthodes n'ont cessé 
de se développer durant ces dernières années. 

La modélisation est un outil d'analyse très utilisé en géologie de l'ingénieur, notamment 
dans l'étude de stabilité et de déformabilité des massifs de sol ou de roche. Avant l'émer­
gence de tout modèle, ces études de stabilité étaient fondées sur le savoir-faire des ingé­
nieurs concepteurs qui essayaient d'améliorer la stabilité de ces massifs et d'éviter de 
reproduire certaines situations ayant provoqué la ruine d'autres ouvrages. Une telle expé­
rience reste toujours nécessaire, même si on utilise un modèle très performant. 

Actuellement, il existe plusieurs types de modèles numériques destinés à analyser la sta­
bilité des massifs rocheux fracturés. Le choix du modèle à appliquer doit dépendre de la 
capacité de ce modèle à représenter le mécanisme de rupture le plus important, qui pour­
rait entraîner la ruine du massif. En fait, aucun modèle ne peut prétendre représenter 
toutes les complexités géologiques et mécaniques du milieu réel. 

Parmi les modèles utilisés, nous distinguerons : 

- les modèles d'équilibre limite qui aboutissent au calcul d'un coefficient de sécurité 
exprimé en fonction des paramètres géométriques et géotechniques du massif ; 

- les modèles de calcul en déformation relatifs aux milieux continus. Ces modèles 
permettent de donner des résultats satisfaisants, si la densité de fracturation du 
massif rocheux étudié est faible ou très grande ; 

- les modèles d'éléments discrets qui sont potentiellement les mieux adaptés à l'analyse 
du comportement hydromécanique des massifs rocheux lorsque la fissuration du 
massif lui confère une structure d'assemblage de blocs. 
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Après une présentation succincte de quelques-unes de ces méthodes d'analyse, nous repren­
drons la formulation de l'équilibre d'un assemblage de blocs telle qu'elle est introduite dans 
le code de calcul BRIG3D. Nous analyserons ensuite l'influence de certaines hypothèses 
adoptées dans ce logiciel par rapport aux phénomènes réels dans un massif rocheux. 

2 Les modèles d'équilibre limite 

Selon l'orientation des fractures et la géométrie des masses rocheuses, on peut identifier 
certains mécanismes de rupture élémentaires tels que la rupture plane, en dièdre ou par 
basculement. Bien qu'il soit assez simplifié par rapport au phénomène réel, un méca­
nisme de rupture élémentaire peut être suffisant pour expliquer l'instabilité d'une masse 
rocheuse. 

Les modèles d'équilibre limite sont introduits pour quantifier l'instabilité vis-à-vis de l'un 
de ces mécanismes de rupture. Ils supposent, tous, l'existence d'un équilibre limite et 
nécessitent l'introduction d'un critère de rupture. On utilise souvent le critère de Mohr-
Coulomb. Ces méthodes, dites de calcul à la rupture, identifient la masse rocheuse à un 
assemblage de blocs rigides susceptibles de glisser le long d'une ou de plusieurs surfaces 
définies au préalable et identifiées par l'analyse structurale du massif. 

Pour chaque modèle, on introduit d'abord les paramètres géométriques nécessaires pour 
définir les blocs et la surface de rupture. Ensuite, on écrit les équations, qui assurent 
l'équilibre statique de chaque bloc, pour en déduire les efforts moteurs et résistants de 
l'ensemble de la masse rocheuse. Ce calcul permet de déterminer un coefficient de sécurité 
global pour quantifier l 'état de la stabilité du massif étudié. Un tel coefficient dépend 
des paramètres géométriques, mécaniques et hydrauliques introduits. Son évolution en 
fonction de ces différents paramètres est rarement connue. A cause de ce manque d'infor­
mation et des simplifications adoptées pour décrire le modèle physique relatif au mode de 
rupture, on essaye, lors d'une analyse préventive, d'avoir une large marge de sécurité par 
rapport aux situations limites de stabilité. 

Afin de tenir compte de la variabilité spatiale des paramètres mécaniques de calcul, des 
approches probabilistes ont été introduites dans certains modèles d'équilibre limite. Pour 
ce type d'approche, la stabilité est évaluée par une probabilité de rupture qui remplace le 
coefficient de sécurité. Ces approches peuvent être classées en deux familles : les méthodes 
semi-probabilistes et les méthodes purement probabilistes. 

Les méthodes semi-probabilistes évaluent les efforts moteurs et résistants comme dans 
les modèles déterministes classiques d'équilibre limite. En supposant que les paramètres 
mécaniques du milieu sont des variables aléatoires, elles cherchent à déterminer la loi 
de distribution du coefficient de sécurité. Il en découle une probabilité de rupture qui 
correspond à un coefficient de sécurité inférieur à 1. Comme méthode semi-probabiliste 
nous citons l'analyse du glissement plan introduite par Oboni et Martinenghi [1984]. 

Les méthodes purement probabilistes font intervenir le concept probabiliste au niveau du 
calcul mécanique lui-même. Nous citons, par exemple, le modèle de Scavia et al. [1990] qui 
concerne la rupture progressive par basculement d'un talus rocheux. Ce modèle, fondé sur 
la description déterministe de Hoek et Bray [1977], utilise la décomposition d'un talus en 
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tranches. Il considère que les paramètres mécaniques de la roche aux limites des tranches 
(la cohésion et l'angle de frottement interne), et par conséquent, les forces d'interaction 
entre les blocs sont des variables aléatoires. En outre, il suppose que la propagation de la 
rupture est un processus de Markov dont la matrice de transition est évaluée à partir des 
lois de distribution des forces inter-tranches. Dans le cas où la probabilité de l'amorce de 
la rupture n'est pas nulle (probabilité de rupture du pied de talus), ce modèle permet de 
calculer la probabilité de la propagation de la rupture par basculement d'un talus rocheux. 

Pour la majorité de ces modèles, aussi bien déterministes que probabilistes, on est confron­
té à une inconnue majeure. Il s'agit de la manière de transmettre les forces entre deux 
blocs adjacents ou entre un bloc et une surface d'appui. Pour pouvoir résoudre ce pro­
blème, différentes hypothèses sont adoptées. Elles peuvent concerner l'inclinaison, le point 
d'application ou l'intensité de ces forces. Le résultat final de calcul peut être fortement 
influencé par le type d'hypothèse utilisé. 

3 Les modèles d'équilibre limite de blocs isolés 

Les excavations effectuées dans un massif rocheux fissuré peuvent entraîner la ruine de 
l'ouvrage, si on ne met pas en place les dispositifs de sécurité ou de confortement néces­
saires. En effet, aux bords des surfaces libres créées, un certains nombre de blocs peuvent 
se déplacer vers le vide et entraîner la chute des blocs qui les entourent. Cette rupture 
peut être brutale surtout en présence d'un écoulement d'eau. 

Goodman et Shi [1985], Mauldon et Goodman [1990, 1995] et Warburton [1981, 1987] se 
sont intéressés à l'analyse de l'équilibre limite des blocs situés à la limite d'une excavation. 
Leurs travaux ont pour objectif de détecter les blocs susceptibles de se détacher de l'en­
semble de la masse rocheuse et d'entraîner éventuellement la propagation de la rupture 
vers une grande zone du massif. 

a) La théorie des blocs clés 

La théorie des blocs clés est un ensemble d'analyses géométriques permettant de localiser 
les blocs aux bords d'une excavation qui sont potentiellement dangereux dans un massif 
rocheux fissuré. Cette méthode, introduite par Goodman et Shi [1985], considère que 
les fractures d'un massif rocheux sont des surfaces planes d'extension infinie. De telles 
fractures sont regroupées en un nombre fini de familles, ayant chacune une orientation 
déterminée. Elles partagent le massif étudié en un ensemble de blocs rigides. 

Un bloc clé est par définition un bloc fini, déplaçable et potentiellement instable. La 
figure 2.1 illustre les différents types de blocs en fonction de leur forme ainsi que leur 
position par rapport à une surface d'excavation. La détection d'un bloc clé utilise deux 
règles principales : un théorème de «finitude» qui permet d'examiner le caractère fini ou 
non d'un bloc convexe et un théorème de «déplaçabilité» qui permet de vérifier si un 
bloc fini peut être mis en mouvement. Par extension de la méthode de projection stéréo-
graphique, Goodman et Shi [1985] ont développé une méthode graphique pour localiser 
les blocs convexes finis et déplaçables. 

Une analyse mécanique est ensuite réalisée pour examiner l'équilibre limite de chaque bloc 
déplaçable. La possibilité de rupture par un mouvement de translation d'un bloc soumis à 
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Bloc infini 

/ N 
Mouvement géométriquement impossible 

Stable sans frottement 

Stable avec frottement : Bloc clé potentiel 

Non stable sans soutènement : Bloc clé 

Figure 2.1: Classification des blocs selon Goodman et Shi [1985]. 
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des forces motrices (poids propre, forces hydrostatiques, etc.) est considérée. Pour élargir 
la théorie des blocs clés, des analyses rotationnelles ont été introduites par Maul don et 
Goodman [1990, 1995]. Elles consistent à étudier la possibilité de rupture d'un bloc par 
un mouvement de rotation et de translation. 

b) L ' a n a l y s e vec to r i e l l e de W a r b u r t o n 

Une étude cinématique, similaire à celle de Goodman et Shi [1985], a été développée 
par Warburton [1981, 1987]. Le modèle qu'il a introduit est une analyse vectorielle de 
la stabilité d'un bloc polyédrique quelconque. Dans son modèle, Warburton [1981, 1987] 
considère que les fractures sont d'extension finie et peuvent être introduites d'une manière 
déterministe ou aléatoire. En s'appuyant sur la classification des différents types de blocs 
(fig. 2.1) introduite par Goodman et Shi [1985], le modèle examine la stabilité de tous les 
blocs en contact avec une excavation. 

4 Les modèles de calcul en déformation 

4.1 Les modèles des milieux continus 

Pour analyser le comportement mécanique des massifs rocheux fissurés, plusieurs métho­
des numériques, relatives aux milieux continus, ont été appliquées. Nous citerons, par 
exemple, les méthodes variationnelles comme celle des éléments finis ou les méthodes 
intégrales comme celle des éléments frontières. La majorité de ces modèles approchent le 
problème exact par un problème discret formulé dans un espace de dimension finie. 

4.1.1 La m é t h o d e des é l éments finis 

La méthode des éléments finis, qui a connu un essor considérable dans l'analyse du com­
portement mécanique des milieux continus déformables. est également utilisée pour l'ap­
proximation numérique de problèmes aux limites très divers. L'idée de base de cette 
méthode est de substituer au domaine réel étudié une géométrie approchée formée par un 
assemblage d'éléments de geometries simples et de dimensions finies. Ces éléments sont 
reliés entre eux par un nombre fini de points, appelés points nodaux. 

Pour modéliser la déformabilité d'un milieu continu, ces points nodaux représentent le 
lieu de transmission des efforts d'un élément à l'autre et leurs déplacements constituent 
les inconnues de base de ce problème. Le choix d'une fonction d'interpolation permet 
d'exprimer en fonction des déplacements aux noeuds et d'une manière unique l'état de 
déformation à l'intérieur de chaque élément. En caractérisant le milieu par des lois rhéo-
logiques. on détermine l'état de contrainte de chaque élément en fonction de son état de 
déformation ou encore en fonction des déplacements de ses nœuds. Par application d'un 
principe variationnel, on se ramène à la résolution d'un système d'équations linéaires de 
la forme : 

[K]U = F 
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avec : 

[/ : vecteur déplacement global dont les composantes sont les déplacements aux nœuds. 
inconnues principales du problème ; 

F : vecteur sollicitation qui se traduit par des forces aux nœuds ; 

[A] : matrice dite de rigidité globale. 

Ce système d'équations tient compte des conditions, en contrainte ou en déplacement, 
qu'on impose aux limites du domaine étudié. 

Cette méthode, conçue pour les milieux continus, peut être appliquée à un massif rocheux 
discontinu si sa densité de fracturation est élevée. En effet, il est d'usage d'assimiler un tel 
massif à un milieu continu équivalent à condition de lui attribuer les propriétés mécaniques 
équivalentes convenables. 

L'extension de cette méthode à des massifs rocheux de densité de fracturation arbitraire. 
a nécessité l'introduction d'éléments spéciaux pour modéliser les diverses surfaces de dis­
continuités (Zienkiewiczet al. [1970], Goodman et al. [19681. Ghaboussi et a!. [1973], etc.). 
Ces éléments spéciaux sont appelés des éléments joints. 

Pour une analyse bidimensionnelle, Goodman et al. [1968] ont représenté les éléments 
joints sous forme d'éléments rectangulaires à quatre nœuds [voir fig. 2.2). Cet élément, 
de longueur L et d'épaisseur nulle, est muni d'une rigidité normale Kn et d 'une rigidité 
tangentielle Kt. Pour compléter cette représentation, Goodman et Saint John [1977] ont 
caractérisé cet élément par une rigidité rotationnelle. 

Elément joint de Goodman et al. Elément joint de Zienkiewicz et al. 

Figure 2.2: Les éléments joints de Goodman et al. [19681 et de Zienkiewicz et al. [1970]. 

Zienkiewicz et al. [1970] ont défini, pour les milieux stratifiés, un autre type d'éléments 
joints. Il s'agit d'un élément courbe isoparamétrique à six nœuds (voir fig. 2.2), caracté­
risé d'un point de vue mécanique par un module de Young et un coefficient de Poisson. 
Cependant, dans le cas où l'épaisseur de cet élément est relativement faible, ce type de 
représentation peut conduire à un mauvais conditionnement de i a matrice de rigidité 
globale entraînant des problèmes numériques. 

Quel que soit le schéma adopté pour définir les éléments joints, la méthode des éléments 
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finis reste limitée aux cas des massifs peu fracturés. Cette approche présente, en outre, des 
difficultés de mise en œuvre dans le cas où les mouvements relatifs au niveau des joints 
sont importants (nécessité de refaire le roaillage par éléments finis). 

4 .1.2 La m é t h o d e des é l é m e n t s f ron t iè res 

Cette méthode est particulièrement simple et efficace dans le cas d'un milieu homogène 
à comportement élastique linéaire. Fondée sur le principe de superposition, elle permet 
de determiner la déformation d'un domaine infini ou semi-infini. Dans cette méthode, la 
discrétisation ne concerne que les frontières du domaine étudié. Ceci facilite la préparation 
des données nécessaires pour les calculs. Toutefois, la généralisation de cette méthode de 
calcul à des milieux hétérogènes et à lois de comportement non linéaires devient très vite 
complexe. 

Dans une formulation dite directe, on utilise la loi de Betti pour construire une relation 
entre les contraintes et les déplacements à la frontière S (fig. 2.3). En deux dimensions, 
on écrit : 

CijiP^P) = - jsTtj(P,Q)uj(Q)ds(Q) + J^^iP.QïtjiQjdslQ) (2.1) 

où : 

P est un point du domaine étudié dont la frontière est S ; 

Q est un point de la frontière S ; 

t ¡(Q) et iij(Q) représentent la composante j du vecteur contrainte s'exerçant sur un 
élément de surface ds centré au point Q (j — 1,2) et la composante du déplacement en 
ce même point Q dans la direction j ; 

Tij(P.Q) et Uij(P,Q) représentent la composante j du vecteur contrainte s'exerçant sur 
un élément de surface ds centré au point Q (j = 1, 2) et la composante du déplacement au 
point Q dans la direction j ; ces composantes sont produites par un chargement unitaire 
en P dans la direction i (i = 1,2) ; 

Cjj(P) un terme qui tient compte des singularités au point P lorsque P est sur S. Pour 
tout point strictement dans le domaine étudié on a c¡j(P) = <$„• (symbole de Kronecker). 

Les développements mathématiques relatifs à cette méthode peuvent être trouvés dans 
Brown [1987] et Beer et Poulsen [1994]. 

Dans une étude à deux dimensions, les éléments frontières sont souvent représentés par 
une suite de segments de droite. Des fonctions d'interpolation sont utilisées pour appro­
cher le champ de contrainte et de déplacement à l'intérieur de chaque élément à l'aide 
des contraintes et des déplacements aux nœuds de cet élément. Ceci permet de calculer 
l'intégrale donnée par l'équation (2.1). Une technique d'assemblage permet de construire 
un système d'équations liant les déplacements nodaux iï (inconnues du problème) aux 
contraintes nodales /. De telles contraintes sont calculées à partir du tenseur de contrainte 
d'un milieu infini ou semi-infini (cf. Beer et Poulsen [1994]) et on aboutit à une relation 
de la forme : 
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x2 

S*~Xl 

l^s-. 

Figure 2.3: Vecteurs déplacement et contrainte en un élément de surface de la frontière 
centré au point Q. 

[A] u = [B]t 

où [A] et [B] sont deux matrices carrées. 

Afin d'étudier la déformation d'un milieu discontinu, tels que les massifs rocheux fracturés, 
cette méthode considère qu'un tel milieu est une combinaison de plusieurs régions. La 
figure 2.4 montre l'exemple d'une excavation dans un massif traversé par une faille. Un 
tel domaine est formé par deux régions semi-infinies (/) et ( / / ) , vérifiant chacune une 
équation de type (2.1) : 

U ] ( n ? 1 ( / ) = Í B ] ( i ) f ( / ) (2.21 

[Aj<">iT</7> = [B] (">**<"> (2.3) 

En l'absence de glissement et de détachement à l'interface des deux régions, l'équilibre 
des forces et la continuité des déplacements impliquent : 

¿V C> - - f v <"> (2.4) 

(2.5) 

où S désigne l'interface entre les deux régions. 
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Figure 2.4: Decomposition d'un milieu en deux régions pour modéliser une zone de dis­
continuité. 

Si on tient compte des conditions (2.4) et (2.5) dans les relations (2.2) et (2.3), on peut 
construire une équation du domaine global (constitué par les régions (/) et {II)) sous la 
forme d'un système linéaire dont les inconnues sont les déplacements aux frontières et aux 
interfaces entre régions. 

Dans le cas d'un glissement ou d'un détachement à l'interface des deux régions, une procé­
dure itérative est utilisée pour en tenir compte {cf. Brown [1987], Beer et Poulsen [1994]). 

Comme pour la méthode des éléments finis, l'application de cette méthode est restreinte 
aux cas des massifs à. faible densité de fracturation. 

4.2 Les modèles d'éléments discrets 

Cette famille de modèles est mieux adaptée à l'analyse de la déformation des massifs 
rocheux présentant de multiples discontinuités. Telle qu'elle a été définie par Cundall et 
Hart [1992], une méthode d'éléments discrets doit permettre de modéliser les mouvements 
finis, de translation et de rotation, des blocs discrets constituant le milieu discontinu. Elle 
doit, en outre, autoriser le détachement complet d'un bloc du reste de la structure et 
détecter les nouveaux contacts qui s'établissent au fur et à mesure que les blocs évoluent 
dans l'espace. 

Dans cette classe de modèles, nous distinguons la méthode des éléments distincts intro­
duite par Cundall [1971, 1988], les modèles de blocs rigides de Kawai [1977] et Belytschko 
et al. [1984], la méthode des discontinuités de déplacement (Crouch [1976], Shi et Good­
man [1988]. etc.). 

En deux dimensions, la méthode des éléments distincts de Cundall [1971, 1988] considère 
que le contact entre blocs peut être de trois types : arête-arête, arête-sommet ou sommet-
sommet (fig. 2.5). Le contact de type arête-arête est suffisant pour modéliser les faibles 
déformations d'un milieu discontinu. 
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o o 
Arête-Arête Arête-Sommet Sommet-Sommet 

Figure 2.5: Différents types de contact dans le modèle de Cundall [1971, 1988]. 

5 Présentation du modèle BRIG3D (première ver­
sion) 

5.1 Introduction 

Le modèle BR.IG3D a été développé par Tahiri [1992a], Ce modèle est une extension 
d'un modèle bidimenssionnel développé par Korini [1988] au Centre de Géotechnique et 
Exploitation du Sous-sol. Ce modèle associe au massif rocheux fracturé un milieu discon­
tinu discrétisé en blocs. Ces derniers sont en interaction par l'intermédiaire de ressorts 
uniformément distribués le long de leurs surfaces communes (fig. 2.6). Le lieu de contact 
entre deux blocs, dénommé joint, est décrit donc par un ensemble continu de points. Il 
s'agit précisément d'une surface plane convexe. Cette représentation a été adoptée par 
Kawai [1977] et Belytschko et al. [1984]. Nous notons que le modèle bidimensionnel de 
Cundall [1971] suppose que le contact arête-arête entre deux blocs s'effectue uniquement 
en deux points (fig. 2.6). Pour justifier ce choix, Cundall fait référence au cas d'un joint 
réel pour lequel le contact ne s'établit qu'en un nombre réduit de points, qui pourrait être 
égal à deux. 

Le modèle numérique BRIG3D suppose, comme nous l'avons déjà signalé, que les blocs 
de roche sont rigides. Malgré cette hypothèse restrictive, le domaine d'application de 
ce code de calcul demeure assez large. En effet, la déformation d'un massif rocheux est 
très souvent gouvernée par la déformation de ses surfaces de discontinuité. La méthode 
développée dans ce modèle utilise des lois de transformation géométrique pour relier le 
champ de déformation des joints au champ de déplacement des blocs. Ce dernier constitue 
l'inconnue principale du problème. 
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A'fCW] à ^W} è ^ v j $ Cwj ¿ / ^ espacement=0 

(a) Modèle de Belytschko [1984] (b) Modèle de Cundall [1971] 

Figure 2.6: Modélisation des lieux d'interaction entre deux blocs. 

Le champ de déplacement solution doit vérifier l'équilibre du système de blocs soumis 
à un chargement statique. Il doit, en outre, satisfaire aux conditions aux limites impo­
sées. Comme dans la méthode des éléments finis, la résolution du problème s'effectue en 
appliquant le principe de minimisation de l'énergie potentielle totale. Il s'agit, pour ce 
modèle, d'associer à la structure formée par des blocs rigides en interaction au niveau 
de leurs interfaces, une fonctionnelle qui est l'énergie potentielle totale. Notée S, cette 
fonctionnelle dépend du champ de déplacement des blocs. Elle s'exprime par : 

F — F —F 

où £lvi est l'énergie interne de la structure et — £PTt représente le potentiel des efforts 
extérieurs de volume et de surface appliqués sur les blocs. 

Le champ de déplacement, solution du problème, est parmi les champs de déplacement 
cinématiquement admissibles, celui qui minimise l'énergie potentielle totale £, sous condi­
tion que ce minimum existe. 

Le logiciel BRIG3D utilise des incréments de chargement pour appliquer les efforts exté­
rieurs. Considérons qu'on applique N incréments de chargement extérieur. Les positions 
finales de l'équilibre des blocs s'obtiennent, alors, en passant par une succession de N 
états d'équilibre définis par N configurations géométriques du système de blocs. 

Pour chaque incrément de chargement, un processus itératif est employé pour s'affranchir 
des problèmes de non-linéarité géométrique (orientation, position et forme des joints) et 
mécanique (lois de comportement). 
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5.2 Hypothèses de base utilisées dans le logiciel BRIG3D 

5.2.1 Définition et évolution de la surface d'un joint 

Le repérage des joints s'effectue à partir des positions initiales des blocs. Un joint J quel­
conque, du domaine étudié, est identifié à partir des deux blocs Bt et Bj qui le forment via 
leurs faces communes F; et Fj (fig. 2.7). Ces deux faces, initialement de même orientation 
et d'espacement nui, définissent sans ambiguïté les caractéristiques géométriques initiales 
du joint (orientation, position et forme). Cependant, le mouvement des blocs qui engendre 
le mouvement de leurs faces rend complexe la définition de nouvelles caractéristiques géo­
métriques du joint. Le modèle BRIG3D considère que ce joint suit le mouvement de l'une 
des faces (F, ou F;) . Celle-ci permet de connaître la nouvelle position et la nouvelle orien­
tation du joint. L'autre face intervient, d'un point de vue géométrique, pour déterminer 
le contour limite de la surface de ce joint (cf. Tahiri [1992b]). 

Fi 

Position des blocs et du joint à l'état initial 

Position des blocs après mouvement 

Faces des blocs 

Joint 

Figure 2.7: Positions des blocs initialement et après mouvement. 

Comme dans la théorie de Hertz concernant le contact entre deux sphères déformables, le 
déplacement relatif des blocs B{ et Bj fait apparaître une zone d'interpénétration (fig. 2.7). 
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En effet, on assimile le joint, dans ce modèle de blocs, à un contact « m o u » par opposition 
au contact «r igide» qui ne permet que le glissement et le détachement. Cette hypothèse 
d'interpénétration, bien qu'incompatible avec l'hypothèse de l'indéformabilité des blocs, 
est utilisée en mécanique des roches pour rendre compte de la part de la déformabilité des 
joints qui est due à celle des épontes et du matériau de remplissage (fig. 2.8). Une manière 
de schématiser ce contact est d'imaginer, comme le proposent Cundall et Hart [1992], que 
les blocs sont recouverts par un matériau mou ayant une certaine épaisseur. Quand les 
blocs se déplacent, ce matériau se déforme entraînant ainsi cette apparente interpénétra­
tion. 

Zone déformable entre deux blocs Schématisation de cette zone déformable 
(espacement nul entre les blocs) 

Figure 2.8: Schématisation de la zone déformable entre deux blocs. 

Une fois fixé, l'ensemble des joints reste inchangé. En effet, le modèle BRIG3D ne permet 
pas de détecter les nouvelles surfaces de contact qui peuvent apparaître suite à l'évolution 
des blocs dans l'espace. Cela signifie que ce code de calcul ne peut s'intéresser qu'aux 
déplacements de faible ampleur. 

5.2.2 C o m p o r t e m e n t d'un joint en compress ion s imple 

Dans ce modèle, on considère une loi non linéaire pour décrire le comportement d'un 
joint soumis à une contrainte normale de compression. Il s'agit de la loi hyperbolique, 
introduite par Bandis et al. [1983], qui relie la contrainte normale an à la déformation 
normale tn d'un joint comme suit (fig. 2.9) : 

K • e 
Gn = £ n + Ci 

t-max ^n 
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avec 

a : contrainte d'ouverture du joint ; 

Kni : rigidité normale initiale du joint : 

Cmax : fermeture maximale du joint. 

La rigidité normale Kn du joint dépend de son état de déformation. Elle est égale à : 

Kn{en) = 
' d an 

. d en 

A'"-' '-•max 

\t-max £n) 

Nous notons que an est négative dans le cas d'un effort de compression et que en est 
compté négativement pour la fermeture du joint en prenant comme valeur origine la 
situation d'ouverture du joint. 

=4 

^~tr. 

Figure 2.9: Loi de comportement d'un joint en compression. 
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5.2.3 C o m p o r t e m e n t d'un joint au cisail lement 

Le comportement au cisaillement d'un joint est modélisé par une loi élastoplastique par­
faite (fig. 2.10). 

La résistance au cisaillement d'un joint (notée Tmax) soumis à une contrainte de compres­
sion an. est calculée à l'aide d'une relation faisant intervenir cinq paramètres A, B, C, D 
et E, soit : 

rmax = A + B an tan ( C iog10 ( — ) + E 

Suivant le choix des valeurs A, B, C, D et E, on peut aboutir au critère de rupture de 
Mohr-Coulomb ou à celui de Barton (équation 1.11). Les joints supposés non dilatants 
possèdent, pour les faibles déformations e¿, une rigidité tangentiale constante notée Kt. 

-*:—!*-

Figure 2.10: Loi de comportement au cisaillement d'un joint. 

5.3 Déformation d'un joint 

A partir d'an certain état d'équilibre et sous l'effet d'un incrément de chargement, les blocs 
se déplacent pour atteindre un nouvel état d'équilibre. Ces déplacements engendrent un 
accroissement de la déformation des joints. Le but de ce paragraphe est d'exposer la 
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relation entre ces deux quantités cinématiques comme elle est décrite par Tahiri [1992a. 
1992b] dans le modèle BRIG3D. 

5.3,1 Descr ipt ion du m o u v e m e n t d'un bloc rigide 

Cette description est faite par rapport à un référentiel fixe qu'on note 7Z = (O, ex, ey, ez). 

Considérons un solide indéformable dans la configuration géométrique C\ à l'instant i\ 
(fig. 2.11). Soumis à différentes sollicitations, ce bloc occupe à l'instant t2 > i\ une région 
de l'espace décrite par la configuration C2. On note P2 la nouvelle position d'un point 
matériel de ce solide situé en P\ à l'instant t\. Dans le cas de petits mouvements de 
rotation, la position P2 peut être approchée, au premier ordre, à l'aide de l'expression 
suivante : 

~ï\p% = Sit + Szt A G[P\ (2.6) 

où G] représente la position du centre de gravité du bloc dans la configuration Ci, Sit 
est le vecteur translation de ce bloc et 5~uï son vecteur rotation autour de son centre de 
gravité G'i. 

Configuration Ci Configuration C2 

Figure 2.11: Mouvement d'un solide indéformable. 

Si nous désignons par G2 la nouvelle position du centre de gravité du bloc à l'instant ¿2-
le vecteur Su peut s'exprimer comme suit : 

Sit = G\G2 (2.7) 
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Dans le modele BRIG3D, les configurations C\ et C2 peuvent être associées aux positions 
d'équilibre occupées par un bloc B avant et après l'incrément de chargement k. Nous leurs 
donnons les nouvelles notations CA—i et CA-. 

Un point matériel situé en Pk-i-, à la configuration Ck-i, occupe, suite à l'incrément de 
chargement k, la position Pk. Son accroissement de déplacement peut être approché, en 
appliquant l'équation (2.6). par : 

FA::T7t = sitk + s^k A GkZj^ (2.8) 

avec Gu-\ la position à l'étape (k — 1) du centre de gravité du bloc, Sit k le vecteur 
translation et S~UÏk le vecteur rotation du bloc. 

Dans le système d'axes fixes (ex. ey. e,). on représente les coordonnées des vecteurs Sit'k 

et S~û?k de la manière suivante : 

Sltk = Sux¿ex -f ôiiy^ty + SuZikëz 

S~Ü?k = Su!X¿eX + Siûy^ty + 5uJZ^tZ 

Ces vecteurs permettent de définir la configuration CA- du bloc B à partir de sa configu­
ration CA—i- On note que les variables SüjXtk, Sujy¿ et SOJZ^ représentent les rotations infi­
nitésimales de ce bloc respectivement autour des axes (Gk-ï,ex). (Gk-i,ey) et ( G ' A - I , Ê , ) . 

5.3.2 C h a m p de déformation d'un joint 

On s'intéresse, dans cette section, à un joint J associé à deux blocs i?, et Bj et à leurs faces 
respectives F; et F¡. On suppose, en outre, qu'à tout instant, la position et l'orientation 
de ce joint sont données par la face F¡ du bloc Bt. Finalement, on note Gij: et Gj,k la 
position des centres de gravité de B, et B¡ à une configuration quelconque Ck-

Le joint J représente un lieu de contact fictif entre un ensemble de points du bloc Bx et 
un autre contenant des points du bloc Bj. Ces deux ensembles sont considérés confondus 
avant l'incrément de chargement k (fig. 2.12). Par hypothèse, on note que le premier 
ensemble est toujours porté par la face F¡, alors que le second n'est pas situé sur la face 
Fj comme c'était le cas dans la configuration initiale C0 (sauf cas simple). Le déplacement 
relatif de ces deux ensembles de points, suite au chargement k, définit l'accroissement de 
la déformation du joint J . 

Un point quelconque MA—i du joint, dans la configuration C*.-i- est donc confondu avec 
deux points M,-,A--I et Mj¿-i des blocs B, et Bv Sous l'incrément de chargement k, 
l'accroissement de la déformation noté, S~e*k{Mk-i)i est donné par : 

Sltk{Mk^)^MukM3.{ 

où Mi,k et Mj.k sont les nouvelles positions de A^.A—i et Mj^-i-
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f 
I , 

Bi 
í 

Bi 
F, 

B; 

T Fi 

Bi 

(a) Trace du joint sur íes blocs avant mouvement 

Y, Bi 

Bj 

~ "i 

. - - " " " X 

^ 

r ~ " 
Bi \ 

Bj __.J 

(b) Trace du joint sur les blocs après mouvement 

— — - Trace du joint sur les blocs 

Figure 2.12: Points en interaction entre deux blocs (nous éloignons les blocs pour mieux 
repérer ces points au niveau de chacun de ces blocs). 

Soit 7?4_3 = {Ck-i,n,tr,ty) un repère local associé au joint à l'état Ck-i, où Ck-i est 
le centre de gravité de ce joint et ~r? sa normale unitaire orientée vers le bloc B.¡. Les 
vecteurs ix et ty sont orthogonaux et parallèles au plan de J . 

Ce repère permet de définir la déformation normale ainsi que les déformations tangen-
tielles suivant tx et ty, au point courant M^-i du joint. Notées respectivement Scn¡k(Mk-i), 
ScT¿(Mk-i) et íey,fc(Mfc_i), ces valeurs représentent les coordonnées du vecteur 6~tk{Mk~i) 
dans le repère local TZ'^i-

La position MPik (p = i, j ) s'obtient en appliquant la formule (2.8) au point Mp.k~i du 
bloc Bp dont le mouvement est décrit par un vecteur translation Sltpj; et un vecteur 
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rotation 8 uJ Ptk. Soi 

OMp¿ — OMp_k~i + 8 u Pik -f 8 uPtk A Gp,k-iMp,k-i 

Sachant que M,,k-i — Mj,k-i = Mk-i, Ia déformation du joint S~tk(^'h:-i} peut s'exprimer 
de la manière suivante : 

S~tk(hfk-i) = Sltjik - 8TTlik + 8ZÏhk A Gjik-iMk-\ - STL<i,k A G.-.t-iM, t - i 

En introduisant F origine Ck-\ du repère TZ'^-i^ c e v e c t eu r déformation peut se réécrire 

S-tkiMk-!) = S-tk(Ck-i) + [&^j,k - 6-¿¡,k.) A Ck-iMk-[ (2.9) 

où S~^h(Ck-i) représente i'accroissement de la déformation au centre Ck-i du joint. 11 est 
égal à : 

8~tk{Ck-i) = 8~tfj,k - &~&i,k 

avec : 

8l?p,k = S iíP:k + ¿u^p.fc A GVtk-iCk-\\ {p = i,j) 

On pose (pour p = i,j) : 

8l?p,k = 8vvß + 8v'pxtx + 8v'pJy 

8^p,k — 8uj'prß. + 8u'pxtx + 8uj'pJ.y 

Ck-iMk-i = z'n + x'tx -f y'ty 

A l'aide de ces notations, la relation (2.9) se transforme en : 

8tnÀ(Mk^) = 8v'hZ~8v^ + (ß^x-8JlJy'-{8JJ.y~8JWJ)x
! (2.10) 

&tx¿{Mk-X) = Sv^-8v[x-(8u;l-84tZ)y'+ ( 8 ^ - 8 ^ ^ ' (2.11) 

Soit sous une écriture matricielle : 

8-tk[Mk-i) = [B]8Ui
iù.k 
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où ól'ij,k = ( ô ^ , « ^ , ^ , ^ - ^ * * ^ et [B] est 
la matrice définie par : 

[B] 
0 

- i 
L o 

0 
0 

- 1 

- 1 
0 
0 

-y1 

0 
_/ 

x' 
__ -' 

0 

0 0 0 1 
y' 1 0 0 

-x' 0 1 0 

y' 
0 

„ Î 

-x' 0 1 

*' - y ' I 
0 x' j 

Une matrice [T,,] (voir annexe 1) permet d'exprimer les composantes de 51>'ÍJ¿ dans le 
repère local de J . en fonction des déplacements des blocs Bt et B} dans le repère fixe 71, 
soit : 

;JT'.., - fT t . 6ir,
ij.k = [Tij]8iTij,k 

ou 
:7^ ¿" [ t)j. = ( Í U , - ^ , Slli^y, SuifZ, SJJUX, $^i,y, SüJi,z- SUj.r; $uj,y Suj.zi Suïj^., SuJj_y, &LU ; , - ) ' 

L'accroissement de la déformation, exprimée dans le repère local du joint 'lZ'k_l, est relié 
aux déplacements des blocs B¡ et B, (exprimés dans le repère 7Z) par la formule suivante : 

r T > 
S^tk(Mk.1) = [B][Ttj]SVijJl (2.13) 

On note que ce champ de déformation, dû à l'incrément de chargement k. est projeté dans 
le repère local du joint dans la configuration Ck-i-

A ce champ de déformation est associé une déformation moyenne définie par : 

1 
s 

/ ¡Sen,k{Mk-i)ds 
¡ StXik{Mk-i)ds 

\ f Sey>k(Mk^)ds 

où S représente la section du joint à la configuration (k — 1). 

R e m a r q u e : 

Dans le repère local TVk_x, le point Mk-i du joint possède une composante z' qui est nulle. 
Les équations (2.10), (2.11) et (2.12) se mettent donc sous la forme : 

Sentk{Mk-i) 

SeXÀ(Mk^} 

6cyik{Mk-i) 

Su'r 

ctix' + ßiy' 

Su'y + iix' 

(2.14) 

(2.15) 

(2.16) 

ou : 

K* <W. 
Sv'- „ — Sv': . 

' 3.x 

Sv',.. Sv' 
»iV 

O l 

ai 

7i 
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5.4 Champ de contrainte sur un joint 

La méthode incrémentale utilisée associe à chaque étape de chargement un accroissement 
de contrainte sur chacun des joints dû à l'accroissement de sa déformation. Défini en 
chaque point du joint, cet accroissement des efforts de contact est traduit sous la forme 
d'un vecteur de contrainte moyen. Nous indiquons à la fin de cette section la manière de 
déterminer un tel vecteur. 

Avant l'application de l'incrément de chargement k, les blocs B¡ et Bj, soumis aux charge­
ments précédents et aux forces de contact, sont en équilibre statique. Les forces de contact 
du joint J se calculent en cumulant les accroissements moyens des contraintes sur ce joint. 
A ce stade du calcul, le vecteur contrainte agissant sur le joint est supposé uniforme et 
noté <TA—i (la notation à signifie qu'une valeur moyenne est considérée). 

Suite au chargement /c, un accroissement de contrainte est associé à l'accroissement de 
déformation de ce joint. Il est défini en tout point Mk-i par sa composante normale 
^n,k{^'h--i) et ses composantes tangentielles 8rx¿{Mk~] ) et 8ry_k(Mk-i) données par : 

San:k ( MA._i ) = Kn 6tn¿( Mi,-1 ) 
STx,k{Mk-i) = Kt 8(.x<k{Mk-\) 
8Ty:r\Mk_x) = Kt S£ytk{Mk-i) 

(2.17) 

Nous supposons, ici, que les lois de comportement de ce joint sont élastiques linéaires et 
caractérisées par une rigidité normale Kn et une rigidité tangentielle isotrope A"<. 

Sous une forme matricielle, la relation (2.17) se transforme en : 

S'^kiM k-i. {Kj}S-?k(Mk^: 

avec : 

8~^k{Mk-i) = ¿<7„,fc(A'4_i)i? + ST^kiMk-1% + STyik{Mk-i)ty (2.18) 

et : 

[* \ j = 

Kn 0 0 
0 A'f 0 
0 0 Kt 

(2.19) 

A l'aide de l'équation (2.13), cette relation se réécrit sous la forme suivante : 

8-ö>k{Mk-.i. [A'jBpya/ 

Ce champ de contrainte s'ajoute au champ uniforme initial pour constituer le champ de 
contrainte total, soit : 
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O'n.k(Mk-l) = (?n,k-l + Sanik(Mk-l) 

Tx,k(Mk-i) = fr,k-i + STx>h(Mk^) (2.20) 

TVik(Mk-i) = fy.k-i + <5rv,fc(Mjt_i) 

avec än.k-1, TX¿-I et fy,k-i les composantes, dans le repère local du joint, du vecteur 
contrainte â k-i-

Cette dernière relation (2.20) peut se met t re sous la forme : 

•# f c(M t_,) = T , _ ! + [Aj][B][Tfj] Stlhk 

avec : 

"#fc(Mfc_i) = a„.k{Mk-l)ñ + Tr,fc{i\/fc_3 ) t x + Ty¿(Mk-l Y-y 

Le champ de contrainte uniforme ~Wk induit par les k incréments de chargement se calcule 
comme suit : 

&n,k — &n,k-l + h-n OCn,k 

Tx,k = rx,k-i + Kt àcx,k (2.21) 

5.5 Energie potentielle totale de la structure 

5.5.1 Energie interne de déformation 

Les blocs étant supposés rigides, l'énergie interne de l'ensemble de la structure (blocs et 
joints) est donc égale à l'énergie de déformation des joints. 

Dans le cas de faibles déformations, l'énergie interne de déformation du joint J , soumis à 
un champ de contraintes donné par la relation (2.20), est égale à : 

E m t ( J ) = j (¿S-tkiMk-O.S-ïkiMk-!) + ¿ - c^ (A4- i ) . " ^* - i ) ¿s (2.22) 

Elle se transforme en : 

E,-„t(J) = Js {^S-tl(Mk-i){Kj} 6-?k{Mk-i) + S'tl(Mk^).-^k-i) ds 

ou encore, en utilisant la relation (2.13) : 

Einl(J) = l- St!jik iii}] Slîijt + 8Úlhk 4 t _ ! (2.23) 

avec : 
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[A'}] = JjTij] ' ÍB] ' [Ai] [B] [7-,-] ds (2.24) 

fij^ = ^ j r , 3 ] ? [B] f ds) ^ (2.25) 

La matrice [A"}], du joint J , est appelée matrice de rigidité élémentaire. Le vecteur f,j,k-i 
représente les efforts sur les blocs B¡ et Bj qui résultent du champ de contraintes â k-i-

L'énergie interne de déformation de la structure s'obtient en faisant la somme de toutes 
les énergies de déformation des joints. Soit : 

Znt = \ Stf
k [A] 8jjk + Stl / t . ! (2.26) 

avec : 

[Al : matrice de rigidité globale obtenue par assemblage des matrices de rigidités élémen­
taires ; 

8b k '• vecteur global de variation de déplacement des blocs ; 

fk-i '• vecteur global des efforts de contact (force et moment). 

5.5.2 Energie potent ie l le due aux chargements externes 

Elle est égale à S'oppose du travail des efforts extérieurs de volume et de surface. S'ap-
pliquant sur un bloc donné Bp, chaque effort est transformé en une force et un moment 
par rapport au centre de gravité de BP. Ce bloc peut être soumis à différents types de 
sollicitation dont la résultante se met sous la forme d'un vecteur à six composantes (force 
et moment). Nous notons (Fx, Fy, F2, A/ r, My, Mzf un tel vecteur. Le travail des efforts 
extérieurs appliqués sur le bloc Bp est donc égal à : 

Eext(Bp) = (Fx, Fy, Fz) . Sltp,k + (Mx, My, Mz) . S7JpJ: 

avec SlïpA et 8~uïPtk les vecteurs qui caractérisent le mouvement du bloc en question. 

Si on note Fk le vecteur global des sollicitations externes appliquées sur les blocs à la 
fin de l'incrément de chargement fc, on peut exprimer l'énergie potentielle des charges 
extérieures par : 

£ext — 8Uk Fk 

5.5.3 Minimisat ion de l 'énergie potent ie l le totale 

A l'aide des développements précédents, l'énergie potentielle totale du système est égale 
à : 
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£ = Ö tôl \K\ ̂  k + s ft /,_! - sft Fk 

ou encore : 

£ = i ¿ 1 ^ [A'] 5 C?fc - ¿ 7 ^ (A - A_! ) 

Sa minimisation par rapport au vecteur Su k conduit au système d'équations linéaires 
suivant : 

[K] èfk = Fk - / U (2.27) 

Pour tenir compte des non linéarités géométrique et mécanique, un processus itératif est 
utilisé au cours duquel les matrices de rigidités élémentaires sont ajustées en fonction des 
nouvelles positions, orientations, formes et déformation des joints [cf. Tahiri [1992aJ). 

5.6 Révision de certaines hypothèses utilisées dans le modèle 
BRIG3D (première version) 

Comme le soulignent Starfield et Cundall [1988] « u n modèle est une simplification de 
la réalité [ . . . ] , il faut sans cesse évaluer sa fiabilité». Il s'agit notamment d'examiner 
l'influence des hypothèses simplificatrices sur le phénomène physique modélisé. C'est dans 
cette optique que nous avons entrepris l'analyse du mode de fonctionnement du code 
BRIG3D dans sa première version. Pour une telle étude, nous nous sommes basés sur des 
exemples élémentaires pour mieux distinguer les limites du modèle. Nous exposerons dans 
ce qui suit, les résultats auxquels nous avons abouti. 

5.6.1 Analyse concernant l 'évolution des caractérist iques géométr iques d'un 
joint 

L"une des ambiguïtés de ce type de modèle est la caractérisation des lieux d'interaction 
entre blocs après mouvement. Cette ambiguïté est particulièrement liée au type de contact 
considéré (contact mou) et au mouvement de rotation des blocs. Nous notons que les sim­
plifications géométriques introduites pour caractériser la fracturation d'un massif facilite 
en général la définition de la position initiale d'un joint. 

Comme nous l'avons déjà signalé, le modèle BRIG3D considère qu'un joint J associé aux 
blocs Bi et Bj est toujours porté par l'une des faces F¡ ou F3. Le choix de l 'une de ces 
faces est imposé par l'utilisateur si on passe par une simulation directe de l'assemblage des 
blocs. Il est déterminé automatiquement par ce modèle si on utilise le logiciel SIMBLOC 
pour générer la géométrie du massif. 

Cette définition influe sur le mouvement des blocs. Nous illustrons cet effet par les deux 
exemples suivants. 

E x e m p l e 1 : 
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Cet exemple fait partie de Tune des vérifications que l'on effectue sur un modèle traitant 
de la mécanique. 11 s'agit de tester la réponse de ce modèle quand la géométrie, les carac­
téristiques mécaniques, le chargement et les conditions aux limites de la structure étudiée 
présentent une certaine symétrie (axiale, de révolution, etc.). 

Axe de symétrie 

Bloc fixe Bloc fixe 

! i r i r i r 

O as 1 

Trace du joint sur le bloc qui le porte 

Cas 2 

Figure 2.13: Représentation des blocs et des joints de l'exemple 1. 

Soit le système de blocs à symétrie axiale de la figure 2.13 dont les surfaces de contact 
sont caractérisées par les mêmes lois de comportement mécaniques : 

- un comportement normal hyperbolique avec : 

- une rigidité initiale A'm- — 0,5 MPa/m, 

- une fermeture maximale du joint cmax = 0,001 m, 

- une résistance à la traction a nulle ; 

- un comportement tangentiel élastique avec : 

- une rigidité tangentielle Kt = 100 MPa/m. 

Les blocs sont soumis uniquement à leurs poids propres (poids volumique égal à 27 
kN/m 3 ) . Les conditions aux limites sont représentées par des blocs fixes. 

Le champ de déplacement de cet assemblage de blocs doit respecter la symétrie imposée 
dans cet exemple. En particulier, le déplacement du bloc central doit être réduit à un 
mouvement de translation vertical vers le bas. 

59 



Nous considérons pour cet exemple deux choix différents concernant l'ensemble des blocs 
qui vont imposer l'orientation et la positon des joints au cours du calcul (voir fig. 2.13). 
Nous notons que le deuxième cas, contrairement au premier, ne respecte pas la symétrie 
du problème étudié1. 

ECHELLE 

l m ) , ,0.2860E+O0 

, l r a ! , I0.5890E-02 

\ ¡ 

1 
i 

\/ 1 
/ Casi 

\ 

^ ! x 

-N, Cas 2 

Figure 2.14: Déplacement des centres de gravité des blocs dans l'exemple 1. 

La figure 2.14 montre les vecteurs translations des blocs calculés par le modèle pour chacun 
de ces cas. Nous constatons clairement la perte de symétrie dans le cas 2. 

E x e m p l e 2 : 

Le choix du bloc qui porte le joint a également une influence sur la modélisation de 
la rupture en plasticité des joints. Pour montrer un tel effet, nous nous basons sur ce 
deuxième exemple simple. C'est le cas d'un joint entre deux blocs dont l'un est fixe et 
l 'autre est mobile et soumis à une force oblique F (voir fig. 2.15). 

Pour éviter l'introduction d'un moment, on suppose que la force appliquée sur le bloc 
mobile passe par son centre de gravité. Les lois de comportement utilisées sont les sui­
vantes : 

comportement normal hyperbolique avec : 

- une rigidité initiale Kni = 0,5 MPa/m, 

- une fermeture maximale du joint emax — 0,001 m ; 

comportement tangentiel élastoplastique parfait (critère de Mohr-Coulomb) avec 

^ o u s signalons l'existence d'autres choix que le cas 1 qui respectent la symétrie imposée. 
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une rigidité tangentiale Kt = 1000 MPa/'m, 

une cohésion nulle, 

un angle de frottement 4> = 33.° 

, „ — s ^ . 

/ 
y 

Fx= 0 kN 

Fy= 129 kN 

200 kN 

Cas 1 Cas 2 

Trace du joint sur le bloc qui le porte 

Figure 2.15: Représentation des blocs et des joints de l'exemple 2. 

Comme pour l'exemple précédent, nous traitons deux situations différentes (fig. 2.15). 
Dans la première, le joint est porté par le bloc fixe (cas 1) et dans la deuxième le joint est 
porté par le bloc mobile (cas 2). Les résultats du modèle montrent que pour le deuxième 
cas, contrairement au premier, le joint atteint la rupture en plasticité. 

Nous notons que le choix de la force F est fait de manière à avoir un angle entre Fy et 
Fz inférieur à <6. A l'équilibre, la résultante des forces de contact est égale à —F pour 
les deux cas considérés. Cependant, dans le repère local du joint, cette résultante a des 
composantes qui dépendent de l'orientation de ce joint. 
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Dans le cas 1. la surface de contact est horizontale, l'angle entre l'effort appliqué et la 
normale au joint est par hypothèse inférieur à, 33° 

Cet angle est plus grand dans le cas 2 car le joint, lié cette fois-ci au bloc mobile, subit 
un mouvement de rotation füg. 2.16). Le calcul montre que cet angle atteint 33^ ce qui 
provoque la rupture en plasticité de la surface de contact étudiée. 

z 

'y 

öi= 32,8 degrés 

Cas 1 

02 > 0! 

Cas 2 

Figure 2.16: Effet de la rotation du joint sur sa rupture en cisaillement. 

Ces deux exemples montrent que pour le même problème physique posé le mouvement 
des blocs et la rupture le long des surfaces de discontinuités dépendent de la définition 
non-intrinsèque concernant l'évolution des joints dans l'espace. 
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5.6.2 Ana lyse concernant la répartit ion des contraintes sur un joint 

Nous nous intéressons dans ce paragraphe aux étapes de chargement successives k et 

(A- + 1). 

A l'étape de chargement k, on exprime l'accroissement de l'énergie de déformation de 
chaque joint J en supposant que l'accroissement du vecteur contrainte sur ce joint est 
variable (voir équation (2.17)). 

Ayant formulé l'équation (2.27) du déplacement des blocs (pour l 'étape (A; + 1)), on la 
résout en utilisant la procédure itérative. Après convergence, on obtient les déplacements 
qui correspondent au nouvel équilibre des blocs. Sur chaque joint J , on calcule à partir 
de ces déplacements les accroissements moyens de la contrainte normale et des deux 
contraintes tangentielles. Celles-ci sont ajoutées aux contraintes moyennes antérieures à 
j 'aide d'une équation de type (2.21). 

G G 

1 
! 

1 

I 

1 

bi 

i 

i 

i 

! 
1 

Résultante Rr 

Champ de contrainte normale 
utilisé pour résoudre l'équilibre des blocs 

G G 

h < bx 

Résultante Rn 

Champ de contrainte normale 
utilisé pour calculer les efforts sur les blocs 

Figure 2.17: Déséquilibre du moment sous l'effet du changement d'hypothèse concernant 
la distribution de la contrainte normale au niveau du joint. 
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A l'étape de chargement (k + 1), les contraintes totales ainsi cumulées sont considérées 
comme des contraintes initiales sur le joint dont la résultante des forces est appliquée au 
centre de gravité du joint, origine du repère local. 

Ainsi, pour évaluer l'accroissement de déplacement des blocs, on suppose que ces accrois­
sements induisent au niveau de chaque joint un champ de contrainte variable. Après 
résolution de l'équation (2.27), on considère que l'accroissement des contraintes obtenu 
est uniforme (calculé à partir des déformations moyennes). Ces deux méthodes de calcul 
différentes engendrent des erreurs concernant l'équilibre des moments aux centres de gra­
vité des blocs (fig. 2.17). Il s'en suit qu'à l'étape de calcul (k + 1) le système de blocs 
évolue pour équilibrer le nouvel incrément de chargement mais aussi pour équilibrer les 
moments supplémentaires ainsi introduits. 

Ces moments résiduels se cumulent au cours des étapes de calculs et peuvent empêcher 
l'aboutissement à l'équilibre des blocs si les incréments de chargement sont importants. 
Cependant, s'il y a équilibre, celui-ci est assuré par des distributions des contrainte uni­
formes sur les joints. 

L'approximation d'un champ de contrainte variable par un champ de contrainte uniforme 
apparaît quand on calcule la résultante des efforts de contact d'un joint J sur les blocs 
B, et Bj à l'aide de l'expression suivante2 : 

fii,k = (f[Tij]
t[B]tds)-?k (2.28) 

\JS ; 

Il s'agit d'un vecteur colonnes à 12 termes où l'on classe les composantes, dans le repère 
global, de la résultante des forces et des moments sur le bloc B¡ puis sur le bloc B¡. Nous 
notons que la matrice [T¡j] varie en fonction du déplacement des blocs; elle permet : 

- de projeter les forces de contact dans le repère global ; 

- d'exprimer les moments aux centres de gravité des blocs et les projeter dans le repère 
global. 

Dans le repère local du joint, ces efforts de contact sont donnés par : 

/[B] ' 3kds (2.29) 
J 

La matrice [B] peut être mise sous la forme : 

[B] = [[&],-[&]] 

où : 

-'Nous considérons la formulation énergétique de l'équilibre des bSocs à l'étape (k + 1) en utilisant les 
mêmes notations et définitions qu'à la section précédente. 
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[b] = 

O O - 1 -y' x' 0 
- 1 0 0 0 0 y' 

0 - 1 0 0 0 -x' 

A l'aide de cette notation, l'équation (2.29) se transforme en : 

J[B] ^kds = 

avec 

r; -ri = J[b] É dkdi 

et 

[b] 1akds = ~ds {<Jx,k^vy,k,<7n,k,y'(?n,kiXJcrn,k,-iJc7y,k - y'^rj? 

Ce dernier vecteur représente l'effort interne (force et moment) qu'exerce un élément de 
surface ds du joint sur le bloc B¡. Les trois premiers termes sont les composantes de la 
force, dans le repère local du joint. Les trois autres termes représentent, dans ce même 
repère, les composantes du moment au centre de gravité du joint. La somme sur la totalité 
de la section, donne la résultante de ces efforts de contact sous forme d'un vecteur à six 
composantes. Soit : 

?" = [b] ^kds = -S {<Tx¿,<ry.k,(rn,k,0,0,0)' ¡2.30) 

où 5 désigne l'aire du joint et les trois dernières coordonnées du vecteur représentent les 
composantes nulles du moment résultant. 

Nous notons que le vecteur r*j7 opposé à r,, définit la résultante des efforts de contact sur 
le bloc B3. 

Ce calcul approché du vecteur f-lh¡.: à partir des contraintes moyennes sur les joints a 
une influence sur l'équilibre des blocs. Nous montrons cette influence à partir d'exemples 
simples en considérant séparément les termes liés à la contrainte normale et ceux liés aux 
contraintes tangentielles. 

5.6.2.1 Cas de la contrainte normale 

Nous nous intéressons uniquement à la formulation théorique de l'équilibre des blocs 
et de la déformation des joints (sans les outils numériques utilisés pour s'affranchir des 
problèmes de non-linéarité). Nous notons en et an la déformation normale et la contrainte 
normale au point M sur un joint. Ces deux quantités sont théoriquement liées par la 
relation suivante (on néglige la résistance à la traction du joint) : 
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¡7n = Kn(cn)cn (2.31] 

où Kn(tn) est la. rigidité normale qui dépend du point considéré si le comportement du 
joint est non-linéaire. 

La déformation normale en varie linéairement en fonction des coordonnées locales du point 
M considéré. Comme nous l'avons expliqué, le logiciel BRIG3D associe à ce champ de 
déformation un champ de contrainte uniforme donné par : 

an(M) - Kn(en)en 

avec tn la déformation normale moyenne sur le joint. 

(2.32) 

Répartition sur un joint du champ de déformation normale cn 

on = Kn{cn)en <rn = Kn(en)en an = Kn(en)en 

Figure 2.18: Différentes hypothèses de la répartition de la contrainte normale. 

La rigidité Kn est indépendante de l 'état de déformation dans le cas d'un comportement 
linéaire en compression. Cependant, il est intéressant de connaître la réponse du modèle 
si on tient compte d'un champ de contrainte linéaire (équation (2.32)) ou hyperbolique 
(équation (2.31)) sur le joint (voir fig. 2.18). 

Sans changer le mode de fonctionnement du logiciel, nous pouvons comparer le résultat de 
ces trois hypothèses (champ de contrainte uniforme, linéaire ou hyperbolique) en discréti-
sant un joint en plusieurs sous-joints élémentaires. Cette technique, utilisée dans l'exemple 
ci-dessous, permet d'approcher la distribution voulue si la discrétisation est assez fine. 
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E x e m p l e 3 : 

Comme dans l'exemple 2 précédent, nous considérons un bloc fixe, noté B\, et un autre 
mobile, noté B2 (un cube de 1 m de côté). Ce dernier est soumis à une force oblique qui 
passe par son centre de gravité. Pour cet exemple nous traitons les quatre cas suivants 
dont les geometries sont représentées sur la figure 2.19 : 

ECHELLE 

i 0.3000E+«> 

Cas 1 et 2 Cas 3 et 4 

Figure 2.19: Représentation des blocs et des joints de l'exemple 3. 

cas 1 : la surface de contact entre les deux blocs est définie par un seul joint avec : 

- un comportement linéaire en compression avec Kn ~ 10000 MPa/m, 

- un comportement linéaire en cisaillement avec A< = 1000 MPa/m ; 

cas 2 : semblable au cas 1 avec : 

- un comportement hyperbolique en compression avec tmax = 0,001 m et A'n¿ = 
2 M P a / m , 

- un comportement linéaire en cisaillement avec Kt — 1000 M P a / m ; 

cas 3 : la surface de contact est discrétisée en plusieurs joints ayant tous le même 
comportement mécanique avec : 

- un comportement linéaire en compression avec Kn — 10000 MPa/m, 

- un comportement linéaire en cisaillement avec A'# = 1000 M P a / m ; 

cas 4 : semblable au cas 3 avec : 

- un comportement hyperbolique en compression avec emax = 0,001 m et A'nî — 
2 M P a / m , 

- un comportement linéaire en cisaillement avec Kt = 1000 MPa /m. 
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Pour ces quatre cas, on considère que l'orientation et la position des joints sont données 
par le bloc B2. On néglige, en outre, la résistance à la traction des joints. 

Nous notons que les cas 1 et 3 sont numériquement différents mais physiquement iden­

tiques. Iî en est de même pour les cas 2 et 4. 

La figure 2.20 représente la contrainte moyenne obtenue au niveau de la surface de contact 
dans le cas 1 et 2 et la distribution des contraintes moyennes sur les joints élémentaires 
dans les cas 3 et 4. 

ECHELLE 

LOUC'JEUB imi i 1 0.3000E+00 

CDNTMHTE ikPa) I 1 Û.6000E+04 

— H — - ' .«muí 
Cas 1 cas 3 

L | U — 1 ,,,in|l 
Cas 2 Cas 4 

Figure 2.20: Représentation des contraintes sur les joints. 

Pour comparer ces différents cas, nous avons illustré sur la figure 2.21 d'une part la rotation 
et le déplacement vertical du bloc B2 et d'autre part la section totale en compression entre 
les deux blocs. Nous notons que le cas 4 donne la plus faible rotation et la plus grande 
section. 

Pour expliquer la différence de section, nous rappelons que le bloc B2 est soumis à une 
force extérieure qui passe par son centre de gravité. La condition d'équilibre de ce bloc 
implique que la résultante du champ de contrainte se situe sur la droite d'action de cette 
force extérieure. La surface de contact est donc proportionnelle à 2d pour une distribu­
tion uniforme, à Zd pour une distribution triangulaire (voir fig. 2.22) et à ad pour une 
distribution hyperbolique ( a > 3). 

Considérer que la contrainte normale est uniforme sur le joint revient à négliger Texcentre-
ment, par rapport au centre du joint, de la force normale de contact; ou encore à négliger 
le moment engendré par la distribution de la contrainte normale au centre de ce joint (la 
quatrième composante nulle du vecteur r¡ donné par la formule (2.30)). 
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Figure 2.21: Comparaison des résultats de l'exemple 3. Le premier graphique représente 
l'aire de la surface de contact à l'équilibre (par rapport à Faire initiale) suivant le cas 
étudié. Le second représente le déplacement vertical du bloc mobile (par rapport à la 
fermeture maximale des joints) ainsi que son angle de rotation, suivant le cas étudié. 
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*-.2et ——3d 

Contrainte normale uniforme Contrainte normale triangulaire 

Figure 2.22: Effet de la répartition de la contrainte normale sur la section du joint à 

l'équilibre. 

Cet exemple montre l'influence du choix que l'on adopte, concernant la répartition de la 
contrainte normale, sur le mouvement des blocs. Nous constatons, en particulier, qu'une 
répartition uniforme engendre les plus importantes rotation et perte de contact entre 
blocs. 

5.6.2.2 Cas des contraintes t a n g e n t i a l e s 

La première version du code BRIG3D néglige également le moment au centre de gravité 
du joint créé par la distribution des contraintes tangentiales sur ce joint (la cinquième 
et la sixième composantes nulles du vecteur r¿). Ceci a une influence sur les résultats des 
calculs comme le montre l'exemple qui suit. 

E x e m p l e 4 

Nous considérons le même système de blocs qui a été défini à l'exemple 3. Cependant, on 
charge le bloc ¿?2 avec un couple C d'axe ((?2,2) et une force verticale descendante {G2 
désigne le centre de gravité du bloc B2). Nous considérons pour cet exemple différentes 
discrétisations de la surface de contact. Chacune étant caractérisée par le nombre n2 de 
joints élémentaires utilisé ( n = l , 4 et 11). Nous avons représenté sur la figure 2.23 les cas 
où n est égal à 4 et 11. Les caractéristiques mécaniques des n2 joints élémentaires sont 
identiques (comportement linéaire en compression et en cisaillement) avec : 

- A'„ = 100 MPa/m ; 

- A; = 100 MPa/m. 

Nous notons que la force verticale est introduite pour créer aux niveaux des joints des 
contraintes de compression non nulles. En effet, la résistance à la traction étant égale à 
zéro, sans ce chargement vertical le joint pourrait être ouvert. 
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n = 4 n = l l 

Figure 2.23: Représentation des joints et des blocs de l'exemple 4. 
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ez=6,06E-2rd 

Figure 2.24: Contraintes tangentielles moyennes sur les n joints élémentaires. 

Comme pour l'exemple précédent, ces différents cas sont physiquement identiques mais 
numériquement différents. Le calcul analytique montre que l'équilibre du bloc est carac­
térisé par une rotation égale à : 

ez = 
6C 

Kt a4 

avec a le côté du carré que forme la surface de contact (a — 1 m dans cette application). 

Le logiciel BRIG3D n'aboutit pas à une solution d'équilibre pour n égal à 1. Cependant, 
plus n croît plus on s'approche de la valeur analytique donnée par l'équation ci-dessus 
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(égale à 6.10 - 2 rd pour un couple appliqué de 1 MN.m). La figure 2.24 illustre le champ 
de contraintes tangentielles moyennes aux niveaux des joints élémentaires et indique les 
rotations obtenues pour n égal à 4 et 11. 

Le chargement et la géométrie du problème posé font que le torseur équivalent aux 
contraintes de cisaillement se compose d'une force nulle et d'un moment, par rapport 
au centre de la surface de contact, opposé au couple appliqué. 

La divergence des calculs pour n égal à 1 provient de l'évaluation de ce torseur à partir de 
la contrainte tangentielle moyenne qui est nulle pour ce type de chargement (champ de 
contrainte de type circulaire). Comme le montre les résultats de BRIG3D, la discrétisation 
améliore le calcul de ce torseur. 

5.6.3 Conc lus ion 

Les modèles d'éléments discrets sont les mieux adaptés pour l'analyse de la déformation 
d'un massif rocheux à densité de fissuration moyenne. D'approches différentes, ces modèles 
définissent le lieu d'interaction entre bioc par un ensemble discret ou continu de points. 

Dans ce chapitre, nous avons exposé la méthode de résolution utilisée dans un modèle 
d'éléments discrets développé au Centre de Géologie de l'Ingénieur (le logiciel BRIG3D). 
Nous avons également présenté l'influence de certaines hypothèses adoptées dans ce modèle 
sur l'équilibre des blocs; en particulier le calcul des efforts de contact à partir des contrain­
tes moyennes et donc des déformations moyennes. Dans le chapitre suivant, nous expose­
rons une autre formulation du problème à partir des déformations locales. Cette nouvelle 
formulation permettra de déterminer l'équilibre final du système de blocs indépendam­
ment de la numérotation des blocs et des incréments de chargement. 
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Chapi t re 3 

Reformulation mécanique de 
BRIG3D et prise en compte des 
pressions dues à Pécoulement aux 
interfaces des blocs 

1 Introduction 

Pour améliorer la formulation mécanique de BR.IG3D, nous avons introduit certaines 
modifications sur ce logiciel. Ces modifications concernent la position des joints après 
déplacement des blocs, le champ de déformation et de contrainte au niveau des joints et 
l'équilibre des forces et des moments sur les blocs. Ces modifications ont fait l'objet d'une 
première partie de notre travail de recherche. 

La deuxième partie de ce travail de recherche a été consacrée à la modélisation de Tinter-
action entre le comportement mécanique et hydraulique d'un massif rocheux fissuré. 

Les fissures d'un massif rocheux, qui représentent d'un point de vue mécanique des zones 
potentielles de déformation et de rupture, peuvent être, d'un point de vue hydraulique, des 
zones d'écoulement privilégiées. Par rapport à la matrice rocheuse, l'écoulement pourrait 
s'établir plus facilement dans un réseau de fractures et à régime permanent il pourrait 
être caractérisé par un débit plus important. Un tel écoulement dépend d'une part de 
la connexion entre les fractures et d'autre part de l'espace qu'offre chacune de ces frac­
tures à l'écoulement. Une modification locale de l'état de contrainte agit sur cet espace 
d'écoulement entraînant ainsi une augmentation ou une diminution des débits à travers 
les fractures et de nouvelles répartitions des charges hydrauliques. Le réseau d'écoulement 
et le volume d'eau qui circule dans ce réseau sont donc liés aux sollicitations mécaniques 
du massif. La circulation d'eau à travers les fractures crée des forces d'écoulement qui 
changent la sollicitation du milieu et provoquent sa déformation. 

Pour analyser le comportement hydro-mécanique d'un massif rocheux fissuré, nous avons 
donc développé un modèle d'écoulement dans un réseau de fractures. Fondé sur une 
méthode de résolution par éléments frontières, ce modèle a été ensuite couplé avec le 
logiciel BRIG3D. 

Ce chapitre se compose de deux parties. La première concerne les modifications introduites 
sur la formulation mécanique de BRIG3D. La deuxième partie concerne la formulation 
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du modèle d'écoulement et son incorporation dans le code de calcul BRIG3D. 

2 Reformulation mécanique de BRIG 3D 

2.1 Formulation de la déformation des joints en déplacement 
relatif total 

2.1.1 Pos i t ion du problème 

La première version de BRIG3D est basée sur un calcul en contrainte moyenne utilisé prin­
cipalement pour s'affranchir des problèmes de non linéarité géométrique et mécanique. Il 
s'en suit que la rupture en plasticité d'un joint n'est décrite que d'une manière approxi­
mative puisque le critère de plasticité ne peut être vérifié que d'une façon globale à partir 
d'états moyens de contraintes tangentielles. Une telle simplification pourrait influencer 
considérablement les résultats des calculs notamment dans le cas où les joints sont de 
dimensions importantes. 

Pour montrer une telle influence, nous reprenons le même cas de figure que le quatrième 
exemple du chapitre précédent avec n = l . Nous rappelons que le modèle n'aboutit pas à 
une position d'équilibre puisqu'il évalue la résultante des efforts de contact et notamment 
des moments à partir des contraintes moyennes sur le joint. Même s'il calcule correctement 
un tel moment1, iî ne pourrait pas détecter la rupture en plasticité éventuelle de ce joint. 
En effet, le type de sollicitation et la symétrie considérés dans cet exemple font que les 
contraintes tangentielles sont toujours nulles en moyenne. 

Afin de tenir compte de la rupture en plasticité, pour ce cas de figure et pour d'autres cas 
plus généraux, il faut que le modèle soit en mesure de décrire le champ total de contraintes 
tangentielles (i.e. de l'état initial à l'étape de calcul considéré) autre que par un cumul 
de contraintes moyennes pour pouvoir faire une vérification locale du critère de rupture 
en cisaillement. 

Le calcul des contraintes s'effectue à partir des déformations sur les joints, elles-mêmes 
calculées à partir des déplacements relatifs entre blocs. Définir un champ de contrainte 
total revient donc à définir un champ de déformation total. Nous avons choisi de remplacer 
le champ de déformation incrémental par le déplacement relatif total entre les faces des 
blocs en interaction (fig. 3.1). 

Cette nouvelle formulation de la déformation et de la contrainte au niveau des joints 
nécessite la description à chaque étape de calcul du déplacement total des blocs pour 
avoir accès au déplacement relatif total aux interfaces. La, résolution de l'équilibre des 
blocs utilise, toujours, des incréments de chargement et des procédures itératives pour 
rendre compte des non linéarités mécanique et géométrique. 

1I] s'agit de l'une des modifications apportées au modèle. 
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Figure 3.1: Champ de déplacement relatif total entre deux faces de blocs en interaction. 

2.1.2 Déterminat ion du déplacement total d'un point quelconque d'un b loc 

Nous considérons un bloc rigide décrit initialement par les positions de ses points matériels 
Po et de son centre de gravité (?Q. A l'étape de calcul k. les points PQ et G'0 occupent 
respectivement les positions Pi: et Gk de l'espace (fig. 3.2). 

O S*~ Êi 

Configuration C0 

— Configuration Ck 

Figure 3.2: Déplacement total des sommets du bloc. 

Notre objectif est de définir une transformation linéaire C qui permet d'avoir Pf¡. en fonc­
tion de PQ sous la forme suivante : 

p-pt = G^(fk + £(G¿P0) 

Nous rappelons qu'à chaque étape de calcul fc, la première version de BRIG3D évalue la 
position du point matériel Pk à partir de sa position Pk-i à l'aide de la relation (2.8). 
Sous une écriture matricielle, cette relation se transforme en : 

Pk-iPk = Sut + ttk Gk-iPk-\ 

¿tvec : 
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ft, = 
0 -6wz,k —iïwy,k 

On peut donc déterminer la position Pk (k > 1) en fonction de P0, à l'aide d'un vecteur 
Uk et d'une matrice 0^, de la manière suivante2 : 

P0Pk = uk + ûk Go fi (3.i; 

ou : 

avec fio la matrice nulle de l'espace des matrices carrées d'ordre 3. 

Pour ce qui suit, nous notons I la matrice unité de cet espace de matrices et nous posons 

Ak = I + 0 , (3.2) 

Ak = l + iî* 

A l'aide de ces notations, la relation (3.1) peut s'écrire sous la forme 

GkH = Ak GoJÎ 

avec 

A« Ak A fe-i 

Ainsi défini, le tenseur de déformation A-K décrit d'une manière incorrecte le mouvement 
d'un corps rigide puisqu'il ne permet pas de conserver les distances. En effet : 

Cette dernière équation montre que la matrice Ak n'est pas orthogonale. La condition 
d'orthogonalité n'est vérifiée qu'à un infiniment petit du second ordre. Le produit successif 
des matrices Av (1 < p < k) utilisé pour construire la matrice Ak pourrait cumuler des 
erreurs sur le déplacement des sommets des blocs. L'équilibre des blocs risquerait donc 
de dépendre des procédures incrémentale et itérative utilisées lors d'une simulation. 

2 fi permet le passage de l'étape [k — 1) à l'étape k et fi permet le passage de l'étape 0 à l'étape k. 
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Une façon d'éliminer ces erreurs est de substituer à la matrice Ak une matrice orthogonale 
Rk qui lui soit la plus proche possible au sens du produit scalaire (sur l'espace des matrices 
carrées d'ordre trois) suivant : 

< Qi,Q-2 > = trace (Qy.Qi) 

avec Qi et Q2 des matrices carrées d'ordre trois. 

Il s'agit, donc, de déterminer la matrice Rk orthogonale qui minimise le produit scalaire 

< Àk - Rk<Âk- Rk >• 

En passant par une décomposition polaire (cf. Salençon [1988]) de la matrice définie 
positive Al Ak , on montre (Trusdell [1974]) que cette matrice Rk est de la forme : 

Rk = Äk (ÄI Âk)-t 

ou encore : 

Rk = ÄkQdizg(l/\i)Q
t 

avec Â  les valeurs propres de la matrice définie positive Ak Ak et Q la matrice de passage 

à la base propre. 

Pour calculer les valeurs propres Xf et les vecteurs propres, notés e*¿, qui lui sont associés, 
on constate que : 

Ûk Suk = SôJk A 8üJk = O 

d'où : 

Al Ak 8ûk = Sûk (3.3) 

L'équation (3.3) implique que le vecteur 8û'K est un vecteur propre associé à la valeur 
propre X\ — 1. Nous notons î\ le vecteur unitaire parallèle à 8ûk et nous construisons les 
vecteurs e-j, et e3 pour former une base orthonormée directe (6*1,62,63). 

On vérifie (cf. Trusdell [1974]) que les valeurs propres associées aux vecteurs propres e2 

et f*3 sont égales à : 

A2 = A3 = 1 + 0k 

où : 

6k —\\ 8ûk II 
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La matrice Rk est donc de la forme : 

Rk = Ak Q 

o 
0 

1 

A l'aide de la relation (3.2), on vérifie que : 

Ak 

h 
Àk 

Z\ 

e2 

e3 

= 

= 
™ 

€l 

e2 + Ok 

~0k ê*2 

£3 

+ ¿3 

La matrice Ak peut donc s'écrire : 

Âk = Q 
1 0 0 

0 l -S,,. 

o ek i 

Ql 

Q* 

Il s'en suit que la matrice Rk peut se mettre sous la forme 

(3.4) 

Rk = Q 

0 
1 

0 
-5 

Q< 

y/l + Bi y/l+Bl j 

Cette écriture montre que Rk est une matrice de rotation d'angle <f>k et d'axe SCjk-, avec 

tan(^fc) = 6 k 

La substitution de Rk à Ak, dans notre calcul, signifie que le point P-k (fig. 3.3) obtenu 
par un calcul de produit vectoriel est remplacé par le point Pk obtenu par rotation, d'axe 
5Cük et d'angle è-K-, du point N-K représenté sur la figure 3.3. C'est une autre manière de 
poser le problème de correction de la matrice Ak et de chercher directement la matrice 
Rk sachant qu'elle a la forme d'une matrice de rotation. 

Ainsi, pour calculer les positions des points d'un bloc en fonction de leurs positions ini­
tiales, nous utiliserons la relation suivante : 

PÖPt = u/t + {Rk - I) G^o (3.5) 

avec : 

Rk — Rk Rk-i 

78 



Gk-i 

Figure 3.3: Correction de P'k par Pk. 

2.2 Nouvelle description de la position d'un joint et de sa défor­
mation 

Notre objectif, ici, est d'établir la nouvelle expression du champ de déformation d'un joint 
J à une étape de calcul k. Comme dans le chapitre précédent, nous notons B¡ et Bj les 
blocs qui forment ce joint par la mise en contact de leurs faces Fi et Fr 

Nous rappelons que la première version de BRJG3D suppose que l'évolution de ce joint-
est donnée par l'une des faces qui le constitue. Nous avons remplacé cette définition par 
une autre qui ne dépend que du déplacement relatif entre blocs. Nous avons considéré, en 
effet, que le plan du joint passe par le milieu du champ de déplacement relatif des faces 
F¡ et Fá (fig. 3.4). 

Pour établir ce champ de déformation, nous considérons deux points des faces Fi et Fj 
initialement confondus. Notés Miß et Mjß, ces points vont suivre le mouvement de leur 
bloc respectif pour occuper, à l'étape de calcul k. les positions Mhk et Mj¿, (fig. 3.4). 

Le champ de déformation total est donné par le vecteur Mi¿Mj¿{Mk) (noté aussi Mi¿M-¿ 
ou encore tk(Mk)), où Mk est un point courant du joint dans sa position actuelle. Ce point 
est défini comme étant le milieu de M¿,fc et Mh-K. On a alors : 

tk{Mk) = M,,fcMi>fc(Mjt) 

MiikMk = MkMj„ Uk(Mk) 
2 

(3.6) 
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— — Plan du joint 
Pk Point de ce plan vérifiant P^Pj^-Lrc 

Figure 3.4: Position du joint à l'étape de calcul k. 

Pour déterminer les caractéristiques géométriques du joint, nous introduisons le plan V 
et le demi-plan Q suivants : 

Q = [Mk e V/MjMjl . n < O} 

où n représente le vecteur unitaire normal au plan V et dirigé de B¡ vers ¿?.-. 

Le joint est l'intersection des trois ensembles suivants (flg. 3.5) : 

- le demi-plan Q ; 

- la projection orthogonale du polygone F, sur V ; 

- la projection orthogonale du polygone F3 sur V. 

La position Mp.k (p — i.j) est obtenue en appliquant la formule (3.5) au point MPto du 
bloc Bp de centre de gravité initialement en Gp$. Il vient : 
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_ _ » _ Section du joint 

Figure 3.5: Sommets du joint, 

MjCk = <k + (RP,k - I) G^M> (3.7) 

Nous en déduisons : 

__ y y 

Gp,kMp¿ = Rp,kGPßM(j (3.8) 

Le vecteur up¿ et la matrice Rp¿ {p = i,j) s'obtiennent en suivant le calcul exposé dans 
la section précédente. Ils vérifient : 

iïP,k = "p,i-i + $Hp,k 

Rp,k = RP,k Rp.k—i 

A l'aide des équations (3.6), (3.7) et (3.8) et en introduisant un point quelconque Ck de 
'P. nous obtenons (voir annexe 2) : 

avec : 

f = 2(R-¡ + Rj¡r> [ühk ~ uitk + ( i - ñ-¿)G~cî - (i - R;:l)G^cl} 

et 

A = 2(R~];+R-¡r1(R-J:-Rj¡) 
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Comme les matrices RPtk (p—l ou 2) sont des matrices orthogonales, A et T se réécrivent 
de la manière suivante : 

f - 2{R\ik + R^r1 [ujlk - Ûitk + (I - Rlk) G~JU¡ - (I - R[k) G^ct] 

A = 2(Rlk + Rlk)-\Rik-R
i
j^ 

Pour avoir les déformations normale et tangentielle au joint J . nous lui associerons un 
repère local TZ!

 k = {Ck.n,tx,tv). Contrairement à l'ancienne version, ce repère local est 
défini dans la position actuelle du joint. 

Les déformations normale et tangentielle s'obtiennent alors en projetant Ml:kMJtk dans ce 

repère local TZ'k. Si nous notons F la matrice de passage de ( ë^e^e , ) à {n.iT,iy), ce vecteur 

MiikMhk s'exprime dans %k comme suit : 

Mi,kMj,k = r T + T A r QM (3.9) 

Nous avons vérifié que la. matrice F A P est antisymétrique (voir annexe 3). Il existe alors 

des réels a2, /?2 et 72 tels que : 

TAr* 

Nous notons cn(Mk), ex(Mk) et ty{Mk) les composantes, au point Mk de J , du vecteur 
déformation dans le repère local "R!k. En développant l'équation (3.9), nous obtenons : 

en(Mk) = un - a2x'+ 32y' (3.10) 

£x(A4) = u.-ny' (3.11) 

£j,(Mfc) = tzv + 723;' (3.12) 

où (0,x',y'Y et Í u„,'ií.T,ííy)f représentent respectivement les coordonnées de CkMk et de 

F T dans le repère local 'lZ'k. 

2.3 Calcul des efforts de contact sur un joint 

Le vecteur contrainte, de composantes an(Mk)., rx(Mk) et ry(Mk) dans le repère local 
du joint, se déduit du vecteur déformation par application de la matrice de rigidité du 
joint (2.19). Nous aboutissons, à l'aide d'une telle matrice et des équations (3.10), (3.11) 
et (3.12), aux expressions suivantes : 
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<rn{Mk) 

rJ.Mk) 

Ty(Mk) 

Kn(un - a2x + ß2y) 

Kt(ux - 72y') 

Kt(uy + 72 x') 

(3.13) 

(3.14)" 

(3.15) 

Pour un élément de surface ds centré au point M<K. le vecteur contrainte ak(Mk) génère une 
force élémentaire df(Mk) et, par rapport au point Ck, un moment élémentaire dÇ(Mk), 
avec : 

d((Mk) = CkMkAdf(Mk) 

Dans le repère local, les composantes de ce moment élémentaire, notées dÇn(Mk). dÇx(Mk] 
et dCy{Mk), sont : 

dÇn{Mk) 
dUMk) 
d^(Mk) 

ht [(uy + 7'2^')y' - (ux ~ 722/V] ds 

Kn [(un - a2x' + f%y')y'} ds 

— Kn {(un - a2x' -f ß-2y')x'] ds 

(3.16) 

(3.17) 

(3.18) 

L'intégrale de ce vecteur sur le joint incorpore la variation de la contrainte au niveau des 
surfaces de contact dans l'équilibre des moments aux centres de gravité des blocs. 

A partir de ces vecteurs définis en chaque point du joint, nous évaluons d'une part les 
contraintes moyennes et d'autre part le vecteur moment, par rapport à l'origine Ck • 

l On \ 
Tx S 

/ ,/v on(Mk)ds \ 
SxTx(Mk)ds 

\ ¡zry(Mk)ds ) 

Í L 
c 

J.dUMk) \ 

hd-UMk) ) 

avec S la surface du plan V délimitée par les points de type Pk et Qk et qui correspond 
à la section du joint (fig. 3.6) : 

Nous utilisons ces vecteurs pour effectuer un calcul direct du torseur résultant des efforts 
de contact au centre de gravité de chaque bloc (i.e. évaluer les composantes de f¡Jtk sans 
passer par la relation (2,28)). 

Les éléments de réduction du torseur relatif au bloc Bv (p — ¿, j ) , dû aux vecteurs 
contraintes et aux moments élémentaires sur la section du joint, peuvent être calculés 
par intégration de ces quantités sur le polygone inscrit dans la face FP et délimitée par les 
points de type Pp¿ et Qp<k. Ce polygone caractérise les points de cette face en interaction 
avec l 'autre face (fig. 3.6). 
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Figure 3.6: Champ de déformation pris en compte pour calculer les efforts de contact. 

Nous définissons, pour des développements ultérieurs, le vecteur cisaillement local et sa 
norme : 

r(Mk) = Tx{Mk)tt + Ty(Mk)TÏ 

r(Mk) = S/MM^^JM^ 

2.4 Comportement non-linéaire d'un joint en compression 

La loi hyperbolique adoptée pour caractériser le comportement en compression du joint 
nécessite l'utilisation d'un processus itératif pour traiter la non-linéarité qu'elle introduit. 
Une telle loi considère que la rigidité normale du joint varie en fonction de son état de 
contrainte. Cette variation n'est introduite que d'une manière globale, i.e. en ne consi­
dérant que la déformation normale moyenne du joint. Au cours de chaque itération, la 
rigidité normale d'un joint est assimilée à la rigidité sécante (voir annexe 4). 

2.5 Etude de la rupture au cisaillement d'un joint 

La loi éiastoplastique parfaite, adoptée dans ce modèle, est incorporée en utilisant la 
méthode des «contraintes initiales» (cf. Zienkiewicz [1973]). Nous supposons, pour cal­
culer le déplacement des blocs, que le comportement tangentiel des joints est élastique 
linéaire (rigidité tangentielle Kt constante) et nous évaluons, en cas de rupture, les efforts 
résiduels non équilibrés. 

Soit ~maT la contrainte tangentielle limite d'un joint calculée en introduisant un critère 
de rupture. Dans le cas où cette valeur est localement atteinte au niveau d'un joint J , 
la section totale de ce joint se partage en deux zones S f élastique et E p en rupture de 
plasticité, avec : 

S p = {Mk € J/r{Mk) > rmax) 
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A Laide des équations (3.14) et (3.15). on vérifie que les courbes d'iso-contrainte tan­
gentiale r sont des cercles de centre 0C — (0, —1^/72,Ui/72) et de rayon r /(72À' f) . La 
limite entre la zone élastique et la zone plastique éventuelle du joint est donc un cercle de 
centre Oc et de rayon rmax — rmaxl{l2Kt)- Lorsque 72 est nul, la contrainte tangentielle 
est uniforme le long du joint. 

En cas de rupture, nous associerons à un élément de surface ds de Ep , centré sur A/¿, 
les forces résiduelles ri.(Mk)ds et Ty(Mk)ds (fig. 3.7) et le moment élémentaire résiduel 
correspondant. Noté d^(Mk), ce moment porté par la normale au joint sera calculé par 
rapport à l'origine du repère local. 

ñMk) 

^rx{Mk) 

Figure 3.7: Représentation des contraintes résiduelles T'x(Mk) et r'~(Aí¿). 

Calcul de Tr
x{Mk) et Tr

v(Mk) 

Le calcul des forces ou des contraintes résiduelles se fait par comparaison de r{Mk\ 
à la contrainte limite rmax (fig. 3.7) : 

rrÀMk) = ^1 

rr
y{Mk) = ( l 

r{Mk) 

7"max 

r(Mk) 

Tx(Mk) 

,(Mk) 

(3.19) 

(3.20) 

A ces valeurs locales, nous associerons les contraintes résiduelles moyennes TX et rT 
données par : 

hrx(Mk)ds 

krl(Mk)ds 
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où S désigne l'aire du joint. 

Lorsque 72 est non nul, ces valeurs moyennes se calculent à l'aide de paramètres 
géométriques notés Jq (q = 1,9) (voir annexe 5) : 

S 72 5 S S 

_ r _ &tv-y j TmaxUy j AJ72 , T-max j 
ry ~~~ ~ F " l / i c~j5 c~ ^2 ô"-1'6 

¿> 72 o ¿> o 

- Calcul du moment résiduel élémentaire d^(Mk) 

Ce moment s'écrit en fonction de T¡.(MÍC) et Tr
y[Mk) comme suit : 

d?n(Mk) = \x'Tr
y{Mk) - y!r:'KMk)\ ds 

Le moment résultant, sur la totalité de la section en rupture, est égal à : 

e; = L d&{Mk) 

ou encore, à l'aide des équations (3.14), (3.15), (3.19) et (3.20) et lorsque 72 est non 
nul : 

in = — {UyJ2 ~ uxJs} i - [uxJ7 - UyJ6) + ~T~JA 7T- [Js + J9) 
i 72 o ^ £ 

avec Jq (q — 1,9) les paramètres géométriques cités ci-dessus. 

Les valeurs Tx% T'y et c,rn permettent de calculer les efforts résiduels non équilibrés aux 
centres de gravité des blocs. 

2.6 Vérification des nouvelles hypothèses introduites dans le 
logiciel BRIG3D 

Comme première vérification, nous faisons référence au cas 1 ou 2 de l'exemple 3 du cha­
pitre précédent. Nous rappelons que l'équilibre des blocs, calculé par la première version 
de BRIG3D, réduit de moitié leur surface de contact. Ce résultat est notamment lié à 
l'hypothèse d'une distribution uniforme des contraintes normales sur le joint. La nouvelle 
version permet de calculer l'équilibre des blocs en ne réduisant que d'un tiers cette surface 
de contact, grâce à la prise en compte d'un champ de contrainte normale linéaire. En effet, 
nous considérons que la contrainte normale, en un point donné du joint, est proportion­
nelle à la déformation normale en ce même point. Sans passer par une discrétisation de la-
surface de contact, nous aboutissons ainsi à la même situation que le cas 3 de cet exemple. 
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La procédure itérative utilisée fait que la déformation normale dépasse, en certains points, 
la fermeture maximale. Ceci nous a empêché de calculer les efforts de contact en tenant 
compte de la variation de la rigidité normale le long d'un joint (suivant la loi normale 
hyperbolique considérée) et de s'approcher ainsi du résultat obtenu clans le cas 4 du même 
exemple. 

Comme deuxième vérification, nous reprenons l'exemple quatre du deuxième chapitre. 
Nous signalons que la prise en compte d'un champ de contrainte tangentielle variable per­
met d'aboutir à une solution d'équilibre, dans le cas où n vaut 1. Cet équilibre correspond, 
en outre, à une rotation égale à celle calculée analytiquement (soit 6.10 - 2 rd). 

Cette description permet également de rendre compte d'une rupture partielle ou totale du 
joint. Pour cela, nous considérons que le joint possède une résistance maximale de 2,7 MPa 
(constante le long du joint). Cette valeur a été choisie de manière à ne provoquer qu'une 
rupture partielle du joint. Le modèle aboutit à une solution d'équilibre qui correspond 
à une rotation plus importante du bloc, soit 9,45.10 -2 rd. Cette valeur est égale à celle 
calculée analytiquement à partir de la formule suivante (en supposant que le joint n'est 
pas totalement en rupture) : 

C = Ü 2 | ü ! [ V 5 + ln(tan(37T/8))] - | ^ 

Les notations introduites dans cette relation sont indiquées dans l'exemple 4 du chapitre 
2. Nous notons que l'on obtient le même résultat en discrétisant le joint en sous-joints 
élémentaires. La figure 3.S montre la distribution des contraintes tangentiales moyennes 
au niveau de chaque joint élémentaire. 

ECHELLE 

laNGueun im> i 1 0.HK10E+4X) 

CMTMIIKTE ikPal P 1 0.24<X!E+<)4 

Cas éiastique Cas avec rupture 

Figure 3.8: Contraintes tangentielles moyennes sur les joints élémentaires avec n = 11. 
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Nous distinguons l'existence d'une zone de distribution linéaire de la contrainte tangen­
t i a le (partie élastique de la surface de contact) et d'une zone où la contrainte tangentielle 
est égale à la résistance maximale de la surface de contact (partie en rupture). 

3 Prise en compte des pressions dues à un écoule­
ment permanent dans un réseau de fractures 

Dans ce travail de recherche nous nous intéressons uniquement à un écoulement laminaire 
et permanent à travers un réseau de fractures d'un massif de roche imperméable. Pour 
résoudre ce type de problème, on se ramène souvent à la résolution de l'écoulement au 
niveau d'une fracture individuelle. Les conditions de continuité de la charge hydraulique 
et de flux aux intersections des fractures permettent de résoudre l'écoulement dans la 
totalité du réseau. 

Comme nous l'avons noté au premier chapitre, les fissures d'un massif rocheux discontinu 
sont schématisées à l'aide de surfaces planes. Cette schématisation permet de faciliter et 
de rendre possible la représentation géométrique et la modélisation mécanique du massif 
et aussi la modélisation de l'écoulement à travers ces fissures. 

Sous cette hypothèse de planéité des surfaces de discontinuités, on ramène la résolution 
d'un écoulement tridimensionnel à la résolution d'un écoulement au plus bidimensionnel. 
En effet, il existe dans la littérature deux approches différentes pour modéîiser l'écoule­
ment de l'eau à travers une fracture. La première approche considère que cet écoulement 
s'établit le long de deux surfaces planes parallèles supposées représenter les deux épontes 
d'une fracture. La deuxième approche, qui est plus récente, tient compte du phénomène 
décrit au premier chapitre concernant la chenalisation de l'écoulement dans les fissures 
et fractures. Cette chenalisation peut se mobiliser en associant à chaque fracture des seg­
ments de droite connectés pour représenter les chenaux d'écoulement le long de cette 
fracture (Cacas ¡1989]). 

Quelque soit l'approche utilisée pour décrire l'écoulement local dans une fracture, l'écou­
lement global dans un massif est assimilé en général à un écoulement dans un réseau de 
discjues ou de polygones. Ce réseau peut être déterministe ou aléatoire. Quelques modèles 
de simulation aléatoire de ce type de réseau ont été présentés au premier chapitre. 

Les modèles de disques sont utilisés pour représenter l'amortissement d'une fracture dans 
la roche i.e. son prolongement au delà de ses intersections avec d'autres fractures. Comme 
la roche est supposée imperméable, le bord circulaire de cette fracture est donc étanche et 
les échanges d'eau ne peuvent se faire qu'aux intersections avec les autres fractures. Ces 
intersections sont des segments de droite situés à l'intérieur des disques. 

Les modèles de polygones négligent l'amortissement des fractures dans les blocs de roche. 
Le contour limite d'une fracture est déterminé à partir de ses intersections avec les autres 
fractures du réseau. Les échanges d'eau ne se font, ainsi, qu'au niveau de ce contour 
polygonal. 

Avant d'exposer la formulation de notre modèle d'écoulement, nous présenterons quelques 
approches qui existent dans la littérature et qui permettent de résoudre le problème de 
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l'écoulement au niveau d'une fracture. 

3.1 Modèles d'écoulement plan dans une fracture 

Soit il une fracture plane de forme quelconque délimitée par un contour F = F] U F2 et 
soit P une source ponctuelle située sur F ou à l'intérieur de fi (fig. 3.9). 

Surface fi 

y 

->x 

Figure 3.9: Fracture plane délimitée par un contour F = T] U F2. 

On note (x.y) un système d'axes dans le plan de la fracture et h la charge en un point 
quelconque de fi. Dans le cas où la conductivité hydraulique de la fracture est isotrope et 
uniforme pour un écoulement permanent, la charge hydraulique en M vérifie l'équation 
elliptique de Laplace : 

„ 2 , à2h d2h n 

V2/î = \- r = 0 

dx2 dy2 

avec : 

h — H sur Ti 
dhjdn = —q/K sur T2 

La solution exacte de cette équation n'étant pas toujours explicite, différentes méthodes 
ont été alors développées pour résoudre approximativement ce problème. 

Parmi ces méthodes nous citons l'intégration par éléments frontières utilisée par Banerjee 
et Butterfield [1981], Huyakorn et Pinder [1983], Elsworth [1986] et Xu [1991]. Dans cette 
méthode, on se sert de la troisième identité de Green fondée sur le théorème de divergence 
pour ramener l'intégrale sur Faire fi à une intégrale sur le contour F* (F* = T si P est à 
l'intérieur de fi et F* = F - {P} si P est sur F) : 

c{P)h(P)=[ (h(Q)^-(P,Q)-$(P,Q)^(Q))di(Q) (3.21) 
JT* \ on on 

89 



où : 

n : la normale locale au contour ; 

$ : la solution fondamentale de l'équation de Laplace qui caractérise l'écoulement plan 
infini créé par une source unitaire ; 

c(P) : un terme dit libre et qui tient compte de la singularité au point P (voir fig. 3.10). 

Point source 
P 

c(P) = 1 c(P) = 1/2 

Figure 3.10: Valeurs de c(P) en fonction de la position du point P par rapport au contour 
(d'après Banerjee et Butterfield [1981]). 

La solution fondamentale $ s'exprime en un point Q séparé d'une distance r de la source 
unitaire en P par (r = PQ) : 

W Q ) = T - l n ( r ) (3.22) 
¿ TT 

La discrétisation du contour et le recours aux fonctions d'interpolation, utilisés par cette 
méthode d'éléments frontières, permettent de calculer l'intégrale donnée par l'équation 
(3.21). Les inconnues du problème (charges et flux) sont ramenées aux nœuds de discré­
tisation situés aux intersections entre fractures. Nous notons que Elsworth [19S6] utilise 
un réseau de disques pour représenter l'écoulement dans un milieu fracturé. Le contour F 
d'une fracture est circulaire et les sources P sont situées le long des segments d'intersection 
avec les autres disques. 

La méthode des éléments finis permet également de résoudre l'écoulement dans une surface 
plane (cf. Pironneau [1988]). Cependant et comme le prouve la comparaison réalisée par 
Elsworth [1986], cette méthode nécessite plus de points de discrétisation que l'intégration 
par éléments frontières (fig. 3.11). 

Nous citons finalement la méthode de résolution introduite par Long et al. [1985] qui 
considère que les fractures sont de forme circulaire. Comme dans le calcul par éléments 
frontières, les inconnues du problème (charges et flux) sont ramenées aux intersections 
entre les fractures. Cependant, ce modèle caractérise chaque ligne d'intersection par une 
charge hydraulique moyenne et un gradient hydraulique uniforme. La résolution de l'écou­
lement dans un disque s'effectue à Laide de la théorie des images et en se servant de la 
solution fondamentale <£> introduite ci-dessus. Nous notons que la forme circulaire utilisée 
pour schématiser une fracture simplifie ce calcul d'écoulement. 
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(a) (b) 

Figure 3.11: (a) Discrétisation pour analyser l'écoulement plan dans une fracture par 
elements finis (b) Discrétisation pour analyser cet écoulement par éléments frontières 
(d'après Elsworth [1986]). 

3.2 Modèle d'écoulement chenalisé dans une fracture 

Nous présentons, ici, le modèle d'écoulement chenalisé dans des fractures circulaires intro­
duit par Cacas [1989]. Cet auteur considère que l'écoulement d'une fracture à une autre 
se fait le long d'une trajectoire qui lie le centre de ces deux fractures en passant par le 
milieu de leur intersection (fig. 3.12a). Cette trajectoire est composée de deux segments de 
droites appelés «l iens». Un lien est caractérisé par une longueur L et une «conductivité 
hydraulique intégrée» K égale au produit de la conductivité hydraulique par la section de 
l'écoulement. Les conductivités hydrauliques intégrées des liens inscrits dans une même 
fracture sont identiques. 

Cacas [1989] définit le gradient hydraulique entre deux fractures connectées i et j comme 
la perte de charge entre leurs centres divisée par la longueur du trajet de l'écoulement de 
i à j . Une telle longueur, notée L¡j, est donnée par la somme des longueurs des deux liens 
qui forment ce trajet (notés L¡ et L:). Soient H¡ et Hj la charge aux centres respectifs des 
fractures i et j . L'écoulement de i vers j est donc caractérisé par le gradient hydraulique 
suivant : 

Hj - Hi _ Hj - Hi 

Li -j- Lj L, >] 

A cet écoulement de i à j est associé une conductivité moyenne intégrée notée Kij et égale 
à (conductivité équivalente d'un écoulement en série) : 

Kij = 
L{j A ; A j 

L{K{ + LjKj 
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(a) (b) 

Figure 3.12: (a) Représentation des liens entre les disques connectés, (b) Configuration 
des liens dans un réseau très connecté (d'après Cacas [1989]). 

Pour résoudre l'écoulement global dans l'ensemble des liens, on utilise la conservation 
du débit au centre de chaque fracture. Ainsi, pour une fracture i connectée à n,- autres 
fractures, on écrit : 

"• H — H 

£A'y£y-^ = o 

3.3 Modélisation de l'écoulement dans un réseau de polygones 
par une méthode d'éléments frontières 

Le modèle d'écoulement, développé dans ce travail de recherche, est fondé sui la descrip­
tion polygonale des fractures utilisée dans le logiciel BRIG3D. Dans ce modèle hydrau­
lique, nous avons supposé que l'écoulement le long d'une fracture se fait d'une manière 
continue. En effet, la chenalisation de ce phénomène nécessite des hypothèses supplémen­
taires pour décrire les trajectoires de l'eau dans le plan d'une fracture. De telles hypothèses 
pourraient être très fortes et contraindre non seulement le comportement hydraulique du 
massif mais également son comportement mécanique3. Le modèle d'écoulement introduit 
par Cacas [1989], par exemple, oblige les échanges d'eau entre fractures à passer par leurs 
centres. Cependant, et comme le souligne Fauteur même, «le bon sens nous dicte que des 
cheminements beaucoup plus courts existent dans la réalité» (fig. 3.12b). 

Ayant choisi cette description continu de l'écoulement, nous avons utilisé pour résoudre 
l'équation de Laplace la méthode des éléments frontières citée ci-dessus. Cette méthode 
s'applique sans difficulté aux fractures de forme polygonale et nécessite un nombre rai­
sonnable de points de discrétisation. Le développement qui suit décrit cette méthode de 

3Dans le calcul de la résultante des forces et des moments sur les blocs due à l'écoulement. 
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résolution à l'échelle de la fracture puis à l'échelle du massif. 

3.3.1 Réso lut ion de l 'équation de Laplace au niveau d'une fracture 

Nous considérons, dans ce qui suit, une fracture plane polygonale délimitée par un contour 
F. Nous supposons que ce contour est formé par la succession de ns éléments rectilignes 
joignant les Ai (i — l.n3) sommets du polygone (fig. 3.13a). 

Contour T Elément 

(a) 

Point source 
A/ 

(b) 

Figure 3.13: Fracture plane polygonale, (a) Numérotation globale des nœuds, (b) Numé­
rotation locale des noeuds de l'élément e. 

Comme nous l'avons noté précédemment, la troisième identité de Green fournit une rela­
tion entre le potentiel en une source P et l'intégrale sur le contour d'une fonction qui 
s'exprime à l'aide du potentiel, de sa variation normale le long du contour et de la solu­
tion fondamentale $ . Comme le montrent Huyakom et Pinder [1983], si la source P est 
située sur le contour, la deuxième identité de Green donne directement la relation sui­
vante : 

l d(\nrp) dh\ 
h — ln(rpj — ) dÇ = 0 

r \ on On 

(3.23) 

avec rp la distance de la. source P au point M d'intégration sur le contour. Nous notons 
que cette intégrale est singulière au point M confondu avec P ( rp=0). Nous montrons 
plus loin comment nous traitons cette singularité. 

Les fonctions h et, [dh/dn) sur le contour sont inconnues. Si sur chaque élément du contour 
nous les approchons par des fonctions linéaires, nous pouvons calculer l'intégrale donnée 
par l'équation (3.23) et obtenir ainsi une relation linéaire entre les différentes valeurs de 
ces fonctions aux nœuds de discrétisation. Dans notre cas, nous considérons que la source 
P occupe successivement chacun de ces nœuds. Ceci permet d'avoir autant d'équations 
linéaires que de noeuds. La continuité de la charge implique que pour chaque nœud une 
seule valeur de h est considérée. Cependant, la discontinuité de la normale en certains 
nœuds du contour implique qu'en ce type de nœud sont associées deux valeurs de (dh/dn). 
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Ceci nous conduit à un nombre d'inconnues compris entre 2ns et 3ns . Les conditions aux 
limites imposent en chaque nœud une valeur de h ou de (dh/dn). Elles nous fournissent, 
par conséquent, ns équations supplémentaires. Pour obtenir une solution unique du pro­
blème ainsi posé, différentes hypothèses sont possibles: soit l'hypothèse de la continuité 
de (dh/dn), soit le dédoublement des nœuds aux points de discontinuité de la normale ou 
de changement des conditions aux limites. Ceci nous permet donc d'obtenir les équations 
manquantes. 

Dans un système de numérotation locale (fig. 3.13b), nous désignons par Ai et Ai les 
deux nœuds successifs du contour formant un élément e. A ces nœuds, nous attribuons les 
valeurs h\, he

2, (dh/da)\ et (dh/dn)\ du potentiel hydraulique et de sa dérivée normale. 

Soient li et I2 ^es abscisses des nœuds Ai et / i 2 dans un système d'axes local (/,n) lié à 
l'élément e (fig. 3.14). En notant Le ~ (h —lj), les formes linéarisées de h et de (dh/dn). 
sur l'élément e, s'écrivent : 

h = Ni(l)h\ + N2(l) h\ (3.24) 

dh ,T ,. fdhY A, / n fdhV 
(3.25) 

avec : 

Ni(l) 
U-l 

(3.26) 

N2(l) = ^ (3.27) 

Source Aj 

Figure 3.14: Variables locales liées à l'élément e. 

Pour un point source fixé en Ar l'intégrale sur le contour donnée par l'équation (3.23) se 
met sous la forme : 
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Nous introduisons ici la notation r} pour désigner la distance à la source .4, des points 
d'intégration sur le contour. En introduisant les relations (3.24), (3.25), (3.26) et (3.27), 
l'intégrale sur l'élément e s'écrit comme suit : 

r (* v - -w g * - w+<w + "u so;+^ ( D ; <»•»> 
ou : 

G"-. = ¡h Ny ?^lA dl • H*=- i'" JV, W r , W/ 
•" Ji¡ on •" Ji, 

• 2 = / ' ' A r 2 ^ ^ ¿/ ; ^;,2 = - Í2 N2 ln(rj)dl 
JU on J' Jij 

G' 

Sous une écriture matricielle, l'intégrale sur l'élément e donnée par l'équation 3.29 et notée 

Qhe-> s e rnet sous la forme : 

En introduisant l'angle /3Jie et la distance phe représentés sur la figure 3.14, ces quatre 
coefficients se calculent comme suit : 

1 
G),l = J-{ßjj2-phe Mr3,2/rj.l)) 

1 r • 
H],i = - 7 7 " r ? . 2 ( _ 1 + l n r ? ^ ~ rl^~l + l n( r?.i)) - 4/2Í¿2 lnr j i 2 - h lnr^j - Le + p¿,e#,e)J 

^ = ii: r ? 2 ( - l + lnr? 2) - r j ^ - l + l n ^ ) ) - 4/1(/2 lnr, ,2 - U n r ^ - Le+pheBhe)\ 

Dans le cas où la source Aj est confondue avec le premier nœud de l'élément e {A:• = Ai) , 
ces différentes intégrales deviennent singulières. On montre qu'elles convergent successi­
vement vers les valeurs suivantes (voir Huyakorn et Pinder [1983]) : 
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ne _ ° 

^ = — [ 3 - 2 1 1 1 ^ ] 

avec 0 l'angle que fait l'élément e avec l'élément précédent (e — 1) (voir fig. 3.15). 

A, = A1 .4 2 
ç # 

Elément e 

Figure 3.15: Angle 9 dans le cas d'une source confondue avec le point A\. 

De même, si la source est confondue avec le deuxième nœud de l'élément e (.4, = Y42), ces 
intégrales convergent vers : 

Gh = 0 

ne _ e 

J>2 9 

^ o = - ^ î [ 3 - 2 1 n I e ] 
4 

avec 0 l'angle que fait l'élément e avec l'élément suivant (e -f 1). 

Nous notons {h} et {9/î/on} les vecteurs colonnes dont les composantes sont respective­
ment les valeurs de la charge et de sa dérivée aux nœuds de discrétisation. En utilisant 
les hypothèses de continuité aux nœuds du polygone, l'intégrale sur le contour, pour un 
point source en Aj., se met sous la forme : 
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avec [Gj] et [Hj] sont des vecteurs lignes dont les termes se calculent à partir des valeurs 
Ge

n, et Hjk (k — 1,2) des différents éléments. 

En faisant varier la position de la source {Ai occupe successivement les différents nœuds 
du contour), nous formons un système d'équations linéaires qui se met sous la forme : 

[G}{h} + {H] { | ^ } = 0 (3.30) 

avec [G] et [H] des matrices carrées qui s'obtiennent par assemblage des vecteurs lignes 
[Gj] et [Hj]. L'inversion de la matrice [H] (pleine non symétrique) conduit à, : 

{Ë} = [i/]"1[Gi{/,} (3-31) 
A F aide de cette relation, nous pouvons exprimer le débit à travers chaque élément en 
fonction de h. En effet, si nous désignons par A" la conductivity hydraulique de la fracture, 
nous pouvons écrire au niveau de chaque élément e de cette fracture l'expression du débit 
local : 

r, dh 
9 = - A Tr­

än 

A l'aide de la relation (3.25) et des notations introduites précédemment, ce débit se réécrit : 

«w (!)><«> (g ; q •= —K 

Le débit Qe à travers l'élément e peut donc se mettre sous la forme : 

«-*(i)>*(s; 
avec di et ¿2 des termes qui se calculent en intégrant les fonctions N\ et Ar2 le long de 
l'élément. 

Soit {Q} = (Qe) le vecteur des débits à travers les éléments de la fracture. La relation 
(3.32), écrite pour un seul élément e, se généralise pour le vecteur {Q} de la manière 
suivante : 

{Q}=K[D] | ^ | (3.33) 

avec [D] une matrice dont les termes sont du type d\ et d2 cités ci-dessus. 

En remplaçant, {dh/dn} par son expression donnée par l'équation (3.31), la relation (3.33) 
devient : 
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{Q} - K [D] [ i f ] - 1 [G] {h} (3.34) 

dans laquelle les matrices [D], [H] et [G] ne dépendent que de la géométrie de cette 
fracture. 

3.3.2 Résolut ion de l 'écoulement dans la total i té du réseau de fractures 

Pour résoudre l'écoulement à l'échelle du massif, nous utilisons les conditions de conser­
vation de la masse et précisément l'égalité du flux entrant et sortant au niveau de chaque 
intersection entre fractures. 

En adoptant une numérotation globale des arêtes et des nœuds, cette condition pour une 
arête a du réseau d'écoulement s'écrit : 

i 

avec rij le nombre de fractures connectées à cette arête, QJ
a le débit à travers l'élément 

ou l 'arête a dû à l'écoulement dans la fracture / (contribution de cette fracture / à 
l'écoulement à travers cet élément a) et Qe

a
xf le débit externe éventuellement nul. 

Cette relation permet donc de relier les charges et les débits entre les différentes arêtes 
ou encore les différents «nœuds» du réseau. En isolant les termes connus des termes 
inconnus, on aboutit à un système d'équations linéaires dont le nombre d'inconnues est 
au moins égal à celui des «nœuds» du réseau. 

3.4 Couplage hydro-mécanique 

Ce modèle hydraulique a été ensuite couplé avec le logiciel BRIG3D. Le couplage est 
effectué dans les deux sens : 

- le mouvement des blocs modifie l'espace offert à l'écoulement, une loi cubique est 
utilisée pour relier la conductivité hydraulique à la fermeture des discontinuités ; 

- les pressions d'eau calculées à partir des charges hydrauliques sont ajoutées aux 
sollicitations mécaniques appliquées sur les blocs. 

3.4.1 Influence du mouvement des blocs sur la conduct iv i té hydraulique des 
fractures 

Le réseau d'écoulement dans ce modèle hydraulique correspond au résea,u initial de joints 
dans le modèle mécanique BRIG3D. Pour rendre compte de l'influence du déplacement des 
blocs sur le comportement hydraulique d'une fracture, nous avons utilisé une loi qui relie 
l 'ouverture hydraulique d'une fracture au déplacement relatif des blocs qui la constituent. 
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Il s'agit plus précisément de la valeur moyenne du déplacement relatif normal au plan du 
joint situé à ce niveau. Ceci nous permet de passer d'une fermeture mécanique variable 
à une ouverture hydraulique constante. Cette loi, décrite à l ;aide de l'équation (3.35), 
tient compte d'une conductivity résiduelle (éventuellement nulle) sous forte contrainte de 
compression : 

K =,. M~(e0(l - ^^-) + eresf (3.35) 

avec p la densité volumique de l'eau, g l'accélération de la pesanteur, v la viscosité dyna­
mique de l'eau, eo l'ouverture hydraulique initiale de la fracture, ün sa fermeture méca­
nique moyenne, tmax sa fermeture mécanique maximale et eres son ouverture hydraulique 
résiduelle. 

3.4.2 Prise en c o m p t e de pressions hydrauliques au niveau des fractures 

Ayant résolu le système d'équation et obtenu les valeurs inconnues des charges aux noeuds 
du réseau, nous nous intéressons ensuite au calcul des forces d'écoulement au niveau de 
chaque fracture. 

Nous considérons pour ce qui suit une fracture donnée du réseau pour laquelle nous 
adoptons les mêmes notations introduites précédemment pour caractériser sa géométrie 
ainsi que les valeurs du potentiel et de sa dérivée aux noeuds. La troisième identité de 
Green exprime le potentiel en un point Ai, de coordonnées (x, y), situé à l'intérieur de la 
fracture de la manière suivante : 

h(^y) = ^-l(h ^ p - ln(rM) f) d( (3.36) 
2TT JT \ cm on) 

où x et y sont exprimées dans un repère local (o, re, y) lié au plan de la fracture. 

En introduisant les nœuds de discrétisation, l'équation (3.36) se transforme : 

K^y) = ¿ Ç ( < ? ; , , , . G « ) ( î ; ) + ( / / • „ „ / « „ ) ( [ « ) (3.37) 

La pression au point M s'exprime à l'aide de la, valeur de la charge comme suit : 

p(x,y) ="fw(h(x,y)-z) 

z : la cote par rapport à un plan de référence de ce point M ; 

7U, : le poids vommique de l'eau. 

La résultante R de cette pression et les coordonnées de son point d'application sont 
respectivement égales à : 
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R = l'w / (h(x,y) -Z)ds 

R XR = 7 ,̂ / x(h{x,y) -Z)ds 
Jü 

RyR = lu / y{h{x,y) -Z)ds 
Jü 

XR et yn sont exprimées dans le repère locai (o. x, y). 

Pour calculer la valeur de ces différentes expressions, nous utilisons une méthode d'inté­
gration numérique, 

4 Conclusion 

Dans la nouvelle formulation mécanique du modèle BRIG3D, nous calculons les efforts 
de contact en considérant que le champ de contrainte sur un joint est localement linéaire 
et globalement hyperbolique. Comme la loi hyperbolique utilisée n'est définie que sur 
un intervalle de déformation donnée, nous n'avons pas pu introduire un comportement 
local hyperbolique comme celui que Ton obtient en discrétisant un joint en sous-joints 
élémentaires. 

Comme le signale Tahiri [1992a], les résultats de calcul dans la première version de 
BRIG3D dépendent du pas d'incrémentation de la charge, fixé par l'utilisateur. Dans 
la nouvelle formulation de ce logiciel, la minimisation de l'énergie potentielle totale du 
système de blocs est réalisée de façon globale, i.e. en fonction des déplacements totaux 
des blocs. Les résultats de calcul sont donc indépendants de ce pas d'incrémentation. 
Cette formulation exige, cependant, l'existence d'un équilibre du système de blocs et les 
positions des blocs, obtenues lors des étapes de calcul intermédiaires, ne constituent plus 
des positions d'équilibre comme il est le cas dans une méthode incrémentale. 

Dans ce modèle mécanique le nombre d'inconnues est au plus égal à six fois le nombre de 
blocs. En outre, le système d'équations linéaires auquel nous aboutissons se caractérise 
par une matrice symétrique. 

Dans le modèle d'écoulement, la discrétisation est relative aux sommets des blocs. Il s'en 
suit un nombre d'inconnues (charge et gradient hydrauliques) qui peut dépasser le nombre 
d'inconnues dans le modèle mécanique (les blocs sont décrits en trois dimensions). En 
outre, la construction du système d"équations linéaires que nous devons résoudre néces­
site l'inversion d 'une matrice pleine et non-symétrique (élimination des gradients hydrau­
liques). D'où un temps global de calcul qui augmente très rapidement avec le nombre des 
blocs. 
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Chapi t re 4 

Analyse du comportement 
mécanique et hydro-mécanique des 
massifs rocheux fissurés. Application 
du modèle BRIG3D 

1 Introduction 

Les sujets d'application que l'on peut aborder à l'aide du modèle BRIG3D sont très variés. 
Ils peuvent concerner l'analyse de la déformation des appuis d'ouvrages, la stabilité de 
talus ou de pentes, le comportement d'excavations souterraines, etc. Sans perdre l'idée 
qu'un modèle est une simplification de la réalité, il peut néanmoins nous éclairer sur 
certains mécanismes propres aux milieux discontinus. Nous savons par exemple que les 
répartitions des déformations et des contraintes dans un massif fissuré dépendent de son 
réseau de discontinuités. Comme nous l'avons noté au premier chapitre, un tel réseau peut 
être d'une grande complexité géométrique et les caractéristiques mécaniques et hydrau­
liques des fissures peuvent présenter une forte hétérogénéité. L'intérêt majeur d'un tel 
modèle est d'analyser les réponses possibles du massif pour différents paramètres géo­
métriques et mécaniques, choisis pour être les plus réalistes en rapport avec un contexte 
structural et géomécanique. 

D'un point de vue mécanique, nous avons focalisé nos applications sur l'analyse de la 
distribution des efforts au niveau des joints dans un milieu discontinu sous l'effet d'un 
chargement extérieur, du poids propre et d'un déchargement. Différentes études para­
métriques ont été effectuées. Cependant, la plus grande partie de ce travail concerne les 
efforts induits dans un massif sous l'effet d'un chargement en surface. 

Le comportement hydro-mécanique d'un massif a été étudié en considérant une configura­
tion proche de celle d'une fondation de barrage. Nous avons analysé en particulier l'effet 
du sens de l'écoulement sur la distribution des contraintes dans un milieu fissuré. Nous 
avons également examiné l'influence d'une différence de charges hydrauliques en surface 
sur la distribution des conductivités et l'allure des équipotentielles dans un massif fissuré. 

Ces applications ont nécessité la simulation des geometries initiales des milieux à étudier. 
Pour ce faire, nous avons utilisé le logiciel SIMBLOC développé au Centre de Géologie de 
l'Ingénieur par Xu [1991] et modifié par Billiotte [1996]. 
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2 Influence des paramètres mécaniques et géométri­
ques d 'un milieu discontinu sur la distribution des 
efforts 

Caractérisé par sa forte anisotropic structurale, un massif rocheux fissuré a un compor­
tement mécanique qui diffère considérablement du milieu continu. Il s'agit en particulier 
du mode de distribution (ou de redistribution) des contraintes dans ce type de massif 
sous l'effet du poids propre, d'un chargement ou d'un déchargement, des pressions d'eau, 
etc. Cette distribution s'organise en fonction de la rupture éventuelle en traction ou en 
cisaillement qui affecte localement le milieu. 

Différents travaux théoriques et expérimentaux simples de milieux discontinus ont révélé 
l'existence de lieux de concentration de contrainte en relation avec la facturation du 
milieu. Parmi ces travaux, nous citons les modèles physiques de Gaziev et Erlikhman [1971]. 
Ces auteurs se sont intéressés au mode de sollicitation d'un milieu traversé par deux 
familles de discontinuités régulièrement espacées, en fonction de l'orientation de la famille 
de joints continus (fig. 4.1). Leurs résultats montrent que les bulbes de contraintes déve­
loppées dans le milieu dépendent de î'anisotropie géométrique du milieu et s'éloignent de 
celles introduites par Boussinesq pour les milieux continus. 

Figure 4.1: Bulbes de contraintes dans un milieu stratifié en fonction de l'inclinaison a 
des strates avec la direction du chargement (d'après Gaziev et Erlikhman [1971]). 

Nous citons également le modèle théorique simple de Trollope qui a été décrit par Panet 
et Ricard [1976]. Ce modèle consiste à qualifier et quantifier la distribution des contraintes 
dans un assemblage de blocs en quinconce. Il propose deux schémas de distribution en 
adoptant des hypothèses différentes. Cependant chacune assure l'équilibre des moments 
au niveau des blocs. Il s'agit des deux modes de transmission extrêmes des efforts entre 
blocs : sans arc-boutement et avec arc-boutement total (fig. 4.2a). Comme le soulignent 
Panet et Ricard [1976], les deux types de distribution (fig. 4.2b) obtenus par Trollope font 
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apparaître des effets de voûte. 

«Al | A2/ j 

\Î\^\ 1 CI | C2 1 

Ali A2y 

B2 

-m 
'ci l a 

S 
81 .V-WM. 82 

^ - y > ¡ a . 

Cas général Pas d'arc-boutement Arc-boutement tota! 

(a) 

//A- 4\\ 
¡ I / 2 cos H 2 cos a \ \ \ 

Sans arc-boutement Avec arc-boutement total c o s " 

(b) 

Figure 4.2: (a) Hypothèses de Trollope (b) Les deux schémas de distribution des efforts 
dans le modèle de Trollope (d'après Panet et Ricard [1976]). 

A F aide du logiciel BRIG3D nous avons entrepris différentes études paramétriques concer­
nant la diffusion des efforts à l'intérieur du massif suite à un chargement en surface. Il 
s'agit plus précisément d'analyses bidimensionnelles avec des milieux traversés par deux 
familles de discontinuités dont l'une est d'extension infinie (les domaines étudiés font 
45 mètres de longueurs sur 29 mètres de hauteurs). De tels milieux peuvent représenter 
des séries sédiment aires monoclinales, la famille d'extension infinie représentant les joints 
stratigraphiques et l'autre famille des diaclases. 

Comme première étude, nous avons considéré l'exemple où la famille de discontinuités 
infinies est horizontale. Dans ce cas, nous avons analysé l'effet de la déformabilité des 
joints, du chargement et de l'espacement entre les discontinuités finies sur la distribution 
des efforts à l'intérieur du massif. La deuxième étude concerne la distribution de ces efforts 
en fonction de la déformabilité mais aussi de l'inclinaison des joints dans le milieu. 

Pour toutes ces applications, les limites latérales du modèles sont constituées par une 
succession de joints verticaux à très faible rigidité tangentielle. Les blocs en contact avec 
ces limites peuvent avoir ainsi un déplacement vertical quasiment sans frottement. Leur 
déplacement horizontal est contrôlé par la très faible fermeture maximaie des joints à 
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ces frontières latérales. Nous considérons en outre que le milieu étudié est encastré à sa 
base dans le massif. Pour tenir compte d'un tel effet, les joints à la limite inférieure du 
modèle sont munis d'une grande rigidité tangentielle. Enfin, nous supposons que les joints 
à l'intérieur du milieu peuvent atteindre la rupture en plasticité. Le critère de rupture 
adopté est celui de Mohr-Coulomb avec une cohésion nulle. 

Nous notons que pour analyser uniquement l'effet d'un chargement en surface, les biocs 
sont supposés non pesants. 

2.1 Cas où la famille de joints infinis est horizontale 

2.1.1 Inf luence d u c o m p o r t e m e n t en c o m p r e s s i o n d e s jo in t s 

Nous avons considéré en premier lieu le cas où le comportement des joints en compression 
est linéaire. Dans ce cas, nous avons analysé l'influence d'une augmentation de la rigidité 
normale K„ pour une rigidité tangentielle Kt fixée. 

Le chargement consiste en une force verticale de 500 kN répartie d'une manière uniforme 
sur une section de 3 m2 (soit une contrainte p de l'ordre de 167 kPa). Les caractéristiques 
mécaniques des joints sont les suivantes : 

- joints situés à l'intérieur du milieu (comportement linéaire en compression et bili-
néaire en cisaillement) : 

- h't = 100 MPa/m, 

- 4> = 25 degrés, 

- Kn variable, avec Kn/Kt — 1, 2, 10 et 20 ; 

- joints situés aux limites latérales du modèle (comportement hyperbolique en com­
pression et linéaire en cisaillement) : 

- h't = 0,001 MPa/m, 

- Kni = 0.5 MPa/m. 

- ¿max - 0 , 001 m ; 

- joints situés à la base du modèle (comportement hyperbolique en compression et 
linéaire en cisaillement) : 

- Kt = 1000 MPa/m, 

- Kni = 0,5 MPa/m, 

- ¿mar = 0 ,001 m . 

Comme le montre la figure 4.3. le chargement vercical fait apparaître des zones de concen­
tration des efforts. L'augmentation de la rigidité normale Kn tend à réduire la zone solli­
citée en largeur et à l'étendre en profondeur. Ceci s'accompagne d'une concentration des 
grandes contraintes en dessous de la surface de chargement (fig. 4.3b). Pour les faibles 
valeurs de Â'n, les plus grands efforts sur les joints s'étendent plutôt sur les côtés. 
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(a.) K = K. 

Ech LONG t m 1 „ 0.1776E+01 OJOOOE+0?kN 

(b) K„ = 20 K, 

Ech LONG I m ! 0.1776E+01 0.1000E+03kN 

Légende : 

7 0r90 p 
6 - 0,70 p 
5 0,50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2 0,10 p 
1 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

(c) Bulbes de contraintes normales 

F igure 4.3: Dis t r ibu t ion des forces et bulbes de cont ra in tes normales sur les jo in ts hori­

zon taux pour u n e loi de c o m p o r t e m e n t l inéaire en compression. 
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Sur la figure 4.3c nous avons tracé les bulbes de contraintes normales induites sur les joints 
horizontaux et pour des rapports de rigidités de 1 et de 20. Ces bulbes sont clairement 
différents de ceux développés dans un milieu continu. 

Pour montrer l'extension en profondeur de la zone sollicitée, nous nous sommes intéressés 
à la profondeur au delà de laquelle la contrainte normale sur les joints devient inférieure à 
une certaine valeur définie par un pourcentage de la contrainte appliquée en surface. Sur 
la figure 4.4 nous avons représenté l'évolution de cette profondeur en fonction du rapport 
Kn/Kt et pour des niveaux de contrainte exprimé en fonction de p (p est la contrainte de 
chargement appliquée en surface). Nous constatons que cette profondeur devient de plus 
en plus importante pour les milieux de plus en plus rigides. Bien que nous dépassions les 
limites suggérées dans la littérature, nous avons considéré, pour tracer la figure 4.4, le cas 
où Kn/R't est égal à 50 puis 100. 

30 -, — , 

o - | 1 1 . — i 1 1 1 1 h 1 1 

0 20 40 60 80 100 
Rapport Kn/Kt 

Figure 4.4: Evolution de la contrainte normale sur les joints en fonction de la profondeur. 

En se basant sur les définitions de la figure 4.2a, nous constatons que la transmission des 
efforts entre blocs pour les faibles valeurs de Kn s'approche plus d'un état d'arc-boutement 
total notamment pour les blocs situés de-part et d'autre de la zone chargée. Dans le cas 
où K'n est grand par rapport à Kt, nous constatons que la transmission des efforts en 
dessous de la zone chargée s'approche de plus en plus d'un état sans arc-boutement. 

La deuxième étude consiste à introduire pour les joints situés à l'intérieur du domaine une 
loi de comportement hyperbolique en compression. Nous rappelons que dans ce cas, la 
rigidité normale dépend de la fermeture du joint ce qui fait apparaître une hétérogénéité 
dans la distribution de Kn/Kt en fonction de la fermeture locale des joints. 

Les nouvelles caractéristiques mécaniques de ces joints sont les suivantes : 

- la rigidité normale initiale Kn¿ est constante et égale à 0,5 MPa/m ; 

- la fermeture maximaie tmax est respectivement égale à 1, 4, 7 et 10 mm. 
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(a) emax = 10 mm 

Ech LONG ( m 1 0.1776E+01 Ech FoncE 0.1000E+03kN 

(b) Ena = lmm 

Ech LONG I m ! 0.1776E+01 Ech FORCE 0.1000E+03 kN 

Légende : 

7 0.90 p 
6 0,70 p 
5 0,50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2 0.10 p 
1 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

Enax ~ 1 mm 
(c) Bulbes de contraintes normales 

Figure 4.5: Distribution des forces et bulbes de contraintes normales sur les joints hori­
zontaux pour une loi de comportement hyperbolique en compression. 
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Nous illustrons sur la figure 4.5 les champs de forces sur les joints ainsi que les bulbes de 
contraintes normales pour des fermetures maximales de 10 mm (milieu le moins rigide) 
et de 1 mm (milieu le plus rigide). Nous constatons au travers de ces figures que la 
variation de tmax modifie le mode de sollicitation des blocs pour un même chargement. 
Le champ de distribution des forces sur les joints pour une fermeture maximale de 10 
m m (respectivement de 1 mm) s'approche, dans l'analyse linéaire précédente, du cas où 
le rapport Kn!Kt est égal à 1 (respectivement à 20). 

Ces études montrent que, plus le milieu est déformable, plus les efforts au niveau des 
premiers joints sollicités sont inclinés (on s'intéresse ici aux joints horizontaux). Cette 
inclinaison résulte des faibles rapports de rigidité KnjKt et explique la diffusion sur les 
côtés des plus grands efforts. Les lignes d'iso-contraintes normales sur les joints horizon­
taux définissent un bulbe de répartition de contraintes d'aspect bilobé comme dans le 
modèle introduit par Trollope. Au contraire, plus le milieu est rigide, plus les efforts sur 
le premier lit de joints sont verticaux ce qui induit une concentration des grands efforts 
en dessous de la zone chargée. 

Le chargement vertical en surface ne mobilise pas uniquement les discontinuités infinies. 
En effet, il se produit une légère flexion des couches horizontales qui donne lieu à une faible 
sollicitation des discontinuités verticales finies. Ces flexions et sollicitations sont de moins 
en moins importantes en profondeur. Pour assurer l'équilibre des moments au niveau des 
blocs, la déviation des efforts, notamment des plus grands, sur les joints verticaux est 
donc faible. 

2.1 .2 Influence du chargement sur la distribution de s efforts 

Le problème précédent a été examiné en utilisant un chargement de 500 kN. Pour ana­
lyser l'influence du chargement sur la distribution des efforts dans le milieu, nous avons 
considéré d'autres chargements (50 et 5000 kN). Pour chacun de ces chargements, nous 
avons envisagé d'abord le cas où le comportement des joints est linéaire, puis le cas où ce 
comportement est hyperbolique, avec : 

- KnjKt = 20 dans le cas d'un comportement linéaire ; 

- (-max = 10 m m dans le cas d'un comportement hyperbolique. 

Les résultats d 'un chargement de 50 kN sont représentés sur la figure 4.6. Comparés à 
ceux de la figure 4.3 pour un chargement de 500 kN, ils montrent que la charge n'influence 
quasiment pas le mode de diffusion des efforts puisqu'elle n'agit, principalement, que sur 
la compression des joints et que cette compression est décrite par une loi de comportement 
linéaire. 

En revanche, quand on adopte une loi de comportement hyperbolique (fig. 4.7), nous 
constatons la différence dans le nature de transmission des efforts entre blocs. 
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Ech LCUG I m ) 0.I776E+01 • O.IOOOE+02kiN 

Figure 4.6: Influence du chargement pour des lois de comportement linéaires. 

Nous notons en particulier, que pour de faibles chargements, les forces sur les joints 
verticaux sont relativement importantes (par rapport aux joints horizontaux) ce qui fait 
apparaître une zone sollicitée assez importante en surface et donne lieu à une distribution 
d'efforts qui s'approche de celle du milieu continu. Cependant plus le chargement est élevé, 
plus il y a resserrement de la zone sollicitée et concentration des plus grands efforts en 
dessous de la zone chargée. En effet, l 'augmentation du chargement fait croître la fermeture 
des joints horizontaux situé immédiatement sous la surface chargée. A partir d'une certaine 
valeur, ces joints atteignent leur fermeture maximale et deviennent infiniment rigides. Le 
rapport Kn jKt devient alors élevé et les efforts sur ces joints sont presque verticaux. 

Pour montrer que le mode de distribution des efforts est lié à la capacité des joints à 
incliner ou non les efforts, nous avons considéré dans le cas du chargement de 500 kN res-
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Eeh LONG ( m 1 0.1776E+01 •0.1000E+04kN 

Figure 4.7: Influence du chargement pour une loi de comportement hyperbolique (ferme­
ture maximale de 10 mm). 
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pectivement les deux types de joints suivants : 

- îe cas où l'on diminue la rigidité tangentielle des joints Kt = 1 M P a / m ; 

- le cas où l'on diminue Tangle de frottement interne des joints <p — 5 degrés. 

Ces deux façons de faire permettent de réduire l'inclinaison par rapport à la verticale des 
forces sur les joints (augmentation de Kn/Kt dans îe premier cas, rupture en plasticité dans 
le second cas). Les résultats de calcul sont représentés sur la figure 4.8. Nous remarquons 
une ressemblance entre le champ des forces sur les joints obtenues pour ces deux cas. Par 
comparaison à la figure (fig. 4.7b), nous remarquons que les efforts se diffusent sur les 
côtés ou se concentrent sous la zone chargée en fonction des paramètres mécaniques des 
joints (rigidité, fermeture maximale, angle de frottement interne, etc.). 

(a) Force = 500 kN 
emax=0.010m 
Ki=)00M?aJm 
<}> = 5 deg ré s 

Ech LONG l m 1 O.1776E+01 0.1000E+03kN 

(b) Force = 500 kN 
£max= 0,010 m 
Kt = 1 MPa/m 
4> = 25 degrés 

Figure 4.8: Changement du mode de transmission des efforts en fonction des paramètres 
mécaniques. Equivalence entre un grand Kn¡I\t et un faible <p. 

111 



mm \mmmw.ffliïmmmwm 
ITT 

.'DfClTjn t 
irfrnTn 

ID WMMH U..Ú i ! ¡ i ï u n i 

^ m m w ' p ™ HIMMWiïPW 
i VI iVYiiriWI^i'i'liil i in i I I ^ M I M I I F rnr 

TTTÏÏ 
fflyi|]f s 

MME¿ V Ï IMBESB 

Errnnn 

iffl íinínlJH •irrte 

,tu i.iuj-LU n i l ex ;n,i;, in T O T i m i i T T i 

rrrM IViliWirrirn'nii lliVilTrrrrmTfrmilViVlii III li'iWiil'i Vi i 
TI 1.1 I m i l I n i I If 111 il i il ¡ il n i 

(a) Force = 50 kN 

Ech LONG i m i . — 0.I776E+01 £<=* FORCE — 0,15O0E+02kN 

H 
SllIMl^^^iii

llil/,(li^^ll'!Jill, 
ïUXOTH^TH 

MffinWWrTOm^ 

DU 

ttrro rniï wmimmÊmmmm 
iffiK 

H 
rrmnn 

I M » M 1 CT TO 

i r i ' i j iT ï ï 

•mmmnmMmm ŵm 
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(c) Force = 5000 kN 

Ech L3NB I m ! 0.1776E+01 Eoh FORCE . , 0.1500E+04 kN 

Figure 4.9: Distribution des forces en fonction du chargement dans le cas d'un espacement 
variable entre les joints verticaux. 
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2.1.3 Influence d'un espacement variable entre fractures vert icales sur la dis­
tr ibut ion des efforts 

Pour s'approcher d'un état de fracturation naturel, nous avons simulé un milieu où l'espa­
cement entre les fractures verticales est aléatoire. Un tel milieu est soumis à. un chargement 
vertical de 50, 500 et 5000 kN (pression uniforme sur les blocs chargés). Les paramètres 
mécaniques des joints à l'intérieur du domaine sont les suivants (comportement hyperbo­
lique en compression et bilinéaire en cisaillement) : 

- A'Î = 100 MPa /m ; 

- 4> = 25 degrés ; 

- K'ni — 0,5 MPa /m ; 

- <~max — 0,010 m. 

A cause des irrégularités des espacements entre les joints verticaux, il apparaît une irré­
gularité dans la distribution des efforts sur les joints sous forme de chaînons de forces. 
Cependant comme dans le cas d'un espacement régulier, un chargement croissant entraîne 
un resserrement de la zone sollicitée avec une concentration d'efforts à l'aplomb de la zone 
chargée (fig. 4.9). Nous pouvons en déduire le même comportement vis-à-vis de Kn¡Kt et 
0. 

2.2 Cas où la famille de joints infinis est inclinée 

L'influence de l'inclinaison par rapport à l'horizontale de la famille des joints infinis est 
analysée en considérant respectivement des pendages de 30 et 70 degrés. Pour chacune de 
ces valeurs, nous avons fait varier la fermeture maximale des joints (10. 7, 4 et 1 mm) . Le 
chargement est constitué d'une pression verticale uniforme appliquée sur les faces libres de 
trois blocs en surface comme le montre la figure 4.10a. La force résultante de ce chargement 
est égale à 50 kN. Cette faible valeur est utilisée afin d'éviter une interférence entre la 
zone de distribution des contraintes et les limites du domaine. 

Les résultats obtenus, pour des fermetures égaies à 10, 4 et 1mm (fig. 4.10, 4.11, 4.12 
et 4.13), sont en accord avec ceux obtenus par Gaziev et Erlikhman [1971]. Ils font appa­
raître deux directions principales de transmission des efforts. L'une de ces directions est 
parallèle à. la famille de discontinuités infinies et concerne la. transmission des efforts par 
l'intermédiaire des joints finis. L'autre direction fait un angle inférieur à 90 degrés avec 
la première et mobilise les joints infinis. Ces deux directions préférentielles sont d 'autant 
plus marquées que le milieu est rigide (fermeture maximale faible). En effet, au fur et à 
mesure que tmax diminue, les bulbes de contraintes normales se resserrent et s'étendent 
en profondeur. 

Nous pouvons remarquer, dans le cas d'un pendage de 30 degrés et pour une fermeture 
maximale de 1 m m (fig. 4.10c), l'apparition d'une transmission d'efforts par «relais» entre 
des colonnes fortement, chargées. 
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( a ) £ „ , „ = 0 , 0 1 0 1 1 1 

Ech LONG f m) , , 0.1776E+01 Ech Fonce , 0.20OOE+O2 kN 

(W «•„,„:= 0,004 m 

Ech LONG I m ! , O.Ï776E+01 E=h FORCE . — O.2OOOE+02 kN 

(c) £„,„ = 0,001 m 

Ech LONG l m ) , 0.Í776E+01 e=h FORCE — , 0.2000E+Q2 kN 

Figure 4.10: Distribution des forces sur les joints en fonction de emar (cas 30 degrés). 
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Légende : 

7 —— 0,90 p 
6 0,70 p 
5 0.50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2 0,10p 
1 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

(a)£max = 0,010 m 

Légende 

-- 0,90 p 
-- 0,70 p 
-- 0,50 p 
-- 0,30 p 
- 0,20 p 
--0,10p 
~ 0,05 p 

p : contrainte 
appliquée 

(b) <w = 0,004 m 

Légende : 

7 . . „ „ o,90 p 
6 0,70 p 
5 0,50 p 

0,30 p 
— - 0,20 p 

0,10 p 
0,05 p 

contrainte 
appliquée 

(C) Emax = 0 , 0 0 1 m 

Figure 4.11: Bulbes de contraintes normaies sur les deux types de joints (cas 30 degrés). 
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Eoh LONE ; 
'—' 0 . ! 7 7 6 E T 0 1 

Ech FORCE _ _ _ 0.2000E+02 kN 

E=h LONG 1 m I 
~~ 0.I776E+0! Ech FORCE . 

0.2000E+02 kN 

E<=h LONE I m , , 
' O.I 776E+01 

Figure 4.12: Distribution des forces 

Eoh FORCE , 0.20O0E+O2 kN 

S u r i e s Joints en fonction d 

(a) emax = o,010 
m 

(b) £mM = 0, 004 m 

( c ) £,»» = 0,001 m 

e f-max (cas 70 degrés). 
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Légende : 

7 0,90 p 
6 0,70 p 
5 0,50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2 0,10 p 
1 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

(a) Em» = 0,010 m 

Légende : 

7 - 0,90 p 
6 0,70 p 
5 0,50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2 0,10 p 
1 —— 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

(b) Êmax = 0,004 m 

Légende : 

7 -
6 -

0,90 p 
0,70 p 
0,50 p 
0,30 p 

----- 0,20 p 
0,10 p 
0,05 p 

contrainte 
appliquée 

(c) emax = 0.001 m 

Figure 4.13: Bulbes de contraintes normales sur les deux types de joints (cas 70 degrés). 
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La deuxième direction de transmission des efforts s'oriente en fonction de la capacité 
des joints à créer ou à supporter des efforts inclinés. En effet, si nous réduisons à 5 
degrés l'angle de frottement interne dans le cas d'une fermeture maximale de 1mm (cas 
où il y a le plus de concentration d'efforts), cette direction devient perpendiculaire à la 
première (fig. 4.14 et annexe 6). Nous constatons en outre une réduction des efforts suivant 
cette deuxième direction au profit d'une augmentation des efforts suivant la direction des 
discontinuités infimes. 

Force = 50 kN 
£^»=0,001 m 
K. = 100MPa/m 
0=5 degrés 

Ech LONG < m i — 0¡776E-<-01 Eeh FORÎE , — 0.2000E+02 kN 

Légende : 

7 0.90 p 
6 —— 0,70 p 
5 - 0.50 p 
4 0,30 p 
3 0,20 p 
2——0,10 p 
1 0,05 p 
p : contrainte 
appliquée 

Bulbes de contraintes normales 

Figure 4.14: Distribution des forces sur les joints et bulbes de contraintes normales pour 
un faible angle de frottement. Cas d'une inclinaison de 30 degrés. 
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3 Comportement dilatant et chaînons de contraintes 
dans un milieu discontinu 

Le comportement dilatant d'un massif rocheux fissuré n'est pas provoqué uniquement 
par la dilatance des joints mais aussi par le mouvement de translation et de rotation 
des blocs de roche d'un tel milieu. Pour qualifier expérimentalement le comportement 
dilatant d'un assemblage de blocs constitués par deux familles de joints, Hayashi [1966] a 
effectué différents types d'essais de cisaillement. Il a considéré, en particulier, des essais 
avec déplacement normal empêché pour lesquels il a mesuré l'effort normal nécessaire pour 
s'opposer à la dilatance dans cette direction. Les résultats obtenus sont représentés sur 
la figure 4.15. Celle-ci illustre l'évolution de l'effort de confinement, noté N, en fonction 
de l'orientation des joints continus, notée 0 ((N,0) sont les coordonnées polaires du point 
représentatif sur le diagramme). On constate que cet effort N est plus important pour les 
joints orientés dans le sens contraire de l'effort de cisaillement, appelés joints négatifs. 

Figure 4.15: Anisotropie de l'effort de confinement nécessaire pour empêcher la dilatance 
dans un essais de cisaillement (d'après Hayashi [1966]). 

A l'aide du logiciel BRIG3D, nous avons simulé ce même type d'essai en considérant 
différents assemblages de blocs (fig. 4.16). Ces blocs sont cubiques de 1 m de côté et 
la boîte fait 15 mètres de hauteur, 30 mètres de longueur et 1 mètre de profondeur 
(dimensions intérieures). Une faible rigidité tangentiale est attribuée à l'interface entre 
les parois de cette boîte et l'assemblage de blocs pour éviter tout frottement à ce niveau. 
Les paramètres mécaniques considérés sont les suivants : 

- joints situés à l'intérieur de la boîte (comportement hyperbolique en compression et 
bilinéaire en cisaillement) : 

- Kt = 100 MPa/m, 

- Kni = 0,1 MPa /m. 

~ (-max = 0,001 m ; 

- <¡> — 35 degrés , 

- joints constituant les parois de la boîte (comportement hyperbolique en compression 
et linéaire en cisaillement) : 

CD Système de joints négatifs 

(2) Système de joints positifs 

(3) Mifieu homogène 
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- Kt = 0,001 MPa/m, 

- Kni = 0.5 MPa/m, 

- emoi = 0,001 m ; 

Comme dans l'analyse expérimentale de Hayashi [1966], nous avons mesuré l'effort de 
confinement normal, N, pour un effort de cisaillement de 15 MN appliqué sur la partie 
supérieure de la boîte. Les résultats obtenus sont représentés sur la figure 4.16. Us mettent 
en évidence le caractère anisotrope de la dilatance en liaison avec l'orientation des joints 
par rapport à la direction du mouvement. 

i) il 0 Ü » U ii d 

Joints Négatifs Joints Positifs 

N (en MPa) 

Figure 4.16: Variation de l'effort normal en fonction de l'orientation des joints (en coor­
données polaires). Résultats de simulation d'un essai de cisaillement à déplacement normal 
empêché. 

Sur les figures 4.17 et 4.18, nous avons représenté les forces sur les joints induites par 
l'effort de cisaillement. Nous remarquons l'existence de deux modes de transmission de 
cet effort qui sont en rapport avec la taille de la boîte. Le premier mode est direct et se 
dirige de la partie haute et mobile vers la partie basse et fixe de la boîte. Il fait apparaître 
dans certains cas des transmissions par arc-boutement. Le second mode est indirect et 
fait apparaître une «réflexion» des efforts sur les parois horizontales de la boîte. 
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8 = - 30 degrés 
(a) 

Eeh LONG i m î , C.WWE*OB Eeh FORCE . „ _ a.îSfîae*ûi k» 

8 = - 60 degrés 
(b) 

Eeh LONG ( m 3 _~™ o.ccnE*!» Eeh FORCE _ _ _ a.isses-es kH 

9 = - 80 degrés 
(c) 

Eoh LOND I m ) Eeh FORCE _ ™ a.w«K*«l k» 

Figure 4.17: Distribution des forces sur les joints dans un essai de cisaillement sur des 
milieux avec des joints d'orientation négative variable. 
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8 = 30 degrés 
(d) 

Eeh L8N5 ( £ch FORCÉ , O.iSWË'i» k* 

8 = 60 degrés 
(e) 

EeH LONÊ ! <n 3 Eefc FORCE ™ ™ CISME*!» fe« 

6 = 80 degrés 
(f) 

Eeh LONG ( m 3 Ech FORCE , , o.isDœ-ss kh 

Figure 4.18: Distribution des forces sur les joints dans un essai de cisaillement sur des 
milieux avec des joints d'orientation positive variable. 
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Quelque soit le mode de transmission mobilisé, nous remarquons l'apparition de zones à 
fort chargement et d'autres à faible chargement ou sans chargement. Ce type de compor­
tement a été mis en évidence dans les milieux granulaires par Dantu [1957], Cet auteur 
a appliqué un chargement sur un assemblage de rouleaux photoélastiques. Il a constaté 
l'existence de chaînons de rouleaux très contraints (fig. 4.19) orientés selon la direction 
principale majeure et appelés «chaînons de contraintes». 

Figure 4.19: Forces de contact dans un empilement de rouleaux photoélastiques (d'après 
Dantu [1957]). 

Cette différence de chargement dans un milieu discontinu est mise en évidence dans une 
autre application du logiciel BRIG3D. Iî s'agit d'un essai de compression simple sur un 
assemblage de blocs de formes quelconques (fig. 4.20). L'échantillon considéré fait 15 
mètres de longueur, 30 mètres de hauteur et 1 mètre de profondeur. Une force verticale 
de 0,1 et 1 MN est appliquée sur le haut de cet échantillon (les blocs sont non pesants). 
Les caractéristiques mécaniques introduites pour les joints sont les suivantes : 

- joints à l'intérieur de l'échantillon (comportement hyperbolique en compression et 
biîinéaire en cisaillement) : 

- Kt = 100 MPa/m, 

- Km = 0,1 MPa/m, 

- ¿max = 0,001 m ; 

- ó — 35 degrés, 

- joints en haut et en bas de l'échantillon (comportement hyperbolique en compression 
et linéaire en cisaillement) : 

- Kt = 0,001 MPa/m, 

- Kni = 0,5 MPa/m, 

- ¿max = 0,001 m ; 
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La représentation des forces et des contraintes sur les joints fait apparaître des phéno­
mènes d'arc-boutement et de raccordement d'efforts sur certains joints (fig. 4.20). Nous 
constatons, en outre, que l'augmentation de l'effort de compression concentre les forces 
dans certaines zones. En effet, pour la plus grande charge appliquée, nous remarquons que 
les efforts se transmettent préférentiellement en suivant les chemins les plus rigides (i.e. 
ceux qui passent par le plus petit nombre de joints) dans la direction du chargement. 

Ech LONG t m l 0.1?1SE*0S 

ich FORCE , . 0.63S6E+C2 iH 

Ech LONG I m ! 

Ech CONTRAINTE 

0.1719E-O1 

0.S7H8E-0S kPn 

(a) Force = 100 kN 

Ech LONG ( m) 0 . n i 9 E » 0 1 

Ech FORCE 0.9O19E*03 kN 

Ech LONG ( m 1 

Ech CONTRAINTE 

O.1719E+0Í 

0.5239E«03 kPo 

(b) Force = 1000 kN 

Figure 4.20: Forces et contraintes sur les joints dans un assemblage de blocs soumis un 
essai de compression simple. 
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4 Stabilité des pentes 

L'analyse de la stabilité des pentes est un domaine où la nature discontinue du milieu géo­
mécanique joue un rôle primordial. Comme nous l'avons évoqué au deuxième chapitre, les 
modes de rupture d'un versant naturel ou d'un talus artificiel dans un massif rocheux fis­
suré sont très variables. La surface de rupture est rarement circulaire ou pseudo-circulaire, 
comme c'est souvent le cas dans un milieu continu et homogène, sauf si le milieu est forte­
ment fissuré. La rupture emprunte en général un chemin continu dans le réseau de fissures 
qui traverse le massif. 

La stabilité d'une pente est étudiée, dans certains cas, par des modèles d'équilibre limite. 
Ces modèles restent néanmoins limités à cause des hypothèses fortes sur lesquelles ils sont 
basés. Nous citons notamment la nécessité de définir, et donc de prévoir, à l'avance la 
surface de rupture. C'est pourquoi on s'attend à ce qu'un modèle par éléments discrets 
permette une meilleure analyse de cette stabilité. Fondés sur des calculs en contrainte-
déformation, ces modèles permettent de caractériser les mécanismes conduisant à la rup­
ture et d'identifier les surfaces de rupture éventuelles. Cependant, l'application d'un 
modèle de calcul en déformation tel que celui-ci fait surgir plusieurs difficultés concer­
nant les conditions initiales et aux limites. Ces difficultés existent quand on analyse la 
stabilité d'une pente dans un massif de sol. Dans le cas d'un massif rocheux fissuré, le 
choix de ces conditions est plus délicat à entreprendre. En effet, la théorie des milieux 
continus permet de connaître les directions et les contraintes principales dans le cas parfait 
d'un sol homogène, semi-infini, à surface libre horizontale et à comportement élastique 
linéaire. De plus, la théorie de l'équilibre limite de Rankine élargit cette connaissance au 
cas d'un sol à surface libre inclinée. Même si de telles informations sont très idéalisées par 
rapport à la réalité, elles constituent toutefois des éléments de référence et servent de plus 
à la vérification et la validation du modèle numérique utilisé. Ce type de renseignement 
est inexistant dans le cas d'un massif rocheux discontinu même le plus idéalisé. 

A Laide du logiciel BRIG3D, nous avons essayé d'analyser l'effet des conditions aux limites 
sur l 'état de contraintes initiales d'un massif rocheux fissuré constitué par un demi-espace 
infini. Nous avons complété cette étude en examinant la réponse de ce massif suite à une 
excavation. 

Le réseau de fractures introduit est composé de deux familles de discontinuités orthogo­
nales et régulièrement espacées dont l'une est finie (espacement de 3 m) et l 'autre est 
infinie (espacement de 1 m). Le pendage de la famille continue étant fixé à 70 degrés et 
le domaine étudié fait 150 mètres de longueur sur 60 mètres de hauteur. 

Ce massif ainsi modélisé a été soumis à son poids propre (7 = 27 kN/m3) avec les condi­
tions aux limites suivantes : 

- aux frontières latérales les blocs glissent verticalement sans frotter. Toutefois, leur 
déplacement horizontal vers les frontières est contrôlé par la faible fermeture maxi­
male des joints à ce niveau ; 

- à la base du domaine, les blocs ont un déplacement vertical qui est contrôlé par la 
fermeture maximale à ce niveau. Cependant, nous avons examiné deux hypothèses 
différentes concernant le déplacement horizontal de ces blocs : libre dans un premier 
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cas (faible rigidité tangentielle à la base) et empêché dans un deuxième cas (grande 
rigidité tangentielle). 

Pour simplifier encore une fois, nous avons traité ce problème avec des lois de comporte­
ment identiques pour les deux familles de discontinuités. Les caractéristiques mécaniques 
employées sont les suivantes : 

- joints situés à l'intérieur du domaine (comportement hyperbolique en compression 
et linéaire en cisaillement) : 

100 MPa/m, 

0,5 MPa/rn, 

= 0,001 m ; 

- joints situés aux limites latérales du domaine (comportement hyperbolique en com­
pression et linéaire en cisaillement) : 

- A', faible (10-6 MPa /m) , 

- h'ni = 0,5 MPa/m, 

- tmax = 0 , 0 0 1 n i ; 

- joints situés à la base du domaine (comportement hyperbolique en compression et 
linéaire en cisaillement) : 

- K't est faible dans le premier cas et égal à 2000 M P a / m dans le second cas, 

- Km = 0,5 MPa/m, 

- f-max = 0 , 0 0 1 m ; 

Le déplacement des blocs et l'effort sur les joints calculés par le code BRIG3D sont 
représentés sur les figures 4.21 et 4.22 en fonction des conditions choisies à la base du 
massif. Ces résultats montrent une différence dans le mouvement des blocs entre ces deux 
cas. Cependant, pour ce type de modèle le champ de déplacement des blocs n'est pas un 
bon critère pour juger les résultats des calculs obtenus. En effet, ce code suppose que les 
blocs sont rigides. Il est donc plus important de s'intéresser au mouvement relatif entre 
blocs par le biais des forces ou des contraintes sur les joints1. 

Ces déplacements donnent néanmoins une idée générale sur le mouvement des blocs. Nous 
constatons, en particulier, que les blocs situés à la frontière droite ne sont plus en contact 
avec celle-ci à cause de leurs déplacements vers la gauche. Un tel déplacement se réduit 
progressivement au fur et à mesure que l'on s'approche de la limite latérale de gauche. 
Il en résulte une différence de chargement entre les joints proches de la limite droite et 
ceux proches de la limite gauche. Cette différence est plus importante dans le deuxième 
cas traité. Nous observons également l'influence des conditions à la base du modèle sur le 
déplacement des blocs et les forces au niveau des joints à proximité de cette limite. 

xLe mouvement relatif entre bioc n'est pas facile à déduire visuellement à partir du champ de dépla­
cement à cause de la faible fermeture maximale autorisée et des mouvements de rotation éventuels. 

Kt = 

f*-m —' 
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Nous signalons l'apparition, dans les deux cas traités, d'une différence de chargement 
entre deux colonnes successives. 

ich LONG ( m ! Ech FORCE O.SOOOE*OI ktt 

Ech LONG ( m ) 0.3950E*0! Ech DEFORCEMENT 0.600QE-01 m 

Figure 4.21: Forces sur les joints et déplacements des blocs dans le cas d'un milieu non 

frottant à sa base (Cas 1). 
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Ech LONG Í m ) Ech FORCE O.SOOGE'CKl kN 

Ech LONG ( m ) Ech DEPLACEMENT O.BOOOE-Ol m 

Figure 4.22: Forces sur les joints et déplacements des blocs dans le cas d'un milieu frottant 

à sa base (Cas 2). 
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Pour améliorer cette analyse nous avons augmenté la taille du modèle avec un éloigne-
ment dissymétrique des frontières latérales. Les dimensions et le «mail lage» du nouveau 
domaine sont représentés en annexe 7. Dans la zone étudiée, les dimensions des blocs sont 
conservées (1 sur 3 mètres). Le domaine ainsi formé se compose d'un nombre très élevé 
de blocs (3463 contre 2090 dans le cas précédent) ce qui augmente considérablement le 
temps des simulations. 

Le résultat des calculs (fig. 4.23 et 4.24) montre que l'amélioration de la distribution des 
forces sur les joints reste légère malgré l'agrandissement de la taille du domaine. Nous 
constatons, en outre, que le champ de déplacement des blocs dépend des conditions à la 
base du milieu contrairement aux forces sur les joints qui ne sont que faiblement influencées 
par de telles conditions. Ce champ de déplacement présente, cependant, une plus grande 
uniformité dans le cas où le milieu est frottant à sa ba.se. 

Le modèle BRIG3D, comme tout modèle de blocs, exige de définir la surface de l'exca­
vation au moment où l'on simule la géométrie du massif. Une telle surface est assimilée 
à une succession de discontinuités particulières auxquelles on doit attribuer des lois de 
comportement adéquates pour ne pas perturber l'état de contrainte initial dans le massif. 
On leur affecte, en général, des grandes rigidités normale et tangentielle. Dans notre calcul 
et pour les deux excavations envisagées, nous avons fixé les caractéristiques mécaniques 
de ces discontinuités particulières aux valeurs suivantes (comportement hyperbolique en 
compression et linéaire en cisaillement) : 

- A', = 5000 MPa/m ; 

- A'ni = 5 M P a / m ; 

- ¿max = 0 , 0 0 1 m . 

L'excavation étudiée conduit à un talus de 30 mètres de hauteur et de 45 degrés d'incli­
naison et nous avons considéré les deux cas : talus à droite (cas 1) et talus à gauche (cas 
2). 

Le résultat du chargement initial obtenu en introduisant les surfaces des excavations est 
donné en annexe 8. Nous remarquons que les discontinuités introduites pour modéliser de 
telles surfaces modifient peu les forces initiales sur les joints. 

Dans le premier cas, le déchargement consécutif à l'excavation provoque de faibles déplace­
ments des blocs situés aux bords de l'excavation (fig. 4.25). Il s'agit d'un faible relâchement 
élastique qui s'accompagne d'un relâchement des efforts sur les joints au pied du talus. 
Une telle structure reste stable même si on introduit un critère de plasticité pour les joints 
(les efforts sont pratiquement normaux aux joints). 

Le déchargement dans le deuxième cas (fig. 4.26) provoque des déplacements aux bords de 
l'excavation plus importants que le cas précédent. Ces déplacements se localisent à la crête 
du talus et s'accompagnent d'une accumulation d'efforts au pied de l'excavation. Comme 
le montre la figure 4.27, l'introduction d'un critère de plasticité (angle de frottement de 
25 e) augmente ces déplacements en tète du talus. 
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Eoh LONG ! m 5 , , o.«]S2E»oi Ech FORCE , , o.90ooE»oii tN 

Ech LONG ( m ) , , o.iii32E»oi Ech DEPLACEMENT , , o.J500E*oa m 

Figure 4,23: Forces sur les joints et déplacements des blocs dans le cas d'un milieu non 
frottant à sa base (Cas 1). 
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Ech LONG ( m 3 , , o.ai32E*oi Ech FORCE . , O.SOQOE»M kN 

Ech LONG ( m ) , . 0.«i32E*!U Ech DEPLACEMENT , , O.ISOOE*OO m 

Figure 4,24: Forces sur les joints et déplacements des blocs dans le cas d'un milieu frottant 

à. sa base (Cas 2). 
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Ech LONG Í m î Ech FORCE S. 9000E*Q1 kK 

Ech LONG ( m ) Ech DEPLRCEMENT 0.5000E-02 m 

Figure 4.25: Effet du déchargement sur la distribution des forces sur les joints et des 
déplacements des blocs dans le cas d'une excavation à droite. 
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Cette situation correspond à un mécanisme de déformation et rupture par basculement, 
conditionné principalement par la structure géologique et les paramètres mécaniques des 
discontinuités. La concentration des efforts en pied de talus permet d'identifier les zones 
les plus critiques jouant le rôle de blocs-clés et qu'il pourrait être judicieux de conforter 
mécaniquement pour améliorer la stabilité du talus. 

Ech LONG ( m ) , , a.usuzE -̂Di Eoh FORCE , , o.SOQUEMOS tN 

Ech LONG Í m ) , , O.«OVZE*OI Ech DEFLRCEMENT , , O.IOOOE-O! m 

Figure 4.26: Effet du déchargement sur la distribution des efforts et des déplacements 
dans le cas d'une excavation à gauche. 
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Figure 4.27: Effet de la rupture en piasticité sur le déplacement des blocs. 
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Comme dernière analyse de stabilité de talus, nous avons considéré le cas où la famille de 
discontinuités infinies présente une même orientation avec un plus faible pendage que la 
pente du talus (angle de 15 degrés). Dans cette étude, nous avons utilisé la même taille 
du domaine, la même géométrie du talus et les mêmes paramètres mécaniques que dans 
le cas précédent. Le milieu a été initialement soumis à son poids propre en introduisant 
une succession de joints modélisant la surface de l'excavation. Il a été ensuite soumis à un 
déchargement ce qui a provoqué le déplacement des blocs comme le montre la. figure 4.28. 

Dans ce dernier exemple, la structure géologique est responsable d'un mécanisme de défor­
mation et de rupture, de type rupture plane. Les vecteurs déplacement illustrent bien ce 
mécanisme. 

Ech LONG ( m ) , , O.3792E«DI Ech DEPLACEMENT , , O.IOSBE-OI m 

Figure 4.28: Déplacement des blocs dans le cas d'une famille infinie inclinée de 15°. 

Ces applications montrent que le modèle BRIG3D permet d'analyser la déformation d'une 
pente dans un massif rocheux fissuré. Il convient, cependant, de bien choisir la taille du 
modèle pour éviter l'influence des bords sur les résultats de calcul. Cette taille dépend des 
caractéristiques géométriques des discontinuités et de leurs caractéristiques mécaniques. 
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5 Analyse du comportement hydro-mécanique 
de massifs rocheux fissurés 

Grâce au modèle d'écoulement incorporé dans le code de calcul BRIG3D, nous avons 
étudié le comportement hydro-mécanique d'un milieu discontinu en s'appuyant sur deux 
exemples de massifs rocheux fissurés. Comme dans la plupart des applications présentées 
dans ce mémoire, nous avons construit la géométrie de chacun des ces massifs à partir de 
deux familles de discontinuités, l'une étant finie et l 'autre infinie. Dans le premier exemple 
que nous traitons la famille infinie est verticale. Pour les autres exemples, cette famille 
est inclinée de 70 degrés par rapport à l'horizontale. 

Dans ces exemples, nous nous sommes particulièrement intéressés à l'influence d'un bar­
rage sur le comportement hydro-mécanique d'un massif rocheux. L'effet de cet ouvrage 
est schématisé par une force de chargement à la surface du massif représentant le poids 
du barrage et la poussée de la retenue. Il est également schématisé par une différence de 
charge imposée en surface entre l'amont et l'aval de 3a zone chargée (ou du barrage). 

Dans l'analyse précédente, nous avons montré l'influence de la taille du domaine sur la 
distribution des efforts. Cependant, les «sites de barrages» que nous considérons ne font 
que 20 mètres de longueur sur 10 mètres de hauteur (pour une épaisseur de 1 mètre) . Ces 
faibles dimensions sont choisies afin de réduire le temps de calcul lors de la résolution de 
l'écoulement aux interfaces des blocs. 

Dans cette section, les blocs de roches sont supposés pesants avec un poids volumique 
de 27 kN/m 3 et le chargement du massif est réduit à une force ponctuelle appliquée au 
centre de gravité d'un bloc en surface. Le calcul des pressions d'écoulement sur les blocs 
se fait à l'aide d'un poids volumique de l'eau égal à 10 kN/m3 . 

Pour modéliser la déformation du massif, nous avons affectés aux joints les paramètres 
mécaniques suivants : 

- joints situés à l'intérieur du milieu (comportement hyperbolique en compression et 
bilinéaire en cisaillement) : 

- Kt = 100 M P a / m , 

- Km = 0,1 MPa/m, 

- ¿rnaz = 0,001 m ; 

- <P = 35 degrés, 

- joints situés aux limites latérales du modèle (comportement hyperbolique en com­
pression et linéaire en cisaillement) : 

- Kt = 0.001 MPa /m, 

- Kni = 0,5 M P a / m , 

- Crnax = 0 , 0 0 1 m ; 

- joints situés à la base du modèle (comportement hyperbolique en compression et 
linéaire en cisaillement) : 
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- Kt = 1000 MPa/m, 

- Knt = 0,5 MPa/m, 

~ emsi — 0,001 m. 

Pour simuler l'écoulement aux interfaces des blocs, nous supposons que les fractures ont le 
même comportement hydraulique régi par une loi cubique tenant compte d'un écoulement 
résiduel à travers les fractures. Les conductivités initiales sont calculées à partir d'une 
ouverture hydraulique initiale de 0,002 m et les conductivités résiduelles correspondent à 
une ouverture résiduelle de 0,001 m. 

Comme nous le présenterons plus loi a, nous considérons de faibles chargements méca­
niques et de faibles hauteurs d'eau afin de limiter les effets de bords. 

Dans ce qui suit nous exposerons les différents cas traités ainsi que les résultats auxquels 
nous avons abouti. 

5.1 Ecoulement dans un réseau de fractures symétrique 

Cette application sert comme vérification du modèle d'écoulement introduit dans le logi­
ciel BRIG3D. Comme le montre la figure 4.29, le réseau d'écoulement et les conditions 
aux limites hydrauliques présentent une symétrie axiale. La circulation de l'eau dans le 
massif est créée par une différence de charge hydraulique de 5 mètres imposée en surface 
(fig. 4.29). 

Charge imposée < 
A 
;Ah 

% 

Charge imposés 

Flux nul 

Eeh LONG ( m ! , , o.7tsjc»QO 

Figure 4.29: Géométrie du massif et conditions aux limites utilisées pour vérifier le modèle 
d'écoulement. 
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Sur la figure 4.30a, nous avons tracé les équipotentielles produites par l'écoulement dans 
le réseau de fractures étudié. Les charges aux noeuds sont calculées en supposant que ces 
fractures ont la même conductivité hydraulique. Nous constatons que les lignes équipo­
tentielles conservent la symétrie imposée dans ce problème. 
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(c) Ah = 5 m 

Figure 4.30: (a) Lignes équipotentielles, (b) Distribution des forces sur les joints pour une 
différence de charges nulle, (c) Distribution des forces sur les joints pour une différence 
de charges de 5 m. 
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Bien que ne représentant pas un phénomène réel, nous avons complété cette application 
en examinant l'influence de l'écoulement sur la propagation à l'intérieur d'un massif d 'un 
chargement vertical appliqué en surface (à l'équilibre hydro-mécanique). Pour éviter le 
soulèvement des blocs sous l'effet des pressions d'eau, nous avons supposé, comme il est 

annoncé plus haut, que les blocs sont pesants. 

Les résultats obtenus sont représentés sur la figure 4.30c. Il s'agit des forces résultantes 
sur les joints sous l'effet du poids, du chargement en surface et des pressions d'eau. Par 
référence aux cas similaires présentés au début de ce chapitre, nous constatons une rotation 
des blocs et une déviation des forces dirigée dans le sens de l'écoulement par rapport à 

une situation où la différence de charge hydraulique en surface est nulle (fig. 4.30b). 

5.2 Influence du sens de l'écoulement sur la distribution des 
efforts dans un milieu fissuré 

La géométrie du massif, le chargement en surface et les conditions de charges et de flux aux 
limites du massif sont illustrés sur la figure 4.31. Les conditions de charges hydrauliques 
sont imposées en prenant comme plan horizontal de référence la base du massif. 

Flux nul 
Ech LONG { m i . ___ o.7at3E*ots 

Figure 4.31: Géométrie du massif et conditions aux limites utilisées. 

Nous nous intéressons à la distribution des efforts dans le massif sous l'effet de la gravité, 
d'une force verticale de 500 kN appliquée en surface (bloc grisé sur la figure) et des 
pressions d'eau. Celles-ci sont évaluées pour trois situations différentes. Comme dans 
l'exemple précédent, cette étude ne correspond pas exactement à un phénomène réel 
puisqu'on néglige la poussée de l'eau sur l'ouvrage qui crée la différence de charge en 
surface. 
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Figure 4.32: Distribution des contraintes sur les joints en fonction du sens de l'écoulement. 
Le trait fin correspond aux contraintes sur les diaclases. Le trait épais correspond aux 
contraintes sur les fractures continues. 
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Dans un premier cas, nous considérons un niveau d'eau constant à la surface du massif. 
Ceci correspond à hg = hj = 10 m, en désignant par hs et hd les charges hydrauliques, 
respectivement, à gauche et à droite du bloc chargé (grisé sur la figure 4.31). Dans un 
second cas, nous imposons un niveau d'eau plus élevé à gauche qu'à droite (hg = 15 m et 
hd = 10 m). Cette situation est inversée dans un troisième et dernier cas traité dans cette 
partie. 

Les résultats obtenus sont présentés sur la figure 4.32. Celle-ci montre la distribution des 
contraintes sur les joints en fonction du cas considéré. Pour la lisibilité de cette figure, 
nous ne traçons que les contraintes sur les joints et le contour extérieur du domaine étudié. 

Dans le premier cas, le massif est soumis à son poids propre déjaugé et au chargement ver­
tical en surface. Sur la figure 4.32a. nous constatons une augmentation avec la profondeur 
des contraintes sur les joints liée à la gravité. Nous distinguons également la propaga­
tion de la charge, appliquée en surface, selon deux directions préférentielles. Comme nous 
l'avons déjà montré, ces deux directions sont en relation avec la fracturation du milieu. 
Nous notons, aussi, l'apparition d'arcs-boutements liée probablement à l'effet du poids et 
aux faibles dimensions du domaine. 

Ces arcs-boutements disparaissent en partie dans le cas d'un écoulement de gauche vers la 
droite. La différence de pression entre les faces amont et aval du bloc chargé réduit l'aspect 
bilobé qui caractérise la distribution, à l'intérieur du massif, des contraintes induites par 
le chargement en surface. 

La répartition des contraintes sur les joints, pour un écoulement de droite vers la gauche, 
s'apparente plus avec le premier cas. La perte de charge dans ce sens augmente les effets 
d'arc-boutement et crée parfois des zones fortement comprimées. Finalement, la différence 
de pression entre la face amont et la face aval du bloc chargé renforce l'aspect bilobé des 
bulbes de contraintes induites par le chargement en surface. 

5.3 Influence de la poussée du barrage sur le comportement 
hydro-mécanique d^un massif fissuré 

Pour rendre compte de cet effet, nous avons considéré que la force de chargement en surface 
est inclinée. La composante verticale correspond au poids d'un barrage et la composante 
horizontale correspond à la poussée de la retenue sur ce barrage. 

La géométrie du massif est la même que dans l'exemple précédent. Le chargement en 
surface et les conditions de charges et de flux aux limites du massif sont représentés sur 
la figure 4.33. Par rapport à l'application précédente, la zone de chargement en surface 
est déplacée vers la gauche (bloc grisé sur la figure 4.33) afin d'augmenter la distance 
entre cette zone et le bord droit du massif. En outre, nous avons considéré que la zone 
d'emprise du barrage est étanche. 

A l 'amont du barrage, nous considérons deux hauteurs d'eau différentes. Dans un premier 
cas, nous supposons que la hauteur d'eau est égale à 5 mètres induisant une force hori­
zontale de poussée de 125 kN. Dans un deuxième cas, nous supposons que cette hauteur 
est égale à 10 mètres induisant une force horizontale de poussée de 500 kN. Pour ces deux 
cas, la surface libre de l'eau à l'aval du barrage est supposée confondue avec la surface 
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libre du massif et la force verticale représentant le poids du barrage est fixée à 300 kN. 

Flux nui 
Ech LONG ! m 1 , , ii.7»KrE»co 

Figure 4.33: Géométrie du massif et conditions aux limites utilisées. 

Sur les figures 4.34b et 4.34c, nous illustrons la distribution des forces sur les joints 
obtenue pour des différences de charges hydrauliques respectives de 5 et de 10 mètres. 
La figure 4.34a concerne la distribution de ces efforts dans le cas où le massif est soumis 
uniquement à son poids propre déjaugé. 

Dans le cas où le niveau de l'eau dans la retenue est de 5 mètres, la force de chargement 
(poids et poussée du barrage) a une inclinaison de l'ordre de 67 degrés par rapport à 
l'horizontale. Elle se propage dans le massif presque parallèlement aux fractures continues. 
Dans le second cas, l'inclinaison de cette force de chargement devient plus faible (31 
degrés). Nous constatons alors l'apparition d'une deuxième direction de propagation de 
cette charge à l'intérieur du massif. 

La figure 4.35 montre les cartes des conductivités hydrauliques des fractures obtenues à 
l'équilibre hydromécanique. Ces cartes sont tracées par rapport à la conductivité hydrau­
lique résiduelle assignée aux fractures, notée A"res- Une fracture ayant une conductivité 
hydraulique inférieure à 2 Kres n'est pas tracée. Si elle a une conductivité hydraulique 
comprise entre 2 Kres et 10 A"res, e u e e s t tracée avec une épaisseur de trait proportionnelle 
à sa conductivité hydraulique. Les fractures ayant une conductivité hydraulique supérieure 
à 10 Kres ont la même épaisseur de trait que celle ayant une conductivité hydraulique de 

10 A' res. 
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(a) Ah = 0 m 

E c h LONG I m ) 0.7891E*Q0 Ech FORCE O.U500E*03 ÍU 

(b) Ah = 5 m 

Ech LONG ( m ) 0.7893E*00 Ech FORCE O.I1SOOE+03 kN 

(c) Ah = 10 m 

Ech LONG ( m I 0.7B93E+00 Ech FORCE 0.H500E+03 kN 

Figure 4.34: Distribution des forces sur les joints en fonction de la différence de charges 
hydrauliques en surface. Dans le cas (a), le massif est soumis uniquement à son poids 
propre déjaugé. 
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Figure 4.35: Cartes de conductivité hydraulique des fractures, (a) Cas d'une hauteur d'eau 
de 5 m, (b) Cas d'une hauteur d'eau de 10 m. 
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Dans les deux cas traités, la distribution de la conductivity hydraulique des fractures finies 
est presque homogène et inférieure à 2 Kres en profondeur. Ceci est dû à l'effet du poids 
qui comprime ce type de discontinuités; leur fermeture est très proche de la fermeture 
maximale. 

Les fractures appartenant à la famille de discontinuités continues présentent au contraire 
une hétérogénéité dans la distribution de leur conductivité hydraulique. Cette distribution 
varie, en outre, avec la hauteur de l'eau dans le réservoir. Sur la figure 4.35a et dans le cas 
d'une hauteur d'eau de 5 mètres, nous désignons par a,\. aj-, a 3 et a4 les zones contenant 
des fractures inclinées de 70 degrés et présentant une conductivité hydraulique inférieure 
à 2 A'rcs : 

- o,\ et o2 correspondent aux fractures fortement comprimées sous l'effet du poids ; 

- 03 correspond aux fractures fortement comprimée à cause de la pression imposée et 
qui s'applique sur la face amont du bloc chargé; 

- «4 correspond aux fortes compressions (fig. 4.34) liées probablement à l'effet du 
poids et des conditions de déplacement aux limites du massif. Ces compressions 
disparaissent dans le deuxième cas traité. 

Par comparaison des deux cartes, nous constatons que l'augmentation de la hauteur d'eau 
dans la retenue engendre une augmentation de la conductivité hydraulique des fractures 
continues de la zone ai. En effet, l 'augmentation de la poussée du barrage entraîne l'ou­
verture de la fissure à son pied amont. Il s'en suit une décompression du massif et une 
augmentation de l'ouverture hydraulique des fractures continues derrière cette fissure. 

Cette augmentation de la poussée du barrage incline davantage la charge appliquée en 
surface et fait apparaître, comme nous l'avons déjà signalé, une deuxième direction très 
marquée de propagation de cette charge dans le milieu. La transmission des efforts dans 
cette direction se fait à travers les fractures continues qui deviennent donc fortement 
comprimées. Il s'agit des fractures non tracées de la zone 62 (fig. 4.35b). 

Finalement, nous observons une augmentation des conductivités hydrauliques des frac­
tures finies de la zone 63 (fig. 4.35b). Ceci correspond au soulèvement des blocs sous l'effet 
des grandes pressions d'eau liées, comme nous l'expliquerons plus loin, au fort gradient 
hydraulique dans cette zone. 

Dans une tentative d'explication de la rupture du barrage de Malpasset (France), Ber-
naix [1967] suppose que la création d'une zone fortement comprimée, due à la poussée de 
la retenue, a rendu étanche la zone d'appui du barrage. Il s'est formé ainsi un écran qui 
a été soumis à la totalité de la charge hydraulique de la retenue (fig. 4.36), 
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Figure 4.36: Allure du réseau d'écoulement lorsque la perméabilité décroît avec les 
contraintes de compression (d'après Bernaix [1967]). 

La figure 4.37 montre les lignes des équipotentielles que nous avons obtenues dans les 
deux exemples que nous avons traités. La figure 4.37a correspond aux équipotentielles 
dans un réseau de fractures à conductivité hydraulique uniforme et pour une différence 
de charge donnée. Les figures 4.37b et 4.37c correspondent aux lignes équipotentielles à 
l'équilibre hydromécanique et pour une différence de charge de 5 mètres et de 10 mètres 
respectivement. 

Ces illustrations montrent clairement le déplacement vers l'aval des équipotentielles. Ce 
déplacement augmente avec l'augmentation de la hauteur d'eau dans la retenue. Il s'en 
suit, comme le montre la figure 4.38a, une augmentation des pressions le long des discon­
tinuités A, B et C repérées sur la figure 4.33. 
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Figure 4,37: (a) Equipotentielles dans un réseau de fractures à conductivités hydrauliques 
constantes, (b) Equipotentielles à l'équilibre hydromécanique pour Ah = 5 m, (c) Equi­
potentielles à l'équilibre hydromécanique pour Ah = 10 m. 
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Figure 4.38: Pressions exercées par l'eau le long des discontinuités A, B, C, D et E (PO 
désigne la pression au niveau du pied amont du barrage liée à la charge de la retenue). 
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A l'amont du barrage, la distribution des pressions le long des fractures continues tend 
donc à s'approcher de la distribution hydrostatique. Le resserrement des äquipotentielles 
vers l'aval, crée de fort gradient hydraulique dans cette zone. Les pressions le long des 
fractures C et D tendent donc à s'éloigner de la distribution hydrostatique (fig. 4.38b). 

6 Conclusion 

Lors de ces applications réalisées avec la nouvelle version du logiciel BRIG3D, une impor­
tance particulière a été accordée à l'analyse qualitative de la distribution des efforts sur 
les joints sous l'effet d'un chargement extérieur, du poids propre ou d'un déchargement. 
Nous avons montré, en particulier, que la diffusion ou la concentration des efforts dans 
le cas d'un chargement extérieur dépendait de l'orientation des fractures par rapport au 
chargement mais également des caractéristiques mécaniques des joints rocheux (fermeture, 
rigidité, etc.). Ainsi, nous avons mis en évidence une équivalence entre un grand rapport 
de rigidités (normale et tangentielle) et un faible angle de frottement interne. 

Nous avons également analysé le comportement hydro-mécanique d'un massif dans une 
situation similaire à celle d'une fondation de barrage. Bien que les dimensions du domaine 
et les hauteurs d'eau considérées soient faibles, les calculs montrent que la poussée de la 
retenue provoque l'ouverture d'une fissure située à l 'amont immédiat du barrage qui s'ac­
compagne d'une décompression du massif en amont de cette fissure. La charge apportée 
par le barrage crée à l'intérieur du massif des zones fortement comprimées et donc fai­
blement conductrices. Ce phénomène modifie l'allure des équipotentielîes et explique les 
faibles pertes de charge produites en amont de cette zone comprimée. 

L'augmentation du niveau d'eau dans la retenue entraîne un resserrement des lignes équi­
potentielîes vers l'aval et donc d'une augmentation du gradient hydraulique dans cette 
zone, il s'en suit une apparition de grandes pressions d'eau entraînant l'ouverture de 
quelques fissures proches de la surface en aval du massif. 

Du logiciel BRJG3D, comme de tout autre modèle en géomécanique, deux aspects diffé­
rents peuvent être retenus. Nous citons, d'abord, l'aspect qualitatif des informations qu'il 
donne et qui nous aide à identifier le comportement d'ensemble du massif, il y a éga­
lement l'aspect quantitatif des résultats qu'il fournit. Ces résultats sont cependant très 
dépendants de la qualité du modèle géométrique et du modèle géomécanique par rapport 
à la réalité de l'objet géologique très complexe qu'est un massif rocheux. 

Le logiciel BRIG3D est un modèle de Blocs RIGides en 3 Dimensions. Cependant, toutes 
les applications que nous avons traitées sont en deux dimensions et les raisons d'un tel 
choix sont nombreuses : 

- l 'interprétation des résultats déjà délicate en deux dimensions est encore plus com­
plexe en trois dimensions ; 

- cette interprétation s'appuie en général sur les représentations graphiques de champs 
de forces sur les joints et de déplacements des blocs qui sont souvent illisibles en 
trois dimensions ; 

- le bidimensionnel est un domaine qui n'est pas totalement exploré. 
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Conclusion 

Les déformations d'un massif rocheux fissuré dépendent du réseau de fractures, des com­
portements mécaniques de la matrice rocheuse et des discontinuités. Dans ce travail de 
recherche, nous avons amélioré et étendu un code de calcul par éléments discrets déve­
loppé au Centre de Géologie de l'Ingénieur (BRIG3D), Ce logiciel considère que les blocs 
de roche sont rigides et que les déformations d'un massif sont localisées aux interfaces de 
ces blocs. Ces interfaces, appelées joints, sont caractérisées par des lois de comportement 
normale et tangentielle et leurs déformations sont calculées à partir des déplacements rela­
tifs des deux faces de blocs limitant chaque joint. Les blocs étant rigides, ces déformations 
sont donc liées aux déplacements des blocs qui constituent les inconnues principales du 
problème. La minimisation de l'énergie potentielle totale du système de blocs, écrite sous 
une forme linéarisée, permet d'aboutir à un système d'équations linéaires caractérisé par 
une matrice symétrique. 

Dans sa première version, ce modèle considérait que les joints suivaient le mouvement 
de l'un des deux blocs qui les constituaient. Le choix des blocs en question dépendait 
de la manière de numéroter les blocs du massif. Ce modèle supposait, en outre, que les 
déformations et donc les contraintes sur un joint étaient uniformes. Ceci était lié à une 
formulation incrémentale du problème. Cette hypothèse influençait la position des blocs 
à l'équilibre et pouvait empêcher dans certaines situations la convergence des calculs vers 
un état d'équilibre ainsi que nous l'avons montré dans les exemples du chapitre 2. 

Les améliorations, que nous avons introduites, portent sur la formulation mécanique de 
BR1G3D. En particulier, nous nous sommes attachés à définir d'une manière intrinsèque 
la position et l'orientation des joints après déplacement des blocs. Nous avons utilisé 
le champ de déformation au niveau des joints pour évaluer les efforts de contact. Ces 
efforts tiennent compte de l'équilibre des moments aux centres de gravité des blocs. Le 
cadre du modèle étant tridimensionnel, chaque joint possède quatre degrés de liberté (un 
déplacement normal, les deux composantes du déplacement tangentiel et une rotation 
autour de la normale au joint), nous avons introduit un nouveau mode de plastification 
des joints lié au mouvement de rotation dans le plan des joints. 

Nous avons aussi essayé de prendre en compte une rigidité normale locale au lieu d'une 
rigidité normale globale liée au déplacement normal moyen. Cette formulation n"a pu 
être réalisée suite à des problèmes de convergences numériques. Une telle formulation 
totalement locale des déformations et des contraintes, introduit, ainsi que nous l'avons 
illustrée au chapitre 2, une moindre rotation des blocs liée à une ditribution non-linéaire 
des contraintes normales sur les joints. 

L'extension de ce logiciel concerne aussi le développement et l'incorporation d'une métho-
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de d'éléments frontières pour modéliser un écoulement plan laminaire et permanent dans 
le réseau de fractures. L'écoulement à travers les fractures est régi par une loi cubique 
dont l'ouverture hydraulique est fonction du déplacement relatif entre les blocs. 

A titre d'exemples d'applications de cette nouvelle version du logiciel, nous avons prin­
cipalement examiné la distribution des efforts, induits par un chargement en surface, au 
niveau des joints. Une étude paramétrique a été effectuée pour des réseaux de fractures, 
d'orientation différente. Cette étude a bien mis en évidence le caractère anisotrope des 
massifs rocheux. Nous avons montré, en particulier, l'influence des paramètres mécaniques 
sur la concentration ou non des efforts dans certaines directions. Ce phénomène dépend 
du rapport entre les rigidités normale et tangentielle des joints ou, plus généralement, de 
la capacité des joints à créer ou à supporter les contraintes inclinées. D'où une analogie 
de comportement des massifs présentant un fort rapport Kn/Kt et un faible angle de 
frottement au niveau de leurs discontinuités. 

Nous avons également analysé le comportement hydromécanique d'un massif rocheux 
fissuré en considérant une situation proche de celle d'une fondation de barrage. Nous 
avons montré, en particulier, l'influence du sens de l'écoulement sur la distribution des 
contraintes sur les joints, en relation avec la structure géologique du milieu. De plus, nous 
avons mis en évidence l'effet de la poussée de la retenue sur les discontinuités situées à 
l'aval du barrage. Cette poussée induit une diminution de la conductivité hydraulique 
dans cette zone dès lors que la résultante de l'action de l'ouvrage est inclinée, Il s'en suit 
un resserrement des lignes äquipotentielles vers F aval. L'augmentation de cette poussée 
favorise l'ouverture de la discontinuité située au pied du barrage qui induit une décom­
pression du massif en amont de cet ouvrage. L'association de cette décompression et du 
développement d'une zone, sous le barrage, à faible conductivité hydraulique, induit de 
faibles pertes de charges en amont. Le resserrement des lignes équipotentielles vers l'aval 
produit à proximité de la surface du massif de forts gradients hydrauliques et, par consé­
quent, de fortes pressions d'eau qui entraînent l'ouverture des fissures subparalleles à la 
surface du massif. 

Dans le logiciel BRÍG3D. un certain nombre de simplification sont introduites pour modé­
liser le comportement mécanique des joints rocheux ; en particulier : 

- la dilatance des joints n'est pas prise en compte ; 

- la résistance au pic et la résistance résiduelle sont supposées confondues ; 

- la rigidité tangentielle est supposée indépendante de la contrainte normale appli­
quée ; 

- la rigidité tangentielle est supposée isotrope dans le plan des joints. 

Il serait intéressant de prendre en compte ces phénomènes dans les développements ulté­
rieurs du logiciel et d'analyser leurs influences, en particulier sur les cas traités ici. 

Il serait, également, intéressant de permettre au modèle de détecter les nouvelles surfaces 
de contact entre blocs ce qui autoriserait la simulation des grands déplacements. 
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De même, le modèle d'écoulement néglige l'évolution, dans l'espace, du réseau de plans 
connectés dans lequel l'eau circule. Il s'agit d'une simplification utilisée sous l'hypothèse 
des faibles déplacements de ces blocs. 

L'ensemble de ces remarques définissent de futures voies de recherche qui concernent soit 
le développement du modèle, soit des applications plus complexes, 3D en particulier, qui 
sont effectivement déjà réalisables mais limitées en raison de l'absence de moyens d'analyse 
des résultats obtenus. 
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Annexes 

Annexe 1 

Nous définissons ici les composantes de îa matrice de passage du repère local au repère 
global [Tij]. Nous introduisons, pour ceci, les coordonnées des vecteurs suivants : 

n = nxex + nvev + nzez 

^x — i'x^x i ^y^y ' <-z^z 

ty = mXtX + Ulyëy + Itl Z Cj 

Ck-iGp,k = xPex + ypey + zPez; (p = i,j) 

La matrice [T¿j] s'exprime à l'aide de ces différents paramètres de la manière qui suit 

ÍT--1 = [Til O 
0 [Ti] 

avec : 

[TP] = 

nx 
*>x 

m,T 

0 
0 
0 

Uy 

l'y 

my 

0 
0 
0 

nz 

h 
mz 

0 
0 
0 

n. rVp llyZp 

^zVp LyZp 

m 'Vp ïïlyZj 

nx 

'•x 

mx 

n X*~p 

1 '• 
LX*"l 

ÏLzXp 

lzXp 

TlyXp TlxDp 

lyU,p ' i 2 /p 

-y 

mv 

nz 

L 
m.,. 

; (p = i,j] 
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Annexe 2 

Nous montrons ici que la déformation d'un joint se met sous la forme : 

M^Mjl = f + A Cjth 

avec : 

f = 2(R-l 4 Rji)-1 [ûj<k - Ût,k -r (I - R-¡)G]Jüt - (1 - Rll)G~k~CÍ] 

et 

A = 2ÍR-¡+Rj¡r1(R7il-R-¡) 

Pour ce faire, nous écrivons : 

WkMjï = M,,fcMo 4 AícM¡t 

ou encore : 

M ~ M ¡ t = 1?,,¿ - ltiik 4 [Rhk - I) G^M - (Ri,k - 1) G^M 

or : 

G f c Ä = Rb.\Gb,0Mb;k ; (6 = ¿,j) 

L'introduction des points Mk et Ck et l'utilisation de cette dernière équation, nous per­
mettent d'aboutir à la relation suivante : 

M^Mjl = 1tjtk-lti,k + (l-Rj]c)G~k^k-{l-Rll)G~k~ct+_ 
+(R~l - R-¡)CM + (i - RjDWMtk ~ (i - RTD^MI 

En exprimant que le point Mk est le milieu de Mhk et ¿"l-iĵ  et en rassemblant les termes 
contenant M¿.¿j\í,.^, on obtient l'égalité voulue. 
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Annexe 3 

Nous montrons ici que la. matrice A est antisymétrique. Pour ce faire, nous vérifions que 

[RU + mk)(R,,k - Rj.k) = -(RU ~ RUm,k + Rj,k) 

Ceci est équivalent à : 

(Rifk - Rhk)(Ri,k + Ai,*)"1 = - ( * ! . * + A Î . * ) " 1 « * - *;.* 

ou encore : 

Af = - A 

Annexe 4 

L'introduction d'un comportement en compression, vérifiant en moyenne la loi hyperbo­
lique, passe par un processus itératif. Au cours de chaque itération, la rigidité normale 
d'un joint est identifiée à la rigidité sécante de la courbe contrainte-déformation. Cette 
sécante est calculée en considérant la valeur de la contrainte sur le joint à l'étape de calcul 
en question (voir figure ci-dessous). 

f-n^ 
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A n n e x e 5 

Les variables géométriques (Jq,q = 1---9), utilisées dans le calcul de la rupture d'un 
joint, sont égales à : 

J\ = ds 

J2 ~ I x'ds 
JXP 

h = / yds 

Jt = I (x'2 + y'2)ds 

f l 

J5 = / — _ — •••••_ d s 

ou : 

et 

J6 = / —===¿====d& 

J7 = i ^ ^ j L — d s 
-p J{x' - nxy + (y - tty)

2 

„'2 

J 9 = / - 7 •— - —=ds 

Üx = -Uyf-y y I 72 

fty = nx/72 
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Annexe 6 

Force = 50 kN 
^ = 0 , 0 0 1 m 
#t = l00MPa/m 
Ó = 5 degrés 

E=h LONG imi —„ 0.1776E+01 Un Fönes 0.20O0E+02 kN 

Bulbes de contraintes normales 

Influence d'une réduction de l'angle 4> sur la distribution des efforts sur les joints. 

Les efforts sur les joints induits par un chargement en surface se répartissent, à l'intérieur 
du massif, en fonction de l'orientation de la charge par rappport au système de fractu-
ration. Cette répartition dépend également des paramètres mécaniques choisis. La figure 
ci-dessus est à comparer aux figures 4.12c et 4.13c. 
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Annexe 7 

Pour l'étude de stabilité de pentes que nous avons présentée dans le quatrième chapitre, 
nous avons considéré, en premier lieu, un domaine de 150 mètres de longueur sur 60 
mètres de hauteur. A cause de l'influence des bords sur le résultat des calculs, nous avons 
envisagé des dimensions plus grandes du domaine traité avec un plus grand espacement 
entre les discontinuités situées en dehors de la zone d'étude (voir figure ci-dessous). 

< 300 m » 

Annexe 8 

Les figures qui suivent représentent les résultats du chargement initial sous l'effet du 
poids propre des blocs et en introduisant la surface de l'excavation. Par comparaison aux 
résultats représentés sur la figure 4.24, nous constatons que les discontinuités introduites 
pour modéliser une telle surface influencent très peu les calculs. 
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Ech LONG [ m î , , B.«162E-OI Ech FORCE , , O.90OOE*OH kN 

Ech LONG ( m ) , , o.ili62E*oi Ech DEPLRCEMENT _ _ _ o.t5ooE«oo 

Force sur les joints et déplacement des blocs pour une surface d'excavation à droite du 
domaine. 
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Ech LONG 1 rn 3 Ech FORCE • 0.90QGE->0» IcN 

Ech LONG ! m ) , , O.IIOÎ2E*ÛI Ech DEPLRCEMEMÏ O.ISOOE'OO m 

Force sur les joints et déplacement des blocs pour une surface d'excavation à gauche du 
domaine. 
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MODELISATION DES COMPORTEMENTS MECANIQUES ET HYDRAULIQUES 
DE MASSIFS ROCHEUX SIMULES PAR DES ASSEMBLAGES DE BLOCS 

RIGIDES. INTRODUCTION D'UN COUPLAGE HYDRO-MECANIQUE 

Résumé : L'objectif de ce travail est de modéliser le comportement hydro-mécanique de 
massifs rocheux fissurés. Ceci concerne précisément l'amélioration et l'extension d'un 
modèle par éléments discrets appelé BRIG3D. Ce modèle assimile un massif rocheux fissuré à 
un assemblage de blocs rigides qui interagissent au niveau de leurs interfaces. La déformation 
de ces interfaces est reliée aux déplacements relatifs des blocs. Sous l'effet des sollicitations 
du massif, chaque bloc, en interaction avec d'autres, se déplace vers une position d'équilibre. 
Les améliorations concernent la reformulation mécanique de BRIG3D. De nouvelles 
descriptions concernant le mouvement d'un corps rigide, la position des interfaces et le champ 
des contraintes sont introduites. Ce travail de recherche concerne également l'introduction 
d'un modèle par éléments frontières décrivant un écoulement laminaire, permanent et plan aux 
interfaces des blocs. Le couplage de ces deux modèles à permis d'analyser le comportement 
hydro-mécanique de massifs rocheux fissurés soumis à diverses sollicitations. Une étude 
particulière a été consacrée à l'analyse du comportement d'une fondation de barrage. 

Mots dés : Modélisation, massif rocheux, méthode des éléments discrets, méthode des 
éléments frontières, écoulement, comportement hydro-mécanique, distribution de contraintes, 
fondation de barrage. 

MODELLING OF THE MECHANICAL AND HYDRAULIC BEHAVIOUR 
OF FISSURED ROCK MASSES SIMULATED AS SETS OF RIGID BLOCKS. 

INTRODUCTION OF A HYDROMECHANIC COUPLING 

Abstract : This research aims at modelling the hydro-mechanical behaviour of fissured rock 
masses by improvement and extension of a discrete element model, called BRIG3D. This 
model simulates fissured rock mass as a set of rigid blocks interacting along their interfaces. 
Interface deformation is related to the relative displacement of the corresponding blocks. 
Being subject to external loads, the total set of blocks moves until equilibrium is reached. The 
computation of this equilibrium has been improved by redefining the model description of the 
rigid block movement, the interface position and the stress distribution along an interface. To 
describe flow problems through blocks interfaces, a boundary element model has been 
developed. Flow through each interface is assumed to be laminar, stationary and planar. This 
hydraulic model has then been coupled with the mechanical model BRIG3D and used to 
analyse hydro-mechanical rock mass behaviour under varying loads. In particular, a study of a 
dam foundation has been carried out. 

Keywords : Modelling, rock mass, discrete element method, boundary element method, water 
flow, hydro-mechanical behaviour, stress distribution, dam foundation. 
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