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Résumé

L’optimisation des systémes de forage nécessite une meilleure compréhension des
vibrations indésirables comme le stick-slip. Ce phénomeéne vibratoire, qui affecte prin-
cipalement les outils PDC (Polycrystalline Diamond Compact), met en péril I'intégrité
des équipements de forage et réduit considérablement la vitesse de pénétration de I’ou-
til. Plusieurs travaux ont été menés ces derniéres années pour déterminer ses origines.
Les observations réalisées en fond de puits montrent que ces oscillations s’accompagnent
systématiquement d’une baisse du couple a ’outil en fonction de sa vitesse de rotation.
De nombreux groupes de recherche attribuent cette baisse de performance a 'occur-
rence du stick-slip.

L’objectif de ce travail est de développer un modéle élémentaire de coupe qui permet
d’analyser 'effet de la vitesse de coupe sur la forabilité des roches dans des conditions
opératoires réalistes. Dans le cadre de cette thése, nous avons réalisé une série d’es-
sais de coupe en utilisant des taillants et des outils a échelle réelle dans trois roches
de propriétés hydromécaniques différentes, et ceci a pression atmosphérique et sous
pression de fluide. Les essais réalisés a pression atmosphérique montrent que les efforts
élémentaires de forage augmentent avec la vitesse de coupe. Sous pression de boue, cet
effet dépend largement de la perméabilité de la roche. En effet, nous avons observé que
I’effet de la vitesse est relativement faible dans les formations de faible et de moyenne
perméabilité sous pression de boue de 20 MPa. En revanche, cet effet augmente d’un
ordre de grandeur dans les roches trés perméables.

Afin de comprendre ces observations, nous avons développé un modéle hydromé-
canique d’interaction taillant-roche construit a partir de la théorie de la poroélasto-
plasticité. D’abord, le probléme est résolu analytiquement en s’inspirant des travaux
existants. Par la suite, nous avons apporté une résolution numérique aux éléments finis
des équations de la promécanique appliquées a la coupe des roches sous pression de
boue. Les deux modéles montrent que le phénoméne de dilatance génére une baisse de
la pression de pore qui augmente la résistance de la roche au forage. Cette chute de
pression dépend de la vitesse de coupe ainsi que des caractéristiques hydrodynamiques
de la roche. Les résultats théoriques ont été comparés aux nombreux résultats expéri-
mentaux obtenus dans le cadre de ce travail.

Mots clés : Coupe des roches, vibrations, stick-slip, vitesse de coupe, forabilité,
dilatance, perméabilité, couplage hydromécanique.
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Abstract

The optimization of the drilling practice requires a better understanding of drill-
string harmful vibrations such as stick-slip. This form of torsional vibrations is a typical
problem of PDC (Polycrystalline Diamond Compact) drillbits. It can reduce the rate
of penetration drastically and can raise fatigue of the drilling devices. Many attempts
were carried out in the last years in order to determine the causes of stick-slip phe-
nomenon. Field observations show that torque on bit decreases as a function of bit
velocity during stick-slip oscillations. Hence, it is widely believed that this decreasing
relationship is the root cause of stick-slip.

The purpose of this work is to examine cutting speed influence on rock drillability
as a function of operating conditions and hydromechanical properties of the drilled
formation. For this, a set of drilling tests was performed in three sedimentary rocks of
different permeability using a full scale PDC drillbit and a single PDC cutter. In the
first step, dry tests were carried out at atmospheric pressure. As previously observed in
literature, single-cutter tests showed that drilling forces increase with cutting velocity.
In a second step, we performed the same experiments at 20 MPa bottom-hole pressure.
It appears that rate effect on cutting forces in the medium and low-permeability rocks
is relatively low. By contrast, rate effect in the highly permeable rock increases by one
order of magnitude in comparison with dry experiments.

In order to understand this phenomenon, a steady state solution of the cutting
model is derived in the framework of the theory of poroelastoplasticity. The problem is
firstly solved analytically using some assumptions derived from previous works. Then, a
numerical resolution based on finite element method is presented to solve the fully cou-
pled problem ensuring the satisfaction of poro-material physics basic equations. Using
these two different approaches, we show that pore pressure in shear-dilatant rocks
decreases as a function of cutting velocity depending on rock permeability and intersti-
tial fluid properties. This change has a hardening effect resulting in an increase of rock
drilling resistance. Comparison between theory and experience shows good agreements.

Keywords : Rock cutting, stick-slip, rate effect, drillability, dilatancy, permeability,
hydromechanical coupling.
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Introduction générale

Ce travail fait partie d’un vaste programme de recherche au Centre de Géosciences
de Mines ParisTech sur la modélisation du comportement des systémes de forage. Il
s’'inscrit dans le cadre d’une collaboration avec la société Varel-Europe, I'un des leaders
dans la fabrication des outils de forage pétrolier. Ce travail vise a développer un modéle
d’interaction taillant-roche qui permet de mieux traduire le comportement mécanique
de P'outil et de mieux prédire et optimiser ses performances en fonction de plusieurs
paramétres telles que la géométrie de coupe, les propriétés de la roche, la vitesse de
coupe ou encore la pression interstitielle dans la roche.

Le modéle devrait également permettre de déterminer les causes du stick-slip qui
affecte principalement les outils de forage de type PDC (Polycrystalline Diamond Com-
pact). En effet, les mesures en forage montrent que ce mode de vibration s’accompagne
systématiquement d’une baisse du couple & 'outil en fonction de sa vitesse de rota-
tion. Selon de nombreux auteurs, cette observation signifie que les efforts de forage
sont, fonctions de la vitesse de coupe. La littérature consacrée a la coupe des roches ne
propose que trés peu de modeéles qui tiennent compte de cet effet. Leur applicabilité a
la coupe des roches dans des conditions opératoires réalistes reste encore trés limitée.

C’est dans ce but que nous présentons un nouveau modéle élémentaire de coupe qui
traduit le role de la vitesse du taillant sur les efforts de coupe via une approche couplée
hydromécanique. Cette démarche théorique est fondée sur une large campagne expéri-
mentale qui a mis en évidence ’existence d’un effet de vitesse de coupe qui dépend de
la pression du fluide de forage (pression de boue) et de la perméabilité de la roche forée.

Plan de la thése

Dans le chapitre 1, on présente d’abord des généralités sur les systémes de forage pé-
trolier de type rotary. Ensuite, on introduit le phénoméne de stick-slip et les différentes
approches utilisées pour le modéliser. Nous montrons en particulier les divergences entre
ces approches. Enfin, on présente une analyse du comportement dynamique d’une struc-
ture de forage en proposant un nouveau modéle de stick-slip. Une étude de sensibilité
est réalisée pour illustrer le role de la loi d’interaction outil-roche sur I'occurrence et
I'intensité du stick-slip.

Dans le chapitre 2, on présente les résultats d’une étude expérimentale axée d'une
part sur l'effet de la vitesse de rotation sur les performances d’un outil de forage a
I’échelle réelle, et d’autre part sur 'effet de la vitesse de coupe sur un taillant élémen-
taire de type PDC (un élément de coupe de l'outil de forage). Les essais sont réalisés



a pression atmosphérique et sous pression de boue. L’objectif de cette étude est de
fournir un support expérimental qui viendra a ’appui du nouveau modeéle développé
dans le chapitre 4.

Le chapitre 3 porte sur une analyse bibliographique concernant les modéles élémen-
taires de coupe. Cette analyse est focalisée sur le role de la vitesse de coupe et de la
pression de boue sur la forabilité des roches.

Dans le chapitre 4, nous présentons un modéle élémentaire de coupe qui tient compte
de l'effet de la vitesse de coupe et de celui de la pression de boue. Ce modéle est construit
a partir de la théorie de couplage hydromécanique. On introduit tout d’abord les prin-
cipes de la promécanique pour en déduire les ingrédients mathématiques du probléme
de coupe. Une solution analytique approchée du probléme de coupe est alors proposée.
Ensuite, on présente une résolution numérique plus compléte. Avec ces deux approches
poromécaniques, on montre que le couplage hydromécanique permet d’expliquer 'in-
fluence de la vitesse de coupe sur les efforts de coupe. Enfin, 'approche poromécanique
est confrontée aux résultats des essais expérimentaux réalisés dans le cadre de cette
these.



Chapitre 1

Problématique du stick-slip



1.1 Introduction

ES vibrations des garnitures de forage mettent en péril 'intégrité mécanique des
tiges de forage, des équipements électroniques embarqués et de la durée de vie des
outils de forage. C’est, en particulier, le cas pour le phénoméne de stick-slip qui est
une forme de vibrations de torsion durant lesquelles 'outil de forage subit des cycles
de blocage et de déblocage a basse fréquence. Ces vibrations sont auto-entretenues. En
effet, quand la garniture entre en mode de stick-slip, ce phénomeéne persiste tant que le
foreur n’agit pas sur les conditions opératoires. Ces vibrations ralentissent ’opération
de forage et en augmentent le cotlit car pendant des phases sévéres de stick-slip, la gar-
niture et les équipements de forage peuvent subir des usures permanentes qui exigent
leur remplacement.

Le stick-slip affecte principalement les outils PDC (Polycrystalline Diamond Com-
pact). Différentes solutions techniques ont été développées au cours des trente derniéres
années pour diminuer ’occurrence de ce probléme. Des systémes d’asservissement ont
été proposés pour détecter automatiquement le stick-slip et agir sur les conditions opé-
ratoires afin de minimiser son occurrence. En méme temps, de nombreux travaux de
recherche expérimentaux et théoriques ont été réalisés ces derniéres années pour com-
prendre le role de la garniture de forage et du processus d’interaction outil-roche dans
I'occurrence du stick-slip [30, 42, 48].

Ce chapitre introductif a pour but de présenter le phénoméne de stick-slip et les
approches utilisées pour le modéliser. Nous présentons tout d’abord des généralités sur
les systémes de forage pétrolier de type rotary. Puis, nous présentons une analyse bi-
bliographique centrée sur les approches théoriques existantes du stick-slip des outils de
forage de type PDC. Nous montrons en particulier les divergences entre ces approches.
Nous terminons ce chapitre par une étude de sensibilité axée sur le role de la loi d’in-
teraction outil-roche sur 'occurrence du stick-slip, et ceci a partir d'une approche en
torsion pure.

1.2 Généralités sur le forage pétrolier

1.2.1 Principes du forage rotary

Le forage rotary consiste & faire tourner au fond du trou un outil de forage tout
en lui appliquant une poussée. La figure 1.1 montre I'architecture de base utilisée pour
creuser un puits. Un train de tiges métalliques transmet la rotation et la poussée a
I'outil. Cette structure est composée de tiges et de masses-tiges au bout desquelles
I’outil de forage est vissé. Un systéme de pompes hydrauliques permet de faire circuler
la boue de forage a l'intérieur de la garniture et qui remonte a la surface, chargée de
copeaux de roche, dans I’espace annulaire laissé entre la garniture et les parois du puits.
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FIGURE 1.1 — Schéma de principe d’une installation de forage rotary

Les puits de pétrole peuvent avoir des trajectoires complexes d’'une longueur de
plusieurs kilométres. Les puits horizontaux permettent d’augmenter la surface d’ex-
position du puits aux réservoirs grace a une longueur de roche traversée nettement
supérieure a celle des puits verticaux conventionnels [8].

1.2.2 Les outils de forage de type PDC

L’un des facteurs les plus cruciaux dans 'optimisation du forage est le choix de I'ou-
til qui doit assurer une vitesse d’avancement optimale avec une durée de vie maximale.
En effet, 'usure de P'outil peut avoir lieu dans les formations dures et/ou abrasives
et en particulier dans des conditions de vibrations sévéres. Cette usure peut exiger le
remplacement de 1'outil dans certains cas. Cette opération est trés cotiteuse car elle
nécessite plusieurs heures de manceuvres de la garniture de forage.

Deux principaux types d’outils de forage sont utilisés :

e Les outils tricones : ils sont constitués de trois molettes mobiles disposées avec un
intervalle angulaire de 120°. Les éléments de coupe sont, soit des dents en acier,
soit des inserts en carbure de tungsténe pour les roches dures. Il est généralement
admis que ces éléments de coupe abattent la roche par poingonnement.

e Les outils monoblocs diamantés : ils sont constitués de taillants fixés sur le corps
de 'outil. Ces outils peuvent étre classés en trois catégories selon le matériau qui
constitue les parties coupantes :

— Diamant naturel ;
— Diamant TSP (Thermally Stable Polycrystalline) ;
— Diamant PDC (Polycrystalline Diamond Compact).

Il est généralement admis que le mode de coupe des roches par des outils PDC est le
cisaillement. Ce mode d’abattage permet d’obtenir des vitesses d’avancement nettement
supérieures aux outils tricones en roches moyennement dures. Un outil de forage de type
PDC est constitué des parties suivantes (figure 1.2) :



e Taillants PDC : les taillants sont constitués d’une fine couche de diamant syn-
thétique d’une épaisseur de 1 & 3 mm, frittée sur un support en carbure de
tungsténe.

e Buses : la boue de forage circule a travers ces trous positionnés sur les lames de
coupe. Le diamétre des buses dépend des spécificités hydrauliques du forage en
cours.

e Garde active : elle est composée de pastilles tronquées, dites trimmers. Elle
définit le diamétre nominal du trou.

e Garde passive : il s’agit de la partie stabilisante de I'outil. Elle permet notam-
ment de controler le mouvement latéral de 1’outil.

e Absorbeurs de chocs : ils sont fabriqués en diamant synthétique ou en carbure
de tungsténe. Ils servent a controler I’'engagement de 1'outil dans la roche. Ils
permettent également de protéger les PDC contre les chocs pendant les vibrations
axiales. Ces composants peuvent étre positionnés au centre de I'outil pour limiter
le couple ou bien lutter contre les vibrations latérales et axiales.

= Connexion API

i
\
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Taillant PDC X Ve ¢ ,\:\

L .
Buse >
ol

Absorbeur —>

de chocs \

Garde passive

Garde active

FIGURE 1.2 — Nomenclature d’un outil de forage (source : Varel)

1.2.3 Le fluide de forage

La boue de forage est injectée en surface a 'intérieur des tiges avec un débit et une
pression controlés pour ressortir a travers les buses de l'outil et remonter dans ’espace
annulaire pour atteindre les bacs a boue en surface. Puis repompée de nouveau, la boue
effectue un circuit fermé. La pression de boue est mesurée a ’entrée des tiges et a la
sortie de I’espace annulaire pour détecter les pertes de charge. La boue de forage doit
assurer plusieurs roles :

e Remonter les déblais de roche du fond du trou a la surface.
e Nettoyer le puits et refroidir I'outil de forage.

e Controler les pressions de fluides interstitielles des formations traversées pour
éviter les éruptions.

e Assurer la stabilité mécanique des parois du puits en cours du forage.

e Remonter, sous forme de pulse de pression, les mesures des systémes MWD (Mea-
surement While Drilling) et LWD (Logging While Drilling).

Il existe principalement deux types de boue : les boues a base d’eau et les boues a
base d’huile dans lesquelles des additifs peuvent étre ajoutés [37] : produits viscosifiants,
produits réducteurs de filtrat pour réduire les pertes de boue dans la formation, élé-
ments alourdissant (Baryte, Hématite, Sidérite, Carbonate de Calcium) pour controler
la densité de la boue, de la soude pour controler le ph ...



1.2.4 Paramétres du forage

Les parameétres du forage peuvent étres classés en deux groupes [37] :

e Les paramétres mécaniques :

Vitesse d’avancement ou ROP (Rate Of Penetration) : cette grandeur est

I'indicateur de la performance du systéme de forage (typiquement 10-15
m/h).

Vitesse de rotation ou RPM (Revolutions Per Minute) : il s’agit de la vitesse
de rotation imposée a la garniture en surface. Elle varie généralement de
60 a 300 tr/min. La vitesse de l'outil de forage peut atteindre des valeurs
beaucoup plus élevées si un moteur ou une turbine est placé au-dessus de
I'outil de forage (jusqu’a 1000 tr/min).

Poids sur 'outil ou WOB (Weight On Bit) : il s’agit de 'effort appliqué
sur l'outil selon la direction de son axe de révolution. Dans une premiére
approximation, c’est le poids déjaugé de la garniture de forage dans le puits
diminué de la tension appliquée au crochet en surface. Cette mesure permet
de mieux controéler le fonctionnement de 'outil de forage. Elle est réglée par
le foreur en surface en retenant plus ou moins la garniture de forage. Le
WOB est généralement de 50 & 100 kN selon l'outil de forage utilisé et la
roche traversée.

Couple TOB (Torque On Bit) : c’est le moment nécessaire pour maintenir
la rotation des tiges. Il est typiquement de I'ordre de 100-500 daN.m.

e Les paramétres hydrauliques :

Composition de la boue : le choix de la boue se fait en fonction des condi-
tions du forage. Les boues a base d’huile sont plus efficaces que les boues a
base d’eau dans les formations argileuses susceptibles de gonfler en présence
d’eau. Elles causent le minimum de dommage aux formations productrices
avec un minimum de perte. Elles assurent également des conditions de fo-
rage optimales en réduisant les frottements de la garniture sur les parois du
puits et en augmentant la durée de vie de l'outil. La composition des boues
a base d’huile est soumise a des réglementations législatives précises.

Paramétres mécaniques de la boue : le foreur régle la pression du fluide
injecté pour vaincre les pertes de charge le long du circuit de circulation de
la boue de forage (tiges, masses-tiges, outil, espace annulaire). Le débit est
fixé en priorité pour assurer un nettoyage optimal des déblais de roche créés
par 'outil. Il est mesuré en temps réel pour détecter toute perte ou venue
de fluide dans le circuit de la boue.

1.2.5 Les vibrations en forage pétrolier

Au cours du forage, la garniture est toujours soumise a des vibrations dont I'intensité
et la fréquence dépendent des paramétres géométriques et opératoires du forage, de
I’outil utilisé et des formations rocheuses traversées. Ces vibrations, qui peuvent induire
des chocs parfois violents entre I'outil et le fond du trou d’une part, et la garniture et
les parois du puits d’autre part, ont des effets nuisibles sur I'intégrité de la structure
et du systéme électronique embarqué, sur les performances du forage ainsi que sur la
qualité des parois du puits. Elles se manifestent suivant trois modes :
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1. Les vibrations axiales : elles apparaissent le plus souvent dans les puits verticaux
lorsque les outils de forage tricones traversent des roches dures. Dans leur forme
la plus extréme, I'outil peut subir des déplacements verticaux périodiques allant
jusqu’a la perte de contact complet de 'outil avec le fond du trou (bit-bounce).
La fréquence caractéristique de ces vibrations est de I'ordre de 1 & 10 Hz.

2. Les vibrations latérales : elles prennent place du fait de I'existence d’un jeu entre
la garniture et les parois du puits. Elles sont trés importantes dans la partie
basse de la garniture de forage (la BHA : Bottom Hole Assembly). Ces vibrations
s’accompagnent souvent d'un contact permanent des tiges avec les parois du puits.
Elles peuvent également conduire au phénomeéne redouté de précession de la BHA
(whirling). Dans ce cas, les masses-tiges subissent un mouvement de précession
autour de ’axe du puits. Typiquement, la fréquence des vibrations latérales est
de l'ordre de 0.5 a 10 Hz. Si elles s’accompagnent du phénomeéne de précession,
cette fréquence peut aller jusqu’a plusieurs centaines de Hz.

3. Les vibrations de torsion : elles se manifestent souvent a basse fréquence, typi-
quement entre 0.05 et 0.5 Hz. Ces oscillations peuvent engendrer des alternances
auto-entretenues d’adhérence et de glissement de I'outil connu dans le monde de
tribologie sous le nom de « stick-slip ». Comme les autres modes de vibration,
les vibrations de torsion réduisent les performances de forage et augmentent la
fatigue des tiges et 'usure de ’'outil de forage.

Le phénoméne de stick-slip affecte principalement les outils PDC mais il peut aussi
apparaitre dans le cas des outils tricones [50]. I est & l'origine de la chute de leurs
performances en forages longs, surtout lorsque ceux-ci sont réalisés dans des formations
dures. Trois remédes peuvent étre préconisés pour lutter contre le stick-slip :

— réduire le poids sur l'outil afin de diminuer son engagement dans la formation;
— augmenter la vitesse de rotation pour empécher le blocage de 1'outil ;

— diminuer le frottement en jouant sur le fluide de forage.

Ces solutions peuvent réduire les performances du forage et affectent la vitesse
d’avancement et la qualité des parois du puits. En effet, la diminution du poids a ’outil
est de nature a engendrer une chute drastique de la vitesse d’avancement. L’augmen-
tation de la vitesse de rotation risque de faire entrer la garniture et I'outil en mode de
whirl qui est particuliérement néfaste.

Plusieurs travaux de recherche conduits au Centre de Géosciences de Mines Pa-
risTech démontrent que la conception de l'outil de forage joue un role majeur dans
I'occurrence des vibrations, en particulier celles de stick-slip pour lequel il n’existe
pas encore aujourd’hui de solutions pratiques acceptables [42]. L’objectif & long terme
de ces études est de prédimensionner une nouvelle génération d’outils PDC que 1'on
peut qualifier d’anti-stick-slip. Cette optimisation est basée sur de nouveaux critéres
de conception des outils permettant de choisir le profil, la forme et le schéma d’implan-
tation des taillants PDC [1]. Nous présentons dans la suite quelques études théoriques
axées sur le role de I'outil de forage sur I'occurrence du stick-slip.



1.3 Effet de 'interaction outil-roche sur le stick-slip

1.3.1 Phénomeéne du stick-slip

Le stick-slip est une forme de vibration de torsion auto-entretenue durant laquelle
I’outil de forage subit des cycles de blocage qui s’accompagnent d’une accumulation
d’énergie élastique de torsion dans la garniture. Cette énergie se libére soudainement
sous forme d’énergie cinétique en causant la rotation de ’outil de forage a de hautes
vitesses. La figure 1.3 montre un exemple de mesure de stick-slip (avec des instruments
montés juste au-dessus de loutil). Ces mesures sont réalisées a 50 Hz. La vitesse de
I’outil subit des variations périodiques de blocage et de déblocage. Pendant les phases
de déblocage, la vitesse de rotation de I'outil atteint 230 tr/min pour une vitesse im-
posée en surface de 92 tr/min seulement.

e

oscillate) ]

Top ' BHA
Drive ' 230
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9 'i’m Stick :
Time [s] ' B

FIGURE 1.3 — Mesures de la vitesse de rotation de l'outil [17]

Le stick slip s’accompagne systématiquement d’une décroissance du couple a 1’outil
en fonction de sa vitesse de rotation pour un poids sur I'outil constant. La figure 1.4(a)
montre un exemple de ce phénoméne. Cette décroissance a été observée pendant des
essais en laboratoire sans présence de stick-slip comme Dillustrent les figures 1.4(b) et
1.4(c). Elle est associée a une diminution de l’avancement par tour de l'outil avec la
vitesse de rotation. Selon nombreux auteurs, cette baisse de performance est due a la
difficulté d’évacuer la roche broyée [5, 42].
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1.3.2 Modélisation du stick-slip

Le stick-slip peut avoir deux origines :

1. Le stick-slip de la BHA qui se produit potentiellement dans les puits horizontaux ;

2. Le stick-slip de I'outil qui se manifeste principalement dans les puits verticaux.

Nous nous intéressons particuliérement au stick-slip de 1’outil de forage que nous
considérons en lien avec la nature de l'interaction outil-roche. Plusieurs groupes de
recherche se sont penchés sur cette question afin de comprendre 'effet de I'interaction
outil-roche sur 'occurrence du stick-slip [5, 10, 16, 25, 26, 27, 30, 34, 41, 42, 48]. Une
modélisation réaliste des vibrations de stick-slip devrait faire apparaitre des paramétres
d’optimisation qui peuvent controler I’occurrence et 1’intensité du stick-slip a partir de
la conception de l'outil de forage. Le stick-slip peut étre étudié principalement selon
deux approches :

e Approche en torsion-pure;

e Approche en mode couplé axial-torsion.

Nous présentons dans la suite une analyse bibliographique des deux approches en
montrant leurs hypothéses principales et leurs points de divergence.

1.3.2.1 Approche en torsion-pure
Modéle de JANSEN (1993) [26]

Dans 'approche torsion-pure, les vibrations de torsion sont découplées des autres modes
d’oscillations, a savoir les vibrations axiales et les vibrations latérales. La loi d’inter-
action outil-roche est une donnée dans cette méthode. [26] fut parmi les premiers a
développer ce type d’approche.

L’intégralité de la garniture de forage est réduite & un systéme équivalent de masse-
ressort-amortisseur (figure 1.5). En effet, les vibrations de torsion se manifestent sou-
vent dans le premier mode propre de la garniture de forage [26, 30]. L’inertie des tiges
et de la BHA est concentrée au niveau de 'outil. Les tiges se comportent comme un
ressort de torsion de raideur R. Le fluide de forage joue le role d’'un amortissement
visqueux dont le coefficient ¢, est une donnée. La roche exerce sur 'outil un couple
résistant T qui dépend de la vitesse de rotation et du poids sur ’outil.

La vitesse de rotation de l'outil w se décompose en une composante permanente
de valeur wg, qui correspond a la vitesse de rotation imposée en surface, et une com-
posante transitoire due & la superposition des vibrations de torsion. Cette approche a
été adoptée par de nombreux auteurs [5, 16, 25, 26, 34, 41, 42| car elle est capable de
modéliser les vibrations mono-fréquentielles du stick-slip.

Les vibrations de torsion obéissent a une équation différentielle du second ordre
dont la forme est la suivante :

JO +c,® = —R(® —wet) — T (1.1)
Avec :

® : le déplacement angulaire de 1’outil
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T : le couple a l'outil
J : inertie du systéeme
¢, : 'amortissement visqueux

R : la rigidité en torsion de la garniture

® et T sont des fonctions du temps ¢ et on note & = % et qb = %. Le terme
—R (P — wot) représente le couple élastique di a la déformation de torsion des tiges.
La quantité w = P est la vitesse de rotation de 'outil.
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FIGURE 1.5 — Représentation d’un modele en torsion-pure [26]

Modélisation de ’interaction outil-roche

S’appuyant sur des données expérimentales, comme celles que nous avons présentées
dans le paragraphe 1.3.1, certains auteurs modélisent la relation entre le couple a I'outil
nécessaire au forage et sa vitesse de rotation. Dans ’approche en torsion-pure, cette
relation peut étre vue comme une caractéristique intrinséque de l’interaction outil-
roche. Par exemple, [26] modélise cette caractéristique par une loi de frottement de
type Coulomb (figure 1.6(a)) définie par :

T =Tysgn(w) siw #0

(1.2)
|T| < Ty pour w =0

Les parameétres constants T, > T, représentent le couple di au frottement en
statique T et en dynamique Ty. D’autres auteurs ont fait appel a des lois de frottement
issues du domaine de la tribologie (figure 1.6(b)) pour tenir compte de la présence de
lubrifiants et de la nature des matériaux en interaction [42, 45, 46, 58|. Certains auteurs
qui adoptent ce modéle le justifient plutdt par des raisons numériques : il s’agit d’éviter
I'utilisation de la fonction discontinue de I’équation 1.2.
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FIGURE 1.6 — Modélisation du couple de frottement & I'outil en fonction de sa vitesse de
rotation

Discussion

De nombreux auteurs ont observé une diminution du couple a 'outil en fonction de sa
vitesse de rotation pendant le stick-slip. Nous citons par exemple les mesures en labora-
toire de [5, 25, 42| et les mesures sur chantier de [16, 34, 41]. Ces auteurs postulent que
la décroissance du couple en fonction de la vitesse de rotation est une caractéristique
intrinséque qui dépend de l'outil et de la roche. Pour cette raison, on trouve dans la
littérature 'approche en torsion-pure qui considére que la loi couple-vitesse de rotation
est connue a priori.

Selon les défenseurs de l'approche en torsion-pure [5, 16, 25, 26, 34, 41, 42], la
décroissance du couple a I'outil en fonction de la vitesse de rotation est la source de
I'occurrence du stick-slip. D’autres spécialistes comme [22, 30, 48] supposent que la
décroissance du couple en fonction de sa vitesse de rotation n’est observé que lors du
stick-slip et elle est donc une conséquence de ce phénomeéne. Ces auteurs utilisent un
modéle de vibration qui inclut les vibrations de torsion et les vibrations axiales afin
d’expliquer et de reproduire le phénoméne de stick-slip. Nous verrons ce modéle en
détails dans le paragraphe suivant.

1.3.2.2 Approche couplée axial-torsion

La figure 1.7 présente un schéma de principe du modéle axial-torsion de [47]. Ce
modeéle représente la garniture par un systéme équivalent masse-ressort a deux degrés
de liberté : le mouvement axial de I'outil et son déplacement angulaire. Les tiges se
comportent comme un ressort de torsion de raideur R. Le systéme est animé en surface
d’une vitesse de consigne wy et axialement suivant un mouvement de corps rigide d’une
quantité U sous l'effet du poids Hy, — Hy — W avec H, le poids de la garniture et H,
le poids retenu (au crochet) et W = WOB le poids sur P’outil. Le moment d’inertie
J et la masse de la BHA M sont concentrés au niveau des masses-tiges. L’interaction
outil-roche est modélisée par le couple résistant T = TOB et le poids sur 'outil W.
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FIGURE 1.7 — Représentation d’un modéle couplé axial-torsion [47]

Les équations de mouvement s’écrivent, :

Jo=—R(®—wyt)—T

3 (1.3)
MU = H, — Hy— W

Modélisation de ’interaction outil-roche

L’auteur simplifie la structure de coupe en considérant un outil & n lames unifor-
mément espacées d’'un angle 27” Chaque lame présente un méplat d’usure de longueur
L, et est engagée dans la roche a une méme profondeur de passe notée h,(t).

L’auteur s’inspire des travaux de [13] pour calculer les efforts d’interaction en fonc-
tion de I’énergie spécifique de coupe €, définie comme 1’énergie nécessaire pour enlever
un volume unitaire de roche, et de la contrainte normale sur le méplat d'usure o :

2

%(eh + yulo)

T= (1.4)
W = a(Ceh + lo)

Avec :
a : le rayon de 'outil
[ = nl, : la longueur du méplat d’usure
h = nh,, : la profondeur de passe équivalente
1 = le coefficient de frottement sous le méplat d’usure
¢ : le coefficient de frottement entre la face d’attaque du PDC et la roche

~ : un parameétre qui dépend de I'outil de forage

Il est important de noter que le couple a I'outil T et le poids sur 'outil W sont
couplés par I'intermédiaire de la contrainte o et de la profondeur de passe h.

Les variables dynamiques sont ensuite calculées numériquement a chaque instant ¢,
en fonction des variables cinématiques ( U et ® ) en utilisant les conditions suivantes :
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Ut) — U(t —t,) = hn(t)

O(t) — Bt —t,) = 2%

(1.5)

Discussion

L’approche couplée axial-torsion telle qu’elle est proposée par [48] présente plusieurs
points forts. La prise en compte de l'interaction outil-roche est assurée avec un calcul
instantané des efforts de coupe. Une généralisation de ce modéle a été proposée par [22]
en utilisant un modéle structure-continue dans le cas particulier d’un puits vertical. Les
déplacements (U, ¢) sont fonctions du temps et de I'abscisse .

Le modéle de [48] permet de reproduire les vibrations du stick-slip. L’auteur montre
que pendant ces vibrations, la profondeur de passe équivalente de I'outil baisse en in-
duisant une réduction du couple a ’outil. Dans certains cas, I'outil peut quitter la roche
et se met a vibrer en mode axial (bit-bounce). [48] montre que la chute du couple a
I’outil en fonction de la vitesse est causée par les vibrations auto-entretenues du stick-
slip. Cette idée est d’ailleurs utilisée pour expliquer les vibrations auto-entretenues
dans le domaine de la coupe des métaux. Par exemple, [56] explique les vibrations
auto-entretenues qui apparaissent pendant 1'usinage des métaux par ’existence d’un
mécanisme de couplage entre deux modes propres de l'outil. Selon 1'auteur, ces vibra-
tions couplées engendrent un mouvement relatif elliptique entre la piéce et I'outil, ce
qui cause la variation de l'épaisseur des copeaux et donc la variation des efforts de
coupe.

[22, 48] négligent ’amortissement visqueux qui a un impact trés important sur les
régimes de fonctionnement, notamment les vibrations de torsion [26, 42]. Il est aussi
probable que le phénoméne de bit-bounce couplé au stick-slip [48| soit fortement affecté
par ’amortissement visqueux.

[30] développe un modéle couplé axial-torsion basé sur les travaux de [48] qui inclut
I’amortissement visqueux. Les simulations numériques de ce modéle montrent que les
frottements visqueux jouent un role stabilisant, ce qui est en conformité avec [26,
42]. [30] montre que le stick-slip n’est pas di aux vibrations axiales mais plutot aux
efforts d’interaction outil-roche. Cette étude s’appuie sur des essais expérimentaux en
laboratoire & profondeur de passe et vitesse de rotation imposées [31]. Ces essais sont
réalisés avec un ressort de torsion axialement rigide (pas de vibrations axiales). Les
observations montrent que le stick-slip se manifeste en absence des vibrations axiales
avec des variations trés importantes du poids et du couple a 'outil. En I’absence du
stick-slip, le poids et le couple a 'outil sont stables.

1.3.3 Synthése

La modélisation des efforts de forage (T,W) différe entre ’approche en torsion-pure
et 'approche couplée axial-torsion. Dans I'approche couplée axial-torsion, les efforts de
forage sont des inconnues du probléme qui dépendent de la position angulaire de I'outil
et de son déplacement axial [22, 30, 48|. L’occurrence du stick-slip est expliquée par
I’existence d’un mécanisme de couplage entre les vibrations axiales et les vibrations de
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torsion |22, 48] ou de la nature d’interaction outil-roche [30].

Dans ’approche en torsion-pure, la loi d’interaction outil-roche est une donnée du
probléme [26]. Le stick-slip est alors expliqué par 'existence d’un mécanisme de frot-
tement radoucissant entre le couple a I’outil et sa vitesse de rotation a poids sur I'outil
constant. Ceci signifie que la résistance de la roche au forage augmente avec la vitesse
de rotation de l'outil [42]|. La loi d’interaction outil-roche est déterminée & partir des
essais sur chantier [25] ou en laboratoire [42].

Il existe des études expérimentales qui confirment la dépendance des efforts de
forage par rapport a la vitesse, a la fois a I’échelle de 'outil comme a l’échelle des
taillants [5, 25, 29, 41, 42|. Les essais en laboratoire a ’échelle d'un outil [31] montrent
que le stick-slip se produit en absence de vibrations axiales, de sorte que de nom-
breux auteurs suggérent qu’une loi outil-roche décroissante suffit a expliquer le stick-
slip [5, 16, 25, 26, 29, 34, 41, 42]|. Nous avons suivi ’approche en torsion-pure pour
construire un modéle de vibration, ceci dans le but d’étudier 'influence des caractéris-
tiques de la loi d’interaction outil-roche sur ’occurrence du stick-slip.

1.4 Role de la loi outil-roche dans le stick-slip

1.4.1 Introduction

Dans cette section, on présente une étude de sensibilité centrée sur le role de la loi
outil-roche dans 'occurrence du stick-slip. On a choisi I’approche en torsion-pure qui
est justifiée par de nombreuses observations in-situ et en laboratoire. On se place dans
le cas d’un forage vertical ne présentant pas de points de contact entre les tiges et le
puits. La décroissance du couple & I'outil est modélisée par une loi de frottement de
type Coulomb simplifiée comme l'illustre la figure 1.8. Cette loi s’écrit :

T = Tysgn(w) + aw si w # 0

(1.6)
|T| < Ts pour w =10

Cette loi est caractérisée par un couple statique T et un couple dynamique Ty ainsi
qu'un paramétre a < 0 de sorte que le couple soit une fonction décroissante de w.

T,
\lk

FIGURE 1.8 — Loi de Coulomb modifiée.
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Vitesse de rotation (tr/min)

1.4.2 Equation de mouvement normalisée

Sachant que le terme aw n’existe que durant les phases ol w est non nulle, on peut
se ramener au cas avec a = 0, et ce en remplacant ¢, par ¢, + a dans I’équation 1.1.
Donc, on peut écrire le probléme sous la forme :

e Inconnue ®(t) : pour t > 0 et telle que ®(0) = 0 et w(0) = d(0) =0

e Donnée : wy >0, J>0,R>0,c=c,+ac€Ret 0Ty <Ty

e BEquation : J& + c¢d = —R(® — wpt) — T*

o T =Tysgn(w) pour w# 0 et |T*| < Ty pour w=0

Afin de simplifier le probléme, nous écrivons I’équation du mouvement sous sa forme
normalisée. Pour ce faire, on introduit les variables adimensionnelles suivantes : t = t fy,
£ =+ P = £_2¢’ W= w—low et T" = LT avec fo= \/g désigne la pulsation propre

2fod? fowoJ
du systéme. On a alors :

Ak

b42db+rd=i-T (1.7)

1.4.3 Solution du probléme

Deux solutions sont possibles selon la configuration du systéme (annexe A). Si & ne
s’annule plus a partir de ¢ = T, = waﬁTs, alors le probléme de stick-slip ne se repro-
duit pas et le systéme subit un régime de vibrations transitoires avant d’atteindre le

régime permanent ou la vitesse de l'outil est égale a la vitesse de consigne (figure 1.9(a)).

Si & s’annule une seule fois & partir de ¢ = T:, alors le systéme entre dans un régime
de vibrations auto-entretenues de blocage/déblocage (figure 1.9(b)).
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FIGURE 1.9 — Les différentes solutions du probléme
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1.4.4 Vitesse seuil et intensité du stick-slip

L’un des remédes classiques du stick-slip est ’augmentation de la vitesse de rotation
en surface wy. L'efficacité de cette solution pour atténuer les vibrations du stick-slip a
été prouvée expérimentalement [16] et analytiquement [26]. Nous avons cherché a re-
produire ce phénoméne avec le modéle présenté plus haut. La figure 1.10 illustre I’effet
de la vitesse en surface sur 'occurrence du stick-slip pour le jeu de paramétre suivant :
J =150 N.m.s/rad, R = 400 N.m/rad, ¢ = 10~%, T, = 4000 N.m, Ty = 3000 N.m et
a = 0.

300

250

Stick-slip Pas de stick-slip
200

150

100

——Vitesse-seuil
50

Amplitude de la vitesse de I'outil (tr/min)

0 50 100 150 200 250 300
Vitesse imposée en surface ay, (tr/min)

FIGURE 1.10 — Effet de la vitesse imposée en surface sur 'amplitude de la vitesse de rotation
de D'outil (la courbe bleue représente la vitesse wy imposée en surface)

En commengant avec une vitesse de consigne wy = 5 tr/min, on a une solution de
type 2. L’amplitude de la vitesse de I'outil est de 39 tr/min avec un facteur d’amplifica-
tion r = ‘”:}“ ~ 8. En augmentant la vitesse du moteur, la période de blocage diminue
en faveur de la période de glissement. Pendant cette phase, le facteur d’amplification
r décroit jusqu’a une vitesse-seuil (90 tr/min) ou il devient égal a 1 et le stick-slip
disparait (solution de type 1). La vitesse-seuil marque la fin du domaine du stick-slip
et le début d’un domaine que I'on peut qualifier de stable ou le stick-slip n’existe plus.

Avant d’atteindre le seuil de vitesse, 'amplitude des vibrations peut atteindre des
valeurs qui peuvent endommager la garniture de forage. Ce résultat montre que le re-
mede classique contre le stick-slip qui consiste a augmenter la vitesse de rotation n’est
pas toujours la bonne solution. Un foreur pourrait parfois préférer forer avec un peu de
stick-slip de faible intensité plutot que de chercher a s’en débarrasser en passant par
des phases ot 'intégrité de la garniture est mise en péril. Notons en outre qu’augmen-
ter la vitesse de rotation de consigne peut parfois induire d’autres modes vibratoires
indésirables, comme le whirling. Ainsi, pour se débarrasser du stick-slip, il convient &
la fois de jouer sur la vitesse de rotation, mais aussi sur le poids sur 'outil.

Une approximation analytique de la vitesse-seuil peut étre obtenue en s’inspirant
des résultats de [26] :

Wseuil = (\/77-_5 - 6) TS — Td (18)

& — &2 R
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[’égalité 1.8 montre que 1’'on peut baisser la vitesse-seuil en diminuant les couples
T, et Ty et ce, en réduisant le poids sur l'outil.

1.4.5 Etude de sensibilité de ’effet de la loi d’interaction outil-
roche

La figure 1.11(a) montre I’évolution de la vitesse-seuil, calculée numériquement a
partir du modéle présenté dans le paragraphe précédent, en fonction du coefficient a
pour le jeu de paramétre suivant : J = 1000 N.m.s/rad, R = 300 N.m/rad, ¢, = 3,3
N.s.m/rad, T, = 4000 N.m et Ty, = 2500 N.m. On constate que la vitesse-seuil est
sensible & a. En effet, lorsque le systéme est en mode déblocage, le couple & 'outil
décroit linéairement avec la vitesse a 1’outil, ce qui rajoute une composante aw qui ré-
duit la valeur des frottements visqueux si a est négatif. La diminution des frottements
visqueux entre la garniture et le fluide de forage réduit la capacité du systéme & amortir
les vibrations de torsion et cause ’occurrence du stick-slip.

Lorsque la valeur de la discontinuité T, — T, est constante, ’effet de la variation
de T, ou de Ty, qui correspond a une translation selon ’axe des ordonnées, est com-
plétement absent. En revanche, lorsque T, — T; augmente, la vitesse-seuil augmente
linéairement comme le montrent la figure 1.11(b) et 1’équation 1.8.

Si on considére que les paramétres décrivant laloi T = f(w) sont des caractéristiques
de 'outil de forage, les résultats suggérent que le role de la conception de ce dernier
est trés important dans 'occurrence du stick-slip. Il reste alors a montrer que ces
paramétres ont un lien avec la nature de I'outil utilisé et la roche forée. Ceci constitue
I’objet principal de cette thése.
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(a) Effet de la pente a pour Ty — T4 = 1500 (b) Effet de Ty — Tq pour a =0
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FiGURE 1.11 — Effet de la loi d’interaction outil-roche sur le stick slip

1.4.6 Synthése

Dans ce chapitre, nous avons présenté les différentes approches utilisées pour mo-
déliser la dynamique en torsion des garnitures de forage. On trouve d’abord ’approche
en torsion-pure qui permet de reproduire le phénoméne de stick-slip avec des lois d’in-
teraction outil-roche imposées et connues a priori. On trouve également 1’approche
couplée axial-torsion dans laquelle les efforts d’interaction outil-roche sont calculés en
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fonction des déplacements a chaque pas de temps.

Un modele de la dynamique en torsion d'un systéme de forage vertical a été déve-
loppé afin d’analyser le role de 'outil dans 'occurrence du phénoméne du stick-slip.
Ce modéle permet de reproduire le stick-slip en tenant compte du processus de fora-
bilité décrit par une loi de frottement de type Coulomb qui relie le couple a 'outil et
sa vitesse de rotation. Cette étude nous a permis d’identifier les paramétres de la loi
d’interaction outil-roche qui favorisent les vibrations de stick-slip.

La loi de Coulomb utilisée limite le mécanisme de coupe aux frottements et ne prend
donc pas en considération le processus de la rupture de la roche par I’action de 1’outil
de forage.

1.5 Conclusion

[’approche en torsion pure montre que 'interaction outil-roche a un effet trés im-
portant sur le stick-slip. Selon ce modeéle, le stick-slip est le résultat de la loi outil-roche
caractérisée par un couple a 'outil décroissant en fonction de sa vitesse de rotation.

L’objectif de cette thése est de fournir un modéle élémentaire de coupe des roches
qui tient compte de 'effet de la vitesse de coupe. Ce modéle devrait permettre de pré-
dire les efforts de forage encaissés par un taillant de I’outil en fonction d’un ensemble
de parameétres tels que la géométrie du taillant, la profondeur de passe, la pression de
la boue de forage, la vitesse de coupe et les propriétés de la roche a forer.

Pour batir les bases de cette modélisation, nous présentons dans la suite une étude
expérimentale axée sur 'effet de la vitesse de coupe des roches, non seulement a pression
atmosphérique, mais aussi sous pression de fluide, et ceci a I’échelle d’un taillant d'une
part et d’un outil complet d’autre part.
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Chapitre 2

Etude expérimentale de Deffet de la
vitesse de coupe des roches sous
pression de fluide
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2.1 Introduction

ES outils de forage PDC sont constitués d’éléments de coupe appelés taillants. La
L composante de la vitesse du taillant tangentielle a la trajectoire de coupe est ap-
pelée vitesse de coupe. L’effet de cette vitesse sur le processus de forabilité des roches
continue a faire I'objet de discussions [29, 42| alors que ce sujet a été largement traité
dans le domaine du labourage des sols sous-marins [33, 39, 40]. Les études du processus
de labourage des fonds de mer montrent que 'effet de la vitesse de coupe sous pression
hydrostatique est trés marqué par rapport a la coupe a pression atmosphérique. L’effet
de la vitesse sous pression de fluide (boue et fluide interstitiel) reste cependant peu
connu dans le domaine du forage pétrolier.

Afin d’apporter des éléments de réponse a cette question, nous avons conduit une
premiére campagne expérimentale sur le banc de forage du Centre de Géosciences a
Pau avec un outil de forage de type PDC de taille réelle dans trois roches de propriétés
hydromécaniques différentes. Nous avons ensuite entrepris une compagne expérimen-
tale sur une cellule de forabilité a I’échelle d’un taillant PDC pour tenter de valider les
observations faites a I’échelle de I'outil.

L’objectif de ce travail est de fournir un support expérimental qui viendra a ’appui
d’un nouveau modéle élémentaire de coupe qui prend en compte 'effet de la vitesse de
coupe et de la pression de fluide sur la réponse mécanique du PDC. L’enjeu de ce travail
est d’optimiser la conception des outils de forage de type PDC en vue d’augmenter leur
vitesse d’avancement en minimisant 'occurrence des vibrations de type stick-slip.

Pour mener ces campagnes expérimentales, nous avons choisi trois roches de carac-
téristiques hydromécaniques différentes : un grés des Vosges trés perméable, un calcaire
d’Anstrude moyennement perméable et un calcaire de Buxy trés peu perméable. Un
outil de forage PDC a été utilisé pour conduire les essais sur le banc de forage a vi-
tesse de rotation et a poussée imposées. Les essais élémentaires de coupe de la derniére
campagne sont réalisés avec des taillants cylindriques industriels en PDC, a vitesse de
coupe et a profondeur de passe imposées. Une premiére série de tests est effectuée sous
pression atmosphérique sans présence de fluide pour étudier le role de la vitesse a sec
et comparer les résultats aux données fournies par la littérature. Une deuxiéme série
d’essais est réalisée sur des échantillons sous pression de boue.

Ce chapitre présente la procédure expérimentale retenue pour conduire I’ensemble
des essais. La section 2.2 est consacrée a une analyse bibliographique des études expé-
rimentales de I'effet de la vitesse de coupe et de la pression de fluide en forage pétrolier.
Dans la section 2.3, nous détaillons les essais a I’échelle de I'outil. La section 2.4 pré-
sente les essais élémentaires de coupe. Pour chaque type d’essai, nous détaillons la
procédure expérimentale et les principaux résultats obtenus.
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2.2 Analyse bibliographique

Le forage est une opération complexe qui fait intervenir plusieurs paramétres qui
incluent la roche, 'outil, la boue de forage, le fluide interstitiel de la roche et les
conditions opératoires. Nous présentons dans cette partie une analyse bibliographique
des études expérimentales de ’effet de la vitesse de coupe et de la pression de boue sur le
processus de forabilité des roches par les taillants PDC dans des conditions opératoires
controlées. Nous commencons tout d’abord par les études de l'effet de la vitesse de
coupe a sec. Ensuite, nous présentons quelques études expérimentales de D'effet de la
pression de boue sur les efforts de coupe. Finalement, nous analysons les résultats des
rares campagnes expérimentales portant sur I’étude de 1'effet de la vitesse de coupe sur
la coupe des roches sous pression de fluide.

2.2.1 Principe des essais de coupe

Les essais de coupe peuvent étre réalisés a 1’échelle d’un outil complet ou a 1’échelle
d’un taillant. Nous présentons dans la suite quelques résultats d’essais expérimentaux
réalisés a ’échelle du taillant. Ces essais sont également appelés essais élémentaires de
coupe dans la littérature de la coupe des roches.

La figure 2.1 présente un schéma de principe simplifié de ces essais. Le taillant
attaque la roche avec un angle de coupe 6 qui est généralement de 1'ordre de 5-20°.
Un fluide de forage peut étre utilisé dans ce type d’essais pour simuler des conditions
in-situ. Il exerce sur la roche une pression pj.

Taillant
e

2 Boue

Roche

FIGURE 2.1 — Schématisation d’un essai de coupe & I’échelle du taillant

Il faut noter que les essais a ’échelle de I'outil sont généralement réalisés a vitesse de
rotation et a poids sur 'outil constants. En revanche, les essais a 1’échelle du taillant
sont, réalisés a vitesse v et a profondeur de passe h imposées. En effet, les essais de
coupe a l’échelle du taillant visent le plus souvent & valider les modéles de coupe qui
supposent une profondeur de passe constante.

[’essai élémentaire de coupe peut étre réalisé sur un banc linéaire ou le taillant
est trainé avec une vitesse de coupe v relativement faible (quelques cm/s) selon un
mouvement linéaire. Dans ce cas, I'unité de la profondeur de passe h est le mm. Pour
atteindre des grandes vitesses représentatives du forage (jusqu’a 1.5 m/s), une cellule
de forabilité peut étre utilisée. Le principe de ce dispositif consiste a fixer le taillant sur
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un arbre moteur qui coupe la roche selon un mouvement hélicoidal avec une vitesse de
rotation RPM et un pas constant h qui représente autrement la profondeur de passe en
mm/tr. Dans ce cas, la vitesse de coupe v peut étre calculée en fonction de la vitesse
de rotation RPM (en tr/min) et du rayon de coupe 7. selon 1’expression suivante :

27,

Y760

RPM (2.1)

Pendant un essai, on impose la vitesse v (ou éventuellement une vitesse de rotation
RPM) et la profondeur h et on mesure les efforts encaissés par le taillant : un effort
de coupe F., tangentiel au mouvement, un effort normal F, et un effort radial F,. La
composante F, est négligeable si 'angle latéral du taillant est nul.

2.2.2 Effet de la vitesse de coupe a pression atmosphérique

A notre connaissance, il existe deux études expérimentales en laboratoire de 1'effet
de la vitesse de coupe sur les efforts de forage a pression atmosphérique et a sec. La
premiére étude est celle de [4]. L’auteur réalise des essais de sciage utilisant une meule
a des vitesses comprises entre 0.01 m/s et 0.94 m/s, dans le grés tendre de Castlegate
(R. = 15 MPa), avec des taillants usés de forme rectangulaire d’une largeur de 10 mm.
L’auteur observe que l'effet de la vitesse de coupe est absent dans I’ensemble des tests
conduits sous pression atmosphérique et a sec.

D’autre part, [42| réalise une campagne a pression atmosphérique sur une cellule de
forabilité a sec sur quatre roches : un calcaire d’Anstrude (R, = 30 MPa), un calcaire
de Chauvigny (R. = 35 MPa), un calcaire de Lacome (R. = 60 MPa) et un calcaire de
Buxy (R. = 100 MPa), en utilisant des taillants PDC neufs, chanfreinés et non chan-
freinés, a des vitesses de coupe allant de 0.06 & 1.2 m/s (la vitesse de rotation varie de
6 & 240 tr/min). Cette étude expérimentale réalisée au Centre de Géosciences de Mines
ParisTech a permis de mettre en évidence I’existence d’une relation croissante entre les
efforts de coupe et la vitesse de coupe pour plusieurs profondeurs de passe comprises
entre 0.1 et 1.6 mm/tr.

La figure 2.2 montre un exemple d’essais de [42] illustrant I’évolution en fonction de
la vitesse de coupe de I'effort normal et de I'effort tangentiel encaissés par un taillant
chanfreiné présentant un angle de coupe de 15°. L’auteur montre que la vitesse de coupe
a un effet trés important sur I'effort normal lorsque le taillant est chanfreiné. Cet effet
est accentué avec I’augmentation de la profondeur de passe. L.’auteur montre que le rap-
port de ’effort normal sur I’effort tangentiel est une fonction croissante de la vitesse de
coupe et il est strictement supérieure a 'unité. Cet effet apparait dans toutes les roches.

L’auteur montre que l'effet de la vitesse dépend de la nature de la roche. Par
exemple, les efforts dans le calcaire de Buxy sont plus sensibles & la vitesse que les
efforts dans le calcaire d’Anstrude. L’auteur explique ce phénoméne par le comporte-
ment d'une couche limite a l'interface taillant/roche, dite zone broyée. Cette couche
est le siége d'un mécanisme de frottement dynamique. Les détails de ce modéle sont
fournis dans 3.3.4.
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FIGURE 2.2 — Variations des efforts de forage avec la vitesse de coupe dans quatre roches &
pression atmosphérique et a profondeur de passe h = 0.4 mm/tr (d’aprés [42])

[42] réalise également des essais de coupe avec des outils de forage a pression at-
mosphérique dans le but de valider les observations a I’échelle d’un outil complet (voir
figure 1.4(c)). L’auteur montre que le couple a I'outil chute en fonction de la vitesse de
rotation pour différentes conditions opératoires. L’auteur démontre que la modélisation
a ’échelle élémentaire permet d’expliquer 1'effet observé a 1’échelle d’un outil.

Discussion

Les expériences de [42|, réalisées a sec et a pression atmosphérique, révélent la dé-
pendance des efforts de forage a la vitesse de coupe a I’échelle élémentaire. Cette dé-
pendance est attribuée a 'occurrence d’un phénomeéne de frottement dynamique entre
le taillant et la roche. Ce résultat n’est pas en cohérence avec les essais de [4]. Cette
contradiction est probablement due a la différence des conditions opératoires des deux
campagnes. En effet, les expériences de [4] sont réalisées a faibles profondeurs de passe
comprises entre 0.35 et 0.6 mm/tr. En plus, [42] étudie quatre roches carbonates alors
que [4] étudie un gres.

L’étude de [42] a été réalisée a sec et sous pression atmosphérique. Ces conditions
ne sont pas représentatives d’un forage pétrolier ol la roche est soumise a la pression
du fluide de forage et & sa pression interstitielle. Nous présentons dans la suite des
travaux axés sur le role de la vitesse de coupe et de la pression de boue sur la forabilité
des roches. Evidemment, les essais & sec sont nécessaires et utiles pour mieux cerner le
role de la vitesse de coupe qui peut étre dit & divers mécanismes : la coupe elle-méme,
la pression de boue, la pression de pore ...

2.2.3 Effet de la pression du fluide de forage

[53| réalise des essais élémentaires de coupe dans deux roches dures de faible per-
meéabilité (le calcaire de Buxy et le calcaire de Saint-Anne) sous pression de boue allant
jusqu’a 30 MPa. L’auteur constate que les efforts de coupe sont des fonctions crois-
santes de la pression de boue.

[15] réalise des essais de coupe dans des argilites trés peu perméables saturées a
différentes pressions py sous une pression de boue de 10 MPa. La figure 2.3 montre
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un exemple de résultats expérimentaux qui illustre la variation de la quantité E =
F

5 avec la pression de pore initiale py, avec F. leffort de coupe et S. la section de
coupe. Les auteurs montrent que les efforts de coupe ne dépendent pas de la pression
de pore initiale py. Ils expliquent cette observation par une chute de la pression de
pore dans les formations peu perméables due a la dilatance qui est définie en général
comme l'augmentation du volume de pore au niveau du plan de glissement pendant
le cisaillement des roches par le taillant. Pour ces roches, on considére que la coupe
se fait en régime non-drainé caractérisé par une baisse trés importante de la pression

interstitielle. Une explication théorique détaillée est fournie dans [11].
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FIGURE 2.3 — Variations de I’énergie spécifique de coupe E = };_Z avec la pression de pore
initiale py pour p, = 10 MPa, d’apres [15]

La figure 2.4 présente des essais de forage conduits par [44] sous pression de fluide
dans deux roches avec une vitesse de rotation de 72 tr/min & une profondeur de passe
allant de 0.5 & 1.25 mm/tr. La premiére roche est un marbre de Carthage trés peu
perméable (R, = 100 MPa, &k = 5 107" m?  k étant la perméabilité intrinséque).
La deuxiéme roche est un calcaire d’Indiana moyennement perméable (R. — 45 MPa,
k = 107! m?). Les essais sont effectués sous pression de fluide allant de 0 a 6.8 MPa
avec une huile minérale de viscosité dynamique p = 45 1072 MPa.s. La pression de
pore initiale dans la formation rocheuse est équilibrée avec la pression de fluide exté-
rieure avant chaque essai (p, = po). Les auteurs observent une augmentation rapide et
non-linéaire des efforts de coupe pour des pressions inférieures & 0.7 MPa dans les deux
roches.

L’étude de [2| s’intéresse a l'effet de la pression différentielle sur la forabilité des
roches avec les taillants PDC. Les auteurs effectuent une série d’essais dans un grés de
Torrey Buff tendre et moyennement perméable (R, = 34 MPa, k = 4 1076 m?). Dans
ces essais, la pression différentielle est définie comme la différence entre la pression de
boue p, appliquée sur ’échantillon sans jaquette et la pression de pore initiale py. La
roche est initialement pressurisée ! a 2.8 MPa pendant une dizaine de minutes. Ensuite,
la pression de boue p, est réglée rapidement jusqu’a la valeur désirée avant de démar-
rer 'essai de coupe. Les essais sont réalisés a une vitesse constante de 60 tr/min et a
profondeur de coupe h = 2.54 mm/tr. La figure 2.5 présente un exemple de résultats
et montre une légére tendance & 'augmentation de I’énergie spécifique de coupe en

1. Dans ce contexte, la pressurisation est 'opération qui consiste a équilibrer la pression interstitielle
dans les pores de la roche (supposée saturée) avec la pression extérieure imposée par le fluide de forage.
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FIGURE 2.4 — Variations de ’énergie spécifique de coupe E = g—z avec la pression de fluide

py = po d’aprés [44]

fonction de la pression différentielle Ap = p, — po.
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FIGURE 2.5 — Variations de I’énergie spécifique de coupe E = g—z en fonction de la pression

différentielle p, — pg d’aprés [2]

2.2.4 Effet de la vitesse de coupe sous pression de boue

[29] réalise des essais de coupe dans cing roches de caractéristiques hydromécaniques
différentes afin d’étudier 'effet de la vitesse de coupe. L’auteur utilise un taillant TSD
(Thermally Stabilized Diamond) pour réaliser des expériences de coupe a faible pro-
fondeur de passe (h = 0.3 mm/tr), & des vitesses de coupe comprises entre 0.5 et 8
m/s. L’eau est utilisée afin de saturer les échantillons et pour appliquer une pression
hydrostatique sur 1’échantillon variant de 0 a 70 MPa.

La figure 2.6 illustre la variation de la résistance au forage, définie comme le rap-
port de 'effort normal par la section de coupe, en fonction de la pression de boue pour
différentes valeurs de la vitesse de coupe. On observe un effet de vitesse relativement
faible dans la Dolomie de Bonne Terre (R. = 156 MPa, k = 107'® m?). Ce phéno-
méne a été également observé dans le cas des roches de faible perméabilité (K < 10717
m?). En revanche, les efforts de forage augmentent, considérablement avec la vitesse
dans le grés perméable de Berea (R, = 59 MPa, k = 5 1075 m?). Ce résultat montre
que la performance des TSD a faible profondeur de passe est affectée par 'augmenta-
tion de la vitesse de coupe. Ce résultat est en cohérence avec les essais de GRINSTED
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(1987) (cité par [40]) ou 'augmentation de la vitesse fait croitre fortement les efforts de
coupe pendant le labourage dans des sols saturés sous pression hydrostatique a grandes
profondeurs de passe (figure 2.7).
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FIGURE 2.6 — Variations de la résistance au forage S = g—‘c‘ avec la pression hydrostatique

appliquée sur la roche pour trois vitesses de coupe & h = 0.3 mm/tr, d’aprés [29]
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FiGURE 2.7 — Efforts de coupe en fonction de la vitesse dans deux sols de perméabilités
différentes (GRINSTED (1985), cité par [40])

Discussion

Les résultats expérimentaux présentés montrent I'importance de la pression de boue et
de la pression de pore sur le processus de forabilité des roches. Ces observations laissent
penser que le comportement hydraulique de la roche est un aspect fondamental dans
la compréhension du processus de coupe des roches. Soulignons cependant que 1’étude
expérimentale du role de la perméabilité de la roche est délicate a réaliser car pour la
faire varier, on doit prendre plusieurs roches et du coup on fait varier aussi d’autres
paramétres tels que la résistance, la taille des grains ...
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A notre connaissance, la seule analyse expérimentale portant sur le role de la vitesse
de coupe sous pression de boue est celle de [29]. Cette étude montre que 'effet de la
vitesse de coupe dépend de la roche, trés probablement en premier lieu de sa perméa-
bilité. L’auteur montre que les efforts de coupe augmentent avec la vitesse de coupe
dans une roche trés perméable, ce qui confirme les observations issues du domaine du
labourage sous-marin [39, 40|. Les essais de coupe de [29] sont réalisés a faible profon-
deur de passe a I’échelle d’un taillant.

Nous proposons dans la suite une étude expérimentale & 1’échelle de 'outil et a
I’échelle élémentaire dans des conditions de forage assez représentatives de la réalité du
forage pétrolier.

2.3 Etude expérimentale de I’effet de la vitesse de ro-
tation & I’échelle d’un outil

2.3.1 Introduction

Nous présentons une campagne expérimentale réalisée dans le cadre de cette thése
en collaboration avec la société Varel afin d’explorer le role de la vitesse de rotation sur
la forabilité des roches sous pression de fluide a I’échelle d'un outil réel. L’objectif est
d’analyser la réponse mécanique d’un outil de forage dans des conditions opératoires
controlées. Ces essais sont centrés sur Ueffet de la vitesse de rotation (RPM) sur la vi-
tesse d’avance (ROP) et sur la profondeur de passe de 1'outil (h). Nous présentons dans
la suite les moyens expérimentaux mobilisés dans cette campagne, la procédure expé-
rimentale et les propriétés hydromécaniques des roches testées ainsi que les résultats
obtenus.

2.3.2 Dispositif expérimental
2.3.2.1 Banc de forage

La figure 2.8 présente le schéma de principe du banc de forage du Centre de Géos-
ciences a Pau. Ce dispositif expérimental permet de réaliser des essais de forage avec
des outils de diamétres réels sous pression de fluide allant jusqu’a 70 MPa. Les essais
peuvent étre effectués a vitesse d’avancement (ROP) constante ou a poids sur 'ou-
til (WOB) imposé constant. Des jauges de déformation montées sur Parbre de forage
permettent de mesurer en temps réel le couple et le poids sur 'outil. La mesure de
la vitesse de rotation et du déplacement axial de ’arbre se font par l'intermédiaire
respectivement d’un tachymeétre et d’'un capteur magnétorésistif.

Nous avons réalisé les essais a poids (WOB) et a vitesse de rotation (RPM) imposés
pour s’approcher du mode de forage réel. Le poids sur I'outil et la vitesse de rotation
sont maintenus constants grace a un asservissement automatique. Il faut noter que
I’arbre moteur est suffisamment épais pour étre considéré comme rigide.
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FIGURE 2.8 — Schéma de principe du banc de forage du Centre de Géosciences

2.3.2.2 Procédure expérimentale

Pour tester l'effet de la vitesse de rotation de 'outil sur les performances de fo-
rage, nous imposons des paliers de vitesse de rotation entre 10 et 240 tr/min pendant
le méme essai. L’essai de forage peut durer quelques minutes. Nous avons utilisé une
fréquence d’échantillonnage de 200 Hz pour optimiser la taille des données et faciliter
leur traitement. Les données sont lissées avec un filtre passe-bas a une fréquence de
coupure de 0.5 Hz.

L’outil de forage utilisé a été fourni par la société Varel. Il est de diamétre 6" (15.24
cm), il est composé de neuf lames de profil parabolique, et de 50 taillants PDC neufs
de diamétre 9 mm.

Une pompe hydraulique permet d’injecter, sous un débit et une pression donnés,
la boue de forage de facon a simuler le circuit hydraulique d’un forage & une profon-
deur donnée. Les tests ont été conduits avec comme fluide de forage de I'’eau, de méme
qu’avec une boue a base d’eau qui seront libellées w et wbhm, respectivement. La boue
a base d’eau est composée de 1.7 m® d’eau, de 300 kg de Baryte et de 90 kg de Bento-
nite, d'une densité 1.06 et d'une viscosité dynamique de 3.4 10~% MPa.s, sachant que
la viscosité dynamique de I’eau est de 1072 MPa.s.

Les échantillons de roches sont tout d’abord séchés dans un four électrique a une
température de 105° jusqu’a poids constant avant d’étre déposés a l'intérieur du banc
de forage. Ce dispositif expérimental permet d’appliquer une pression latérale p. sur
I’échantillon pour simuler la pression géostatique du terrain, ainsi qu’une pression de
pore po et une pression de boue p,. Nous avons choisi de réaliser les essais avec une
pression hydrostatique (p. = pp = po). En effet, le dispositif qui permet de séparer les
pressions (p. # py # pp) n’était pas opérationnel pendant la réalisation de cette cam-
pagne expérimentale. Nous rappelons qu’en forage réel, on préfére travailler a pression
de boue supérieure a la pression de pore pour éviter les problémes d’éruption.
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Nous avons réalisé des essais a pression atmosphérique et des essais sous pression
hydrostatique p,. En principe, le banc de forage permet d’atteindre des pressions jus-
qu’a 70 MPa. Nous avons choisi une pression modérée de 20 MPa afin de préserver
I'intégrité des circuits hydrauliques.

Avant le début de chaque essai sous pression de boue, 1’échantillon de roche est
soumis a la pression hydrostatique p, pendant une durée donnée pour équilibrer la
pression de pore initiale py avec la pression du fluide. Nous avons adopté une durée de
pressurisation de quinze minutes.

La pression de pore initiale n’était pas directement mesurée. Nous avons donc réa-
lisé des simulations numériques pour étudier la durée de pressurisation pour plusieurs
fluides : eau, huile et boue & base d’eau.

Les résultats des simulations numériques sont présentés dans ’annexe B.1. Nous
avons trouvé que le grés des Vosges se pressurise trés rapidement avec les différents
fluides. En revanche, nous avons trouvé que la pressurisation du calcaire d’Anstrude
est plus lente et qu’il n’est pas possible de pressuriser tout 1’échantillon dans une
durée raisonnable. Toutefois, nous avons trouvé qu'une couche de quelques millimétres
atteint la pression désirée aprés quelques secondes. Nous pensons que la hauteur de
cette couche reste constante grace a l'injection du fluide d’une maniére permanente a
travers les buses de ’outil pendant le forage.

2.3.2.3 Caractéristiques des roches testées

Trois roches de différentes caractéristiques hydromécaniques ont été utilisées dans
les essais de forage : un calcaire de Buxy peu perméable, un calcaire d’Anstrude moyen-
nement perméable et un grés des Vosges trés perméable. Les propriétés physiques de
ces roches sont résumeées dans le tableau 2.1.

Propriété Gres des Vosges Calcaire d’Anstrude Calcaire de Buxy
Densité 2.14 2.15 2.16

Porosité ¢ [%] 20 17 2

Perméabilité k [m?] 510713 910716 -

Young Ey |GPa] 10.9 10 40

Résistance R. [MPa] 36 30 100

Frottement ¢ [°] 35 38 35

TABLEAU 2.1 — Caractéristiques des roches testées

Le grés des Vosges et le calcaire d’Anstrude ont des résistances a la compression et
des porosités proches. Cependant, le grés des Vosges est beaucoup plus perméable que
le calcaire d’Anstrude. Cette différence est due au fait que les deux roches n’ont pas
la méme taille et géométrie des pores. Des mesures au porosimétre a base de mercure
nous ont montré que la taille moyenne des pores du grés des Vosges est de 10 um alors
que celle du calcaire d’Anstrude est de 1 um. Le calcaire de Buxy est une roche trés
peu perméable de seulement 2% de porosité.
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2.3.2.4 Conditions opératoires

Huit essais ont été effectués sous différentes conditions opératoires en faisant varier
la vitesse de rotation RPM et le poids sur 'outil WOB, a pression atmosphérique et
sous pression de fluide de 20 MPa. La boue de forage a base d’eau a été utilisée dans
la plupart des essais. Le tableau 2.2 donne le programme des essais réalisés.

Nom py [MPa] WOB [kN] Boue
grés des Vosges

T1 Pum 9 WBM

T2 20 9 WBM

T3 20 6 W

calcaire d’Anstrude

T4 Pim 11 WBM

T5 20 15 WBM

T6 20 26 WBM
calcaire de Buxy

T7 20 33 WBM

T8 20 53 WBM

TABLEAU 2.2 — Programme des essais réalisés & ’échelle de I'outil

2.3.3 Reésultats expérimentaux

Nous examinons 'effet de la vitesse de rotation sur les performances du forage.
Cette étude est focalisée sur deux grandeurs particuliérement importantes : la vitesse
d’avance ROP (m/h) et la profondeur de passe (mm/tr) en fonction de la vitesse de
rotation de I’outil.

2.3.3.1 Effet de la vitesse sur la vitesse d’avancement

La figure 2.9 présente les variations de la vitesse d’avancement de ’'outil avec sa
vitesse de rotation pour ’ensemble des essais. Cette grandeur est calculée en dérivant
numériquement ’avancement de ’outil par rapport au temps. La vitesse d’avancement,
est une fonction croissante du poids a I'outil.

On observe également que la vitesse d’avancement dépend de la nature de la roche.
Dans le grés des Vosges, la vitesse d’avancement est trés élevée sous pression atmosphé-
rique comparée a celle sous pression de fluide de 20 MPa lorsque le poids sur I'outil est
de 9 kN. Cette observation est cohérente avec les résultats dans le calcaire d’Anstrude
ou la vitesse d’avancement a pression atmosphérique & WOB = 11 kN est beaucoup
plus élevée que celle sous pression de 20 MPa méme avec des WOB de 15 et de 26 kN.
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FIGURE 2.9 — Vitesse d’avancement de I’outil (ROP) fonction de sa vitesse de rotation (RPM)

2.3.3.2 Effet de la vitesse sur la profondeur de passe

Afin d’analyser l'effet de la vitesse de rotation sur le processus de forage, nous
présentons sur la figure 2.10 I’évolution de la profondeur de passe de l'outil avec sa
vitesse de rotation pour ’ensemble des essais. La profondeur de passe h correspond a
I’enfoncement des taillants dans la roche par tour de 'outil. Il est calculé par le ratio
de la vitesse d’avance (ROP) avec la vitesse de rotation (RPM) :

B 103 ROP
60 RPM
Globalement, on observe que la profondeur de passe dans les deux calcaires diminue

avec la vitesse de rotation. Dans le grés des Vosges, cette tendance n’est pas aussi
marquée.

(ROP en m/h et RPM en tr/min) (2.2)
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FIGURE 2.10 — Profondeur de passe (h) fonction de la vitesse de rotation (RPM)

2.3.4 Discussion

Rappelons que les essais de forage ont été réalisés a poids constant sur 'outil au
cours d’'un méme essai. Lorsque la pénétration par tour de I'outil diminue avec 'aug-
mentation de la vitesse de rotation, cela traduit que les taillants pénétrent moins la
roche & hautes vitesses de rotation qu’a faibles vitesses. Ceci ne peut s’expliquer que
par le fait que la roche oppose une résistance a la pénétration du taillant d’autant plus
forte que la vitesse de coupe est grande. Cela veut dire que si 'essai était réalisé de
sorte a ce que la profondeur de passe reste constante, nous aurions mesuré un effort
normal fonction croissante de la vitesse de rotation.

La lourdeur de ces essais ainsi que le peu de disponibilité des équipements pour
nos travaux ne nous ont pas permis de multiplier les essais afin de confirmer de telles
affirmations. C’est pour cette raison que nous avons décidé d’analyser le processus de
forage a 1’échelle du taillant élémentaire en mettant en place un équipement expéri-
mental dédié.
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2.4 Etude expérimentale de leffet de la vitesse de
coupe a I’échelle élémentaire d’un taillant

2.4.1 Introduction

Les essais de forage montrent que la vitesse de rotation peut avoir un impact sur
les performances du forage selon les caractéristiques hydrodynamiques de la formation
forée. Pour mieux comprendre ce phénoméne, nous avons réalisé une campagne expéri-
mentale dans les trois roches précédemment testées en utilisant la cellule de forabilité
du Centre de Géosciences. L’objectif de ce travail expérimental est de fournir un sup-
port expérimental pour I’analyse des effets de la vitesse et de la pression de fluide dans
des conditions réalistes de fond de puits [3].

Les essais de coupe sont réalisés avec de vrais taillants cylindriques de type PDC,
a vitesse de coupe et a profondeur de passe imposées. Une premiére série de tests est
effectuée sous pression atmosphérique sans présence de fluide pour étudier le role de la
vitesse de coupe a sec et comparer les résultats a ceux rencontrés dans la littérature
concernant la coupe des roches [4, 42|. Une deuxiéme série d’essais est réalisée sur des
échantillons saturés sous pression de fluide. Ces expériences seront utiles pour étudier
la validité du modeéle élémentaire de coupe proposé dans le chapitre 4.

2.4.2 Dispositif expérimental
2.4.2.1 Cellule de forabilité

La cellule de forabilité est installée sur le site de forage du Centre de Géosciences
a Pau en France. Elle permet d’effectuer des essais de coupe sous des conditions ci-
nématiques (profondeur de passe et vitesse de rotation) et des conditions de pression
(pression de boue et pression de confinement) imposées. L’avantage de ce dispositif
expérimental est la possibilité d’atteindre des vitesses et des pressions représentatives
d’un forage réel.

La figure 2.11 illustre le schéma de principe de cet instrument. L’échantillon de
roche mesure 16 cm de diamétre. Il est initialement fixé & l'intérieur du dispositif. Le
taillant, fixé sur I’arbre d’un moteur électrique, est mis en mouvement hélicoidal & pas
constant h (la roche est posée sur un systéme d’équilibrage qui garantit la constance
de h). La vitesse de rotation et le déplacement axial de I’arbre sont controlés automa-
tiquement.

Des pompes électriques permettent d’appliquer une pression de fluide pouvant aller
jusqu’a 100 MPa. La vitesse de rotation varie de 6 & 300 tr/min. Le rayon de coupe
est de 4.5 cm. Le tableau 2.3 résume les caractéristiques de la cellule de forabilité ainsi
que les limites des capteurs d’efforts.
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FIGURE 2.11 — Configuration de la cellule de forabilité

Vitesse de rotation 6 — 300 tr/min
Pression de fluide 1 —100 MPa
Effort normal 0 — 50 kN

Effort tangentiel /radial 0 —20 kN

TABLEAU 2.3 — Caractéristiques de la cellule de forabilité
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2.4.2.2 Procédure expérimentale

Les essais de coupe ont été effectués dans les mémes roches que celles qui ont été
testées sur le banc de forage et dont les caractéristiques sont décrites dans le para-
graphe 2.3.2.3. Nous avons tout d’abord effectué des essais de coupe élémentaires a sec
afin de nous positionner par rapport aux travaux de [4, 42]. Dans une seconde partie,
nous avons reproduit les mémes essais sous pression de fluide sans poser de jaquette
sur I’échantillon de roche.

Nous avons effectué les essais avec un fluide différent de ceux utilisés sur le banc de
forage. En effet, 'utilisation des boues a base d’eau risque d’endommager la machine
et peut générer des réactions chimiques avec les roches. Nous avons donc utilisé une
huile minérale de faible réactivité chimique. La viscosité dynamique de I’huile dépend
de la température et sa compressibilité C'y dépend de la pression. Les propriétés hy-
drodynamiques sont illustrées dans le tableau 2.4.

Caractéristique Huile Eau
Masse volumique [kg.m 3] 817 1000
Viscosité Dynamique [MPa.s| 21077 107
Compressibilité [MPa ™! 6.25 1074 51074

TABLEAU 2.4 — Paramétres hyrodynamiques de ’huile de forage et de I'eau & température
ambiante et & pression atmosphérique

Les essais élémentaires de coupe ont été réalisés avec une pression de boue égale
a la pression de pore initiale. Pour régler la pression de pore initiale, nous avons tout
d’abord saturé les échantillons et nous les avons pressurisés par la suite dans la cellule
de forabilité.

Les échantillons de roches sont tout d’abord séchés dans un four électrique a une
température de 105° jusqu’a poids constant avant d’étre déposés a l'intérieur de la cel-
lule de forabilité. Nous avons suivi I’évolution de la saturation de quelques échantillons
dans I’huile en fonction du temps en pesant ’échantillon avec une balance de précision
+100 mg (la masse de I’échantillon avant et aprés saturation est de 'ordre de 1200 g
et de 1350 g, respectivement). Nous avons alors montré que la saturation sous pres-
sion atmosphérique n’est pas efficace. En effet, 15 jours n’étaient pas suffisants pour
stabiliser la masse de l'huile absorbée dans le grés des Vosges qui est pourtant une
roche poreuse et trés perméable (voir figure 2.12(a)). Nous avons trouvé que le degré
de saturation présente une augmentation rapide dans les premiéres heures & pression
atmosphérique. Ceci correspond au remplissage de la macro-porosité de la roche. La
courbe de saturation & pression atmosphérique ne cesse de croitre, ce qui signifie que
les vides ne sont pas totalement remplis par I’huile, méme aprés deux semaines.

Nous avons donc saturé les échantillons sous pression de fluide de 20 MPa. La figure
2.12(b) montre I'état de saturation de quelques échantillons de grés des Vosges sous
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pression avant de procéder a la réalisation de ’essai de coupe. Le degré de saturation
se stabilise autour de ~ 22.5% aprés 5 minutes seulement et dépasse la porosité initiale
de la roche qui est de 20%. Cette augmentation peut étre due & une ouverture de la
micro-porosité de la roche sous pression ou & une mauvaise estimation de la porosité.
En effet, les échantillons ne présentent pas de fissures macroscopiques aprés saturation
sous pression. Nous avons observé le méme résultat pour le calcaire d’Anstrude (poro-
site = 17%). Le calcaire de Buxy est trés faiblement perméable.
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FIGURE 2.12 — Evolution du degré de saturation en fonction du temps dans le grés des Vosges

Un taillant en PDC de diamétre 13 mm et d’angle de coupe 6 = 15° a été utilisé
pour réaliser les essais élémentaires. Le rayon de coupe est de 4.5 cm. Le taillant pré-
sente un chanfrein faisant un angle 6., = 45° avec ’horizontale. Il est caractérisé par sa
largeur [, = 0.31 mm (figure 2.13). La forme cylindrique, ’angle de coupe et le chan-
frein choisis correspondent a ceux utilisés dans la pratique. Dans les essais humides, une
pression hydrostatique de fluide p, est appliquée sur I’échantillon de roche sans jaquette.

Chanfrein

/ cy
S éﬂ,c,h

i Lx' Po

FIGURE 2.13 — Géométrie de coupe

Nous ne disposons pas de mesure directe de la pression de pore initiale dans les
échantillons. Une analyse aux éléments finis a été effectuée afin de vérifier la durée de
pressurisation des roches avant le début des essais de coupe. Nous rappelons que la
durée de pressurisation correspond au temps nécessaire pour que la pression de pore
soit homogéne dans la roche.

Les simulations numériques a 1’aide du logiciel HYDREF ont montré que la pres-
surisation dans le grés des Vosges nécessite moins de 0.01 s et celle dans le calcaire
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d’Anstrude 0.4 s. Dans le cadre de nos essais, les échantillons ont été saturés et soumis
a une pression durant 15 min.

2.4.2.3 Acquisition des données

Un ensemble de capteurs a été utilisé pour controler le fonctionnement du systéme
et mesurer les grandeurs suivantes :

e Des jauges de déformations pour mesurer les efforts sur le PDC au cours de la
coupe : l'effort normal F,, 'effort tangentiel F, et I'effort radial F,

e Un capteur LVDT (Linear Variable Differential Transformer) pour mesurer le
déplacement axial de 1’arbre

e Un tachymétre pour mesurer la vitesse de rotation RPM

e Des capteurs de pression relative et absolue pour mesurer la pression d’huile
imposée p,

la profondeur de passe, la vitesse de rotation et la pression de fluide sont asservis a
I’aide du programme LabView.

2.4.2.4 Traitement des données

Les signaux sont échantillonnés & une fréquence f; qui varie de 5 kHz & 15 kHz
selon la vitesse de coupe pour avoir une résolution et une taille de fichiers acceptable
pour le traitement et ce sans perte d’information. La distance d’échantillonnage est de
9 pm pour une vitesse de rotation de 10 tr/min, ce qui correspond & une vitesse linéaire
de 4.7 ¢cm/s. Pour la vitesse maximale atteinte de 240 tr/min (1.13 m/s), la distance
d’échantillonnage est de 70 um. Cette distance est acceptable puisqu’elle est trés petite
par rapport a la profondeur de passe qui est de 'ordre de 1 mm/tr.

Bien qu’imposés, les déplacements et les pressions enregistrés sont accompagnés de
fluctuations a haute et a basse fréquences. Ce phénoméne est habituel dans les essais de
coupe [29, 44]. Ces fluctuations peuvent étre dues au bruit électronique des instruments
de mesure et/ou aux phénoménes de vibration.

Il est généralement admis que la bande passante du processus de coupe est située
entre 0 et 10 Hz quand la profondeur de passe est supérieure a la taille des grains [49].
Des phénoménes a hautes fréquences sont possibles pour des petites profondeurs de
passe [49]. Afin d’éliminer le bruit du signal brut, [49] utilise un filtre passe-bas avec
une fréquence de coupure de 10 Hz pour des essais réalisés a faible vitesse de rotation
(< 10 tr/min). Une autre technique de filtrage a été utilisée dans le présent travail.
La figure 2.14 présente le spectre de 'effort normal d’un signal & vide et d’un signal
pendant un essai de coupe dans le grés des Vosges & h = 1 mm/tr, RPM = 120 tr/min,
et p, = 20 MPa. On constate que le signal a vide présente un pic & 0 Hz et des pics a
50, 150, 250 ... Hz. Ces composantes correspondent a la fréquence principale et aux
harmoniques du courant électrique. L’étude du spectre de ’essai de coupe montre que
la bande passante principale est située entre 0 et 10 Hz ce qui confirme les résultats de
[49]. Ce signal a les mémes pics que le bruit. Le méme phénoméne a été observé pour
le reste des essais. Nous postulons que ces pics réguliers sont diis au bruit du capteur
et non aux phénomeénes de vibrations.
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Nous avons utilisé une procédure de filtrage pour minimiser le bruit. [.’idée consiste
a utiliser une série de filtres « coupe-bande » pour supprimer les composantes de
50,150,250... Hz avec une fenétre de 5 Hz. La figure 2.15 montre un exemple de
ce traitement (grés des Vosges, h = 1 mm/tr, RPM = 120 tr/min, py = 20 MPa).
Cette méthode de filtrage permet d’éliminer le bruit et de fournir un signal moyen des
grandeurs traitées. On constate que la courbe filtrée est décalée en temps par rapport
au signal brut. Ce retard est di au filtrage mais affecte peu les résultats.
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FIGURE 2.14 — Spectre du 'effort normal
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FIGURE 2.15 — Exemple de filtrage : I'effort normal en fonction du temps dans le grés des
Vosges avec h = 1 mm/tr et RPM = 120 tr/min

2.4.3 Reésultats expérimentaux

Dans la suite, nous exposons les résultats de la campagne expérimentale menée dans
le calcaire de Buxy, le calcaire d’Anstrude et le grés des Vosges sous des conditions ci-
nématiques et des pressions de fluide imposées. Le tableau 2.5 résume la matrice des
essais. Pour chaque essai élémentaire de coupe, on s’intéresse a 1’évolution de 1'effort,
normal F, et de 'effort tangentiel F. en fonction de la position verticale du taillant
(enfoncement du taillant dans la roche). L’effort radial F, est nul dans tous les essais
car I’angle de coupe latéral du taillant est nul.

Nous avons répété 2 a 4 fois les essais afin d’estimer la reproductibilité des mesures

et leur dispersion. Celle-ci est relativement élevée (20 %) lorsque les efforts de coupe
sont inférieurs & 0.5 kN. L’incertitude de mesure est de 5 % lorsque les efforts sont
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plus élevés. L’erreur moyenne de tous les essais répétés est de 10 %. Ces résultats sont
conformes a ceux décrits dans la littérature relative aux essais de coupe des roches [53].

Roche o [MPa] h [mm/tr] RPM
) 0 (sec) 1.00 10, 60, 120
Calcaire de Buxy
20 0.75 10, 120
_ 0 (sec) 1.00 10, 60, 120
Calcaire d’Anstrude
20 0.75 10, 120
0 (sec) 1.00 10, 60, 120
Gres des Vosges 2 0.75, 1.00 10, 30, 60, 120, 180, 240
1.25, 1.50 10, 30, 60, 120, 180

TABLEAU 2.5 — Programme des essais élémentaires de coupe

2.4.3.1 Caractéristique générale de tous les résultats

La figure 2.16(a) illustre I’évolution de I'effort normal en fonction du temps. On note
que leffort augmente au cours de I’essai car la section de coupe (surface de contact entre
le PDC et la roche) augmente avec le temps lorsque le taillant de format cylindrique
s’enfonce dans la roche (voir figure 2.16(b)). On retrouvera donc ce méme phénoméne
pour tous les autres essais.
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FIGURE 2.16 — Evolution de I'effort normal et de la section de coupe (& partir du moment de
contact avec la roche) en fonction du temps dans le grés des Vosges & h = 1 mm/tr pour une
vitesse de 120 tr/min

2.4.3.2 Roche peu perméable : calcaire de Buxy

Les figures 2.17 et 2.18 montrent un exemple d’essai de coupe effectué dans le cal-
caire de Buxy (R. = 100 MPa) & pression atmosphérique et sous pression de fluide
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de 20 MPa. Les essais a pression atmosphérique sont réalisés a sec sans lubrification a
h =1 mm/tr. Les tests & 20 MPa sont effectués & h = 0.75 mm/tr seulement, & cause
du niveau treés élevé des efforts sous haute pression de fluide. Ces résultats portent sur
deux tours seulement. En effet, I'essai est programmé pour étre interrompu lorsque la
valeur de la force dépasse les 7 kN afin de préserver la tenue du dispositif expérimental.
La figure 2.18 montre que les efforts diminuent aprés deux tour ce qui signifie que le
taillant a quitté la roche aprés deux tours seulement.

Les résultats montrent que les efforts de coupe augmentent avec la vitesse de coupe
a pression atmosphérique et a sec. Par exemple, I'effort normal F, augmente de 40 %
quand la vitesse passe de 10 & 60 tr/min. La composante tangentielle F, augmente
de 10 % seulement. Les niveaux de F, et F. sont proches. L’effet de la vitesse dans
le calcaire de Buxy diminue sous pression de fluide. F,, augmente de 15 % quand la
vitesse passe de 10 & 120 tr/min. Le rapport F,,/F. = 0.95 semble étre constant dans
les essais sous pression. Les copeaux observés apres 1’essai sous pression atmosphérique
et sous pression de fluide de 20 MPa sont des rubans continus de roche.

Numéro du tour Numéro du tour

0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
3 T T 2.5 T T
120RPM —— 120RPM ———
55 | 060 RPM ——— N 060 RPM — M
~ [ 010 RPM w 2 010 RPM R
- {
: M Lo A
<) ta < ) /
LLC 1 | ;‘4 LL:) i
0.5
0.5 i N
o 1 0

0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
Position verticale du taillant (mm) Position verticale du taillant (mm)

(a) Effort normal (b) Effort tangentiel

FIGURE 2.17 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le calcaire de Buxy, Pum, h = 1 mm/tr

Numéro du tour Numéro du tour

0 1 2 0 1 2
55 T 6 T
010 RPM —— 0l10RPM ——
5 T 120 RPM 120 RPM
45 5 i

F, (kN)
5w tos
=
}
=z
i
E, (kN)
w IS

M

0 1 2 0 1 2
Position verticale du taillant (mm) Position verticale du taillant (mm)

(a) Effort normal (b) Effort tangentiel

FIGURE 2.18 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le calcaire de Buxy, pp = 20 MPa, h = 0.75 mm/tr
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2.4.3.3 Roche moyennement perméable : calcaire d’Anstrude

Les figures 2.19 et 2.20 illustrent les évolutions des efforts au cours des essais dans
le calcaire d’Anstrude (R, = 30 MPa) & pression atmosphérique et sous pression de 20
MPa. La vitesse de rotation semble jouer un role sur ’effort normal F,, dans le calcaire
d’Anstrude & pression atmosphérique. La vitesse de rotation n’a pas d’effet sur I’effort
tangentiel F, . Les tests a 20 MPa sont effectués a h = 0.75 mm/tr seulement, a cause
du niveau trés élevé des efforts sous haute pression de fluide. L’effet de la vitesse dans le
calcaire d’Anstrude sous pression est cette fois-ci bien prononcé. F,, et F. augmentent
en effet de 30 % quand la vitesse passe de 10 & 120 tr/min.

Pendant les essais de coupe a pression atmosphérique, on observe des copeaux sous
forme de poudre contrairement aux essais sous pression de fluide de 20 MPa ou on
observe des rubans continus pour les différentes vitesses.

Numéro du tour Numéro du tour
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
0.8 T T T 0.8 T T
120RPM ——— | | 120RPM ———
07 7 060 RPM —— 07 060 RPM ——
0.6 |- 010 RPM 'lu Mm "

| ([ 010 RPM |
Ll i ﬁ MM I
T T

\ MW "W

F, (kN)
(=3
(98]
=

F, (kN)
(=] (=) (=]
W E W

-0.1 1 -0.1 w
0.2 -0.2
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
Position verticale du taillant (mm) Position verticale du taillant (mm)
(a) Effort normal (b) Effort tangentiel

FIGURE 2.19 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le calcaire d’Anstrude, Py, h = 1 mm/tr

Numéro du tour Numéro du tour
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
7 T T 8 T T T
6 g 7
4 At IR TN
> | - N
zZ, A MY V | Z VI R
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SR S | o= v | y
2
1 W | /‘m/
0 o 7
-1 -1
0 1 2 3 4 5 0 1 2 3 4 5
Position verticale du taillant (mm) Position verticale du taillant (mm)
(a) Effort normal (b) Effort tangentiel

FIGURE 2.20 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le calcaire d’Anstrude, p, = 20 MPa, h = 0.75
mm/tr
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2.4.3.4 Roche trés perméable : grés des Vosges

Les figures 2.21 et 2.22 présentent quelques résultats des essais dans le grés des
Vosges (R. = 36 MPa) a pression atmosphérique et sous pression de fluide de 20 MPa
et & h = 1 mm/tr. Les efforts de coupe augmentent avec la vitesse de rotation a sec.
L’effort normal F,, et l'effort tangentiel F. augmentent en moyenne de 46 % et de 11
%, respectivement, quand la vitesse passe de 10 & 120 tr/min. L’effet de la vitesse de
rotation devient considérable sous pression de fluide de 20 MPa. Par exemple, F,, et F.
sont multipliés par 5 et 6, respectivement, quand la vitesse croit de 10 & 120 tr/min.
[effet de la vitesse semble s’estomper au-dela de 120 tr/min. Cette augmentation des
efforts en fonction de la vitesse de rotation a été observée dans d’autres essais pour
h = 0.75 mm/tr. Cependant, I'effet de la vitesse dans le grés des Vosges sous pression
de 20 MPa devient moins important quand la profondeur de passe augmente (cas de
h =1.25 et 1.5 mm/tr, voir annexe B.2).

Pendant les essais de coupe a pression atmosphérique, on observe des copeaux
sous forme de poudre. La rhéologie des copeaux sous pression de fluide dépend de la
profondeur de passe et de la vitesse de coupe. Les observations sous pression de 20 MPa
sont, différentes. Pour des profondeurs de passe et des vitesses faibles, on observe des
copeaux sous forme de poudre. En revanche, lorsque la vitesse de coupe et la profondeur
de passe augmentent, on observe plutot des rubans continus (figure 2.24).

Numéro du tour Numéro du tour
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6

T T 0.8 T T
120 RPM ——— ﬂ 120 RPM ———
05 L. 060 RPM ——— - i 0.7 1 060 RPM ———

N 010 RPM A /M | 06 L 010 RPM - ) ) k\f MAW
A T o
0.2 gt i M ZZ | AVMM{“‘ !,‘\ ;u! w
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0.6

F, (kN)
F, (kN)

0
0 l -0.1

-0.1 -0.2
0 1 2 3 4 5 6 0 1 2 3 4 5 6
Position verticale du taillant (mm) Position verticale du taillant (mm)
(a) Effort normal (b) Effort tangentiel

FIGURE 2.21 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le grés des Vosges, Py, h = 1 mm/tr
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FIGURE 2.22 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses de rotation dans le grés des Vosges, p, = 20 MPa, h = 1 mm/tr
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FIGURE 2.23 — Evolution de 'effort normal en fonction de 'effort tangentiel dans le grés des
Vosges, pp = 20 MPa, h = 1 mm/tr pour différentes vitesses de rotation
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FIGURE 2.24 — Genése de copeaux lors des essais dans le grés des Vosges, p, = 20 MPa, h = 1
mm/tr

46



2.4.4 Discussion

Les essais a sec montrent que les efforts de coupe sont de méme ordre de grandeur
dans le grés des Vosges et le calcaire d’Anstrude qui ont des caractéristiques méca-
niques proches, et sont plus élevés dans le calcaire de Buxy. La vitesse de coupe a un
effet trés significatif sur I'effort normal. L'effet de la vitesse se manifeste de maniére
analogue dans les trois roches.

Les essais réalisés sous pression de fluide de 20 MPa donnent des résultats trés
différents de ceux obtenus a sec. En effet, I'effet de la vitesse de rotation est peu signi-
ficatif dans le calcaire de Buxy peu perméable et le calcaire d’Anstrude moyennement
perméable. L’effet de la vitesse dans le calcaire de Buxy est moins prononcé que celui
observé a pression atmosphérique. Il se peut donc que 'huile joue un réle de lubrifica-
tion qui minimise I'effet de la vitesse de coupe. Le comportement du grés des Vosges
sous pression est trés dépendant de la vitesse de coupe et de la profondeur de passe.
F, et F. sont multipliés par 5 et 6 respectivement quand la vitesse augmente de 10 a
120 tr/min & h = 1 mm/tr. Cette observation dans le grés des Vosges de perméabilité
intrinséque £ = 5 107" m? confirme les essais de [29] conduits dans le grés de Berea
trés perméable (K = 5 107 m?), et a été notifiée par Grinsted en 1983 (cité par [40])
dans deux sables trés perméables (k = 4.1 1072 et 4.2 107! m?).

Le grés des Vosges qui a pourtant une dureté et une porosité proche du calcaire
d’Anstrude exhibe un comportement différent sous pression de fluide. Nous avons réalisé
plusieurs essais de coupe supplémentaires dans le greés des Vosges saturé mais sous
pression atmosphérique. Ces essais montrent que 'effet de la vitesse de coupe sur les
efforts est faible (annexe B.6). Cependant, sous pression de fluide de 20 MPa, effet de
la vitesse est 10 fois plus élévé que sous pression atmosphérique. Ce résultat montre
clairement que 'effet de la vitesse sur les efforts de coupe dépend de la perméabilité de
la roche. Nous avons également constaté que la vitesse de coupe n’a aucun effet sur le
rapport F, /F. dans le grés des Vosges sous pression de fluide de 20 MPa. Ce rapport
vaut en moyenne 0.8. Plusieurs essais a différentes profondeurs de passe ont confirmé
ce résultat.

2.5 Conclusion

Pour étudier le role de la vitesse de coupe, nous avons réalisé une campagne expé-
rimentale & I’échelle de I'outil et a 1’échelle du taillant dans trois roches de différentes
caractéristiques hydromécaniques. Cette premiére campagne expérimentale a apporté
des observations nouvelles sur 'influence de la vitesse de coupe sur le comportement,
du PDC lors d’essais dans des conditions de forage réalistes.

Les roches choisies représentent différentes formations géologiques rencontrées en
forage pétrolier. L’outil de forage et les taillants utilisés dans cette campagne corres-
pondent & des équipements industriels qui nous ont été fournis par la société Varel. Les
essais sont réalisés a pression atmosphérique et sous pression de fluide de 20 MPa. La
procédure de pressurisation retenue permet de garantir une saturation et une pressu-
risation homogéne du volume de roche dans lequel 1’essai de coupe est réalisé.

Les essais réalisés sur le banc de forage présentent des tendances assez variées. Ces
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essais laissent penser que la performance d’un forage dépend de la pression de boue
ainsi que de la vitesse de rotation de 'outil et de la roche forée. Cette hypothése a
été validée a partir des essais de coupe avec un taillant élémentaire qui ont montré
que Deffet de la vitesse du taillant sur les efforts de coupe dépend des caractéristiques
hydrodynamiques de la roche ainsi que de la pression de fluide.

Nous avons noté un couplage fort entre la vitesse de coupe, la pression du fluide
et la perméabilité de la roche. C’est en vue d’expliciter ce couplage que nous allons
développer un modeéle élémentaire de coupe basé sur la théorie de la poromécanique,
ceci apreés avoir discuté les principaux modeéles existants qui abordent ce sujet.
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Chapitre 3

Analyse bibliographique des modéles
d’interaction taillant-roche
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3.1 Introduction

LES essais de coupe présentés dans le chapitre précédent montrent que les efforts de
coupe dépendent de la vitesse de coupe a pression atmosphérique et que cet effet
est accentué dans les roches perméables en particulier en coupe sous pression de boue.

La dépendance des efforts a la vitesse de coupe peut étre attribuée a plusieurs
origines :

1. au comportement viscoplastique de la roche;
2. aux forces d’inertie;

3. aux forces de frottement ;

4

. aux écoulements du fluide interstitiel . ..

A notre connaissance, la premiére origine n’a jamais encore été étudiée. On ne ren-
contre pas non plus dans la littérature de la coupe des roches des études axées sur
I’effet des forces d’inertie. Nous pensons que ces effets sont négligeables dans la coupe
des roches dans laquelle les vitesses de coupe restent modérées. En revanche, les deux
derniéres origines ont fait 'objet de nombreux travaux de modélisation [6, 11, 28, 39,
40, 42|.

Nous présentons dans la suite une analyse bibliographique focalisée sur le role de
la vitesse de coupe et de la pression de boue sur le processus de forabilité des roches.
Cette partie est enrichie par des modéles de coupe issus du domaine du labourage
sous-marin. Mais tout d’abord, nous rappelons succinctement la théorie du couplage
hydromécanique des milieux poreux saturés dans le but de faciliter la compréhension
des modeéles hydromécaniques existants.

3.2 Théorie du couplage hydromécanique des milieux
poreux saturés

3.2.1 Les milieux poreux

3.2.1.1 Définition

La figure 3.1 montre une schématisation d’un milieu poreux qui est composé de deux
phases : un squelette et une phase poreuse qui peut étre occupée par un ou plusieurs
fluides. Le fluide peut étre piégé dans des pores occlus. Mais nous considérons que
les pores occlus font partie du squelette et la phase poreuse est I'ensemble des vides
connectés. La porosité ¢ est définie comme le ratio du volume des pores connectés par
le volume total. La perméabilité intrinséque k est la grandeur physique utilisée pour
caractériser la capacité du fluide a circuler dans ’espace poral. Cette grandeur qui
s’exprime en [m?| dépend de la géomeétrie des pores et de la porosité.

3.2.1.2 Spécificités des roches

Une roche est constituée de minéraux qui forment la phase solide. L’organisation
spatiale des minéraux délimite des vides qui peuvent étre saturés de plusieurs fluides
comme le gaz, ’eau et les hydrocarbures. La taille des minéraux, appelés aussi grains,
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+ ’,6

Milieu poreux Squelette Fluide

FI1GURE 3.1 — Description d’un matériau poreux saturé

peut varier de quelques micrométres a des centimétres. Les roches sont généralement
réparties en trois grandes familles [32] :

1. Les roches sédimentaires : elles se sont formées suite a la désagrégation des
roches existantes. Elles peuvent étre catégorisées en plusieurs classes selon leur
faciés sédimentaire et leur composition chimique. Nous citons par exemple ces
trois catégories trés fréquentes en forage pétrolier :

(a) Roches siliceuses : elles contiennent essentiellement des grains de quartz
comme les grés et les quartzites.

(b) Roches carbonatées : il s’agit typiquement des calcaires et des dolomies
qui contiennent des carbonates de calcium ou de magnésium.

¢) Roches argileuses : elles sont constituées de minéraux argileux qui s’orga-
g g g
nisent en couches paralléles, comme les argilites, entre lesquelles une grande
quantité de fluide peut se loger.

2. Les roches magmatiques : ces roches se forment suite au refroidissement d’un
magma provenant de la fusion d’autres roches.

3. Les roches métamorphiques : ce sont des roches sédimentaires cristallisées en
une nouvelle roche sous 'action de la température et de la pression comme les
marbres.

3.2.2 Principe du couplage hydromécanique

Le comportement d’'un milieu poreux saturé par un seul fluide peut étre traité
par les modéles hydromécaniques (HM) a I’échelle macroscopique en transformations
isothermes [9, 24]. Dans ce type de modélisation, on admet I’existence d’un volume
élémentaire représentatif qui permet de caractériser le milieu continu par ses propriétés
macroscopiques. L’état du milieu poreux est caractérisé par :

e Partie mécanique :

: tenseur des contraintes totales de Cauchy ;

IS

g : tenseur des déformations;
e Partie hydraulique :
p : pression de pore;

q : vitesse de filtration des particules fluides.
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La résolution du probléme hydromécanique pour (o, ¢, p,q) peut étre entiérement ou
partiellement couplée. On parle de couplage faible lorsque la pression de pore agit sur le
squelette en étant indépendante de I’histoire des contraintes et des déformations. Dans
un couplage fort, les contraintes totales dépendent de la pression de pore qui elle-méme
dépend de I'historique des contraintes et des déformations.

Pour chaque physique, deux lois indépendantes doivent étre respectées simultané-
ment pour les quatre inconnues du probléme : deux inconnues : (g,&) pour la partie
mécanique et (p,§) pour la partie hydraulique. L’évolution mécanique du systéme est
régie par un systéme d’équations qui utilisent ces deux lois de comportement ainsi que
les lois de conservation de la masse et de la quantité de mouvement. La loi d’équilibre
concerne les contraintes totales . La loi de comportement fait intervenir les contraintes
effectives & qui controlent les déformations du squelette. Dans la suite, nous présen-
tons les équations des modéles HM dans un cadre théorique simplifié en rappelant les
hypothéses et les principes de base.

3.2.2.1 Notion de contrainte effective en poroélasticité

La notion de contrainte effective a été introduite pour la premiére fois par Ter-
zaghi afin d’étudier la consolidation des sols avec I’hypothése de constituants solides
incompressibles [9]. Ce modéle postule que la contrainte totale, qui vérifie I’équation
d’équilibre du systéme (solide, fluide), est la somme de deux termes : (1) une contrainte
effective & qui controle les effets mécaniques s’exergant sur le squelette et (2) la pression
de pore p. Lorsque les compressions sont comptées négativement, cette relation s’écrit

(3.1)

IS
ISE
[l—=

- P
Cette théorie a été généralisée par Biot en 1941 pour prendre en compte les milieux po-
reux élastiques saturés par un seul fluide dont les constituants solides sont déformables
[9]. Au dela des paramétres élastiques classiques (FEjy, 1), deux nouveaux coefficients
de couplage sont introduits : le coefficient et le module de Biot b et M. Le coefficient
de Biot b € [0, 1] permet de calculer la contrainte totale en fonction de la contrainte
effective et de la pression interstitielle :

g=0—bpl (3:2)

L’équation de Terzaghi est un cas particulier du modéle de Biot lorsque b = 1. En
poroélasticité, b peut étre exprimé en fonction du module d’incompressibilité de la
phase solide K et du module d’incompressibilité drainé K| :
Ky
b=1-— . (3.3)

K, est a déterminer expérimentalement par un essai de compression avec un char-
gement isotrope. K peut étre mesurée lors d’un essai de compression isotrope drainé
(p=0):

Ey
3(1 —2wp)
Le module de Biot M caractérise la capacité du matériau perméable & emmagasiner
du fluide. Tl dépend de la compressibilité du fluide et de la porosité du milieu poreux :

1

17 =N+ Cro (3.5)
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Avec ¢q la porosité initiale, N = g—ﬁ la compressibilité des pores et C'y la compres-
sibilité du fluide. En général, on prend N = 0 pour les roches.

3.2.2.2 Notion de contrainte effective en poroélastoplasticité

Nous présentons ici I’extension des travaux de Biot a I'étude des matériaux poroé-
lastoplastiques qui sera utilisée dans la modélisation de la coupe des roches saturées
sous pression [9].

Le modéle poroélastoplastique ne prend pas en compte les vitesses des sollicitations
(les effets de viscosité n’interviennent pas) dans la formulation des contraintes et des
déformations. En revanche, le temps physique et les vitesses influencent 1’écoulement,
du fluide interstitiel au sein du milieu poreux.

Les variables internes qui caractérisent les transformations irréversibles sont les
déformations plastiques P et les déformations irréversibles des pores ¢P. [’état du
milieu poreux est caractérisé par :

e=e+e"0=00+ ¢+ (3.6)

Ou €° est le tenseur des déformations élastiques réversibles, ¢ est la porosité, ¢ est
la porosité initiale du milieu et ¢¢ est la variation réversible de ¢. La déformation
plastique volumique peut étre exprimée en fonction de la déformation volumique du
squelette € et la variation plastique ¢ de la porosité selon I'expression suivante [9] :

& = (1— go)el + ¢ (3.7)

La variation plastique ¢” peut étre exprimée en fonction des déformations totales
plastiques [9] :

¢ = PP (3.8)

Ou ¥ € [¢o, 1] peut étre interprété comme le coefficient de Biot plastique. Dans
la mécanique des roches et des sols, les déformations plastiques s’accompagnent sou-
vent d’un glissement irréversible entre les grains qui constituent la matrice [9]. Les
déformations irréversibles des grains sont négligeables (¢? = 0). Ainsi, les déformations
plastiques sont dues & une variation irréversible de la porosité. On a donc :

¢P =¢? (3.9)

Les coefficients de Biot b et de Skempton B, peuvent étre fonction de £ mais la
détermination expérimentale de ces fonctions est difficile. Alors, dans la pratique b et
B sont constants [36, 43].

3.2.3 Modéle mécanique
3.2.3.1 Loi d’équilibre mécanique

L’équilibre dynamique d'un corps peut étre décrit par la loi de Newton de conser-
vation de la quantité de mouvement. Cette loi postule que la résultante des forces
appliquées sur un corps est égale a sa masse multipliée par son accélération (forces
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d’inertie). La forme générale de cette loi, en chaque point & et & chaque instant ¢, en
mécanique des milieux continus est :

0%

dive + f — ps
Avec @(Z, t) le champ des déplacements, ps la masse volumique du milieu poreux saturé,
[ la résultante des forces volumiques, et o le tenseur des contraintes totales de Cauchy.
Lorsque les forces d’inertie et les forces volumiques sont négligeables, 1’équation 3.10
se réduit a ’équation d’équilibre statique :

dive =0 (3.11)

3.2.3.2 Loi de comportement

Dans la suite, toutes les équations sont écrites sous I’hypothése des petites défor-
mations (|lg|| <« 1). Pour étudier 1’évolution mécanique d’une structure a tout ins-
tant ¢, on fait appel a une loi de comportement F qui relie mathématiquement les
contraintes et 1’histoire des déformations €(7),«. Dans le cas général, cette relation
s'écrit : g(t) = F(T,g(7))r<¢- T étant la température.

Détermination de la loi de comportement

Pour un matériau réel, la loi de comportement F ne peut pas étre déterminée théori-
quement en faisant simplement appel aux principes de la thermodynamique [54]. Pour
contourner ce probléme, une loi approchée F* extrapole la vraie loi F & travers un
nombre fini de parameétres P. Il existe deux méthodes pour construire la fonction F7 :

e Approche phénoménologique : les paramétres P sont déterminés empiriquement
grace a des essais sur des volumes élémentaires représentatifs pour une gamme de
sollicitation restreinte. Le spécialiste doit s’assurer de la validité des observations
pour assurer le bon ajustement de P.

e Approche micro-macro : le spécialiste utilise la connaissance de la matiére a petite
échelle pour aboutir a une loi & I’échelle macroscopique dont les paramétres P
sont corrigés pour assurer sa cohérence avec les observations a 1’échelle du volume
élémentaire représentatif.

L’approche micro-macro pose des problémes dans le cas des roches a cause de leurs
complexités a I’échelle microscopique. Les mécaniciens des roches cherchent souvent a
caractériser le comportement d’un volume élémentaire représentatif en faisant abstrac-
tion de la microstructure de la roche [36].

Classes des lois de comportement

La structure peut subir différents types de déformations [36] :

1. L’élasticité : en élasticité linéaire, les déformations réversibles ¢ s’expriment en
fonction des contraintes totales selon la formule suivante :

(e —£") = b(p — po)L (3.12)

g —0g =

[ifiss

54



Avec g le tenseur d’élasticité d’ordre 4 et gne le tenseur des déformations non-

élastiques. L’état initial (état de référence) correspond a g =09, p=po £ =
ghe =¢P = 0. o

2. La plasticité : la structure peut subir des déformations permanentes instantanées
eP. La théorie de la plasticité permet de déterminer I’évolution des déformations
plastiques en fonction d’un critére de plasticité, d’une fonction d’écrouissage et
d’un potentiel plastique.

3. La visco-plasticité : le matériau peut avoir un comportement différé qui dépend
du temps et de la vitesse des déformations.

4. La dilatation thermique : la variation de la température T par rapport a la
température initiale Tj introduit des déformations thermiques gth au sein de la
structure.

5. Le gonflement : la structure peut subir des phénoménes de gonflement /retrait
a cause de facteurs non-mécaniques. Il s’agit par exemple du cas des sols argi-
leux qui peuvent gonfler sous ’action de 1’eau. On note par €7 les déformations
caractérisant le gonflement /retrait. -

Les déformations totales de la structure s’écrivent :

g — vp —|— th + gg (313)

1109

‘el +

1100
1109

Dans ce travail, on s’intéresse particuliérement au modéle élastoplastique qui est sou-
vent utilisé pour I'étude de la coupe des roches [52].

Surface de rupture et potentiel plastique

On note par X, ’ensemble des contraintes plastiquement admissibles pour un matériau
élastoplastique. Ce domaine est défini par une fonction scalaire f telles que [51] :

S ={(e.&) |f (2. p. &) <0} (3.14)

Ou & sont les variables d’écrouissage. Le domaine élastique du matériau est le
sous-espace int (X,) défini par :

int (3,) = {(z. p, &) |f (2.0, &) <0} (3.15)

La surface de rupture est la frontiére de X, :

0(%) = {(z.&) If (2. p.&) =0} (3.16)

Lorsque f ne dépend pas des variables d’écrouissage, on dit que le matériau est
élastoplastique parfait. Cette hypothése est généralement utilisée dans les modéles de
coupe des roches classiques [14, 52|.

Une fonction potentiel plastique g est utilisée afin de déterminer 1’évolution des dé-
formations plastiques. Lorsque le critére de rupture coincide avec le potentiel plastique
(f = g), le critére est dit associé et le matériau est dit standard. Dans le cas contraire
(f # g), le matériau est non-standard et le critére est dit non-associé. Le potentiel

plastique est la fonction qui controle les variations des déformations plastiques (voir
4.2.3.3).
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3.2.4 Modéle hydraulique
3.2.4.1 Loi de conservation de la masse

On suppose que le milieu poreux est saturé d’un seul fluide peu compressible de
type liquide (eau, huile, boue de forage ...). La loi de conservation de la masse postule
que la quantité de fluide échangée avec I'extérieur est égale a la variation de la quantité
de fluide & l'intérieur du milieu. Pour un fluide peu compressible, cette loi est donnée
par 1I’équation suivante :

1
be, + M]é +divg=0 (3.17)
Avec M = —— le module de Biot du milieu, ¢, la porosité initiale et C la compressi-

d0Cy
bilité du fluide.

3.2.4.2 Loi d’écoulement hydraulique

[’écoulement du fluide dans un milieu poreux est généralement représenté par la
loi de Darcy. Il s’agit d’une relation empirique qui relie la vitesse de filtration du fluide
¢ a la pression de pore p. Pour un milieu anisotrope, cette loi s’écrit :

.1) = =5V (pld.1) = pi?) (3.18)

Q

O k est le tenseur de perméabilité intrinséque, p est la viscosité dynamique du fluide
qui peut étre fonction de la pression p, et § est 1’accélération de la pesanteur. Tl est
généralement admis que k est une caractéristique intrinséque du milieu poreux qui dé-
pend uniquement de la géométrie et de la connectivité des pores [12].

La littérature de la poromécanique fournit plusieurs modéles qui expriment la per-
meéabilité en fonction des déformations et des contraintes [18]. Dans le cadre de I'hy-
pothése de petits déplacements, il est généralement admis que k est indépendante de
I'état de contraintes [12]. Lorsque les forces de pesanteur sont négligeables, équation
3.18 s’écrit pour un milieu poreux isotrope :

¢=—-——Vp (3.19)

Ou K est la conductivité hydraulique du milieu. Ce paramétre, qui a la dimension d’une
vitesse, caractérise la capacité du fluide a circuler dans le milieu poreux. Il dépend de
la perméabilité intrinséque k et de la nature du fluide saturant :

K="k (3.20)
1

3.2.4.3 Equation de diffusion

Forme Lagrangienne

[’équation de diffusion peut étre obtenue en remplacant ¢ par son expression 3.19
dans I’équation de conservation de la masse 3.17 :

1 1 .
bé, + —p — —div(KVp) = 0 3.21
P 0 (K'Vp) (3.21)
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Lorsque la conductivité hydraulique K est constante, ’équation de diffusion devient :

KV?p— p—]\jzﬁ = (pgb)e, (3.22)

Ou V2 = 82 + d7 + 07 désigne l'opérateur laplacien.

Le second membre de 1’équation 3.22 peut étre interprété comme un terme source
de I’équation de diffusion. Le couplage H < M se fait par l'intermédiaire de ce
terme source mais aussi a travers la conductivité hydraulique K, qui peut dépendre de
I'historique des contraintes et des déplacements (dans ce cas, on remplace K§2p par
div(K'Vp) dans 3.22).

Forme Eulérienne

Pour prendre en compte la vitesse de déplacement v du domaine matériel fluide )
par rapport a un observateur fixe, nous introduisons la notion de dérivée particulaire
d;. Pour un champ scalaire quelconque @ :

d® = &+ 7.VP (3.23)

La quantité AV représente le terme convectif dans I’équation de diffusion de la gran-
deur . Compte tenu de 3.23, ’équation de diffusion 3.22 devient :

KV?p — % (dtp — ﬁﬁp) = (pgb) (dtev — Uﬁ&?v> (3.24)

En régime stationnaire (d; = 0), I’équation de diffusion du fluide devient :

- =

KV + %U.Vp — —(pgb)7.Ve, (3.25)

Analyse adimensionelle

[’équation 3.25 peut étre écrite sous une forme normalisée en introduisant une lon-
gueur caractéristique du milieu A. On admet que le mouvement du fluide est uniforme
selon I'axe (Oz) de vitesse ¥ = ve,. L'équation de diffusion dans sa forme réduite
[P

s’écrit :

V2D 4 200,p = —(2AM)0, e, (3.26)

Ou \ = v — vh op ) — % est la diffusivité du milieu poreux. Le paramétre

IMK 2D
adimensionnel A\ peut étre interprété comme le rapport du temps caractéristique du

transfert par diffusion 75 = % par le temps caractéristique de transfert par convection
Te = % Il est donc analogue au nombre de Péclet utilisé dans la modélisation des pro-
blémes de transfert thermique [38].

3.2.4.4 Régimes de fonctionnement

Le milieu poreux peut avoir plusieurs modes d’interaction avec son environnent
extérieur. On parle de mode drainé lorsque le milieu est ouvert et peut faire des échanges
de masse fluide avec I’environnement extérieur. Dans le cas opposé (mode non-drainé),
le systéme est fermé et ne fait pas d’échange de matiére avec l'extérieur. Il existe
également un régime intermédiaire entre le mode drainé et le mode non-drainé.
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Régime drainé

Lorsque A ~ 0, le transfert de fluide se fait en mode drainé. C’est typiquement le
cas des roches et des sols trés permeéables et le cas ol le domaine d’étude €2 se déplace
avec une vitesse quasi-nulle. Dans ce cas, I’équation de diffusion se réduit a I’équation
de Laplace :

Vip =0 (3.27)
Régime pseudo-drainé

Il s’agit d'un régime transitoire intermédiaire entre le régime drainé et le régime non-
drainé.

Régime non-drainé

Le régime non-drainé peut avoir lieu lorsque la perméabilité est tres faible ou lorsque la
vitesse de coupe est trés élevée (A > 1). Afin de résoudre un probléme hydromécanique
en régime non-drainé, il existe deux approches classiques :

1. réaliser des essais non-drainés pour déterminer le comportement mécanique total
du matériau en supposant qu’il est composé d’une seule phase.

2. déterminer les propriétés non-drainées a partir des équations de la poromécanique
et des paramétres élastoplastiques mesurés pendant des essais drainés [36].

La deuxiéme approche permet d’avoir la réponse du matériau non-drainé sans avoir
besoin d’effectuer des essais de caractérisation non-drainés difficiles & mettre en ceuvre.
Le régime non-drainé est caractérisé par un débit nul : ﬁp = (. En utilisant I’équation
3.22 ou I'équation 3.25, on obtient :

dp = —bMde, (3.28)

La variation de la pression de pore est donc proportionnelle & la variation de la dé-
formation volumique ¢,. La pression interstitielle p est indépendante de la perméabilité
K et de la vitesse de coupe v.

Pendant ce régime, une cavitation peut se produire dans le matériau poreux, ce
qui donne lieu & une désaturation caractérisée par I’apparition d’une phase gazeuse du
liquide saturant. Nous renvoyons le lecteur vers les travaux de [43] pour trouver une
synthése bibliographique des modéles poromécaniques des milieux non-saturés.

3.2.5 Conclusion

Nous avons présenté dans cette section les principes du couplage hydromécanique
dans un milieu poreux saturé. L’équation normalisée de diffusion du fluide interstitiel
traduit l'existence de plusieurs régimes d’écoulement selon les propriétés hydrauliques
de la roche ainsi que la vitesse de coupe et la profondeur de passe. Dans la suite,
nous présentons les approches existantes de l'interaction taillant roche ainsi que les
modéles hydromécaniques couplés issus du domaine du labourage des fonds marins en
se focalisant sur le role de la vitesse sur le processus de coupe.
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3.3 Modélisation de l'effet de la vitesse de coupe a
pression atmosphérique

3.3.1 Principe général

Les modéles théoriques d’interaction taillant-roche permettent d’exprimer les efforts
de coupe nécessaires a la création d'un copeau de roche lors de I’attaque par un taillant
en PDC et ceci en fonction des paramétres suivants :

e la géométrie de coupe : le taillant, généralement cylindrique, est caractérisé par
son diamétre; il attaque la roche avec un angle de coupe 6 et peut présenter un
chanfrein afin de limiter I’écaillage du PDC.

e la surface d’usure : cette surface est appelée méplat d’usure dans la littérature
de la coupe des roches.

e la rhéologie de la roche : la plupart des modéles de coupe décrivent la roche
comme un matériau de comportement plastique parfait avec le critére de rupture
de type Mohr-Coulomb [10, 13, 21, 35, 52]; la roche est donc caractérisée par sa
résistance a la compression simple, R, et son angle de frottement interne .

e la pression de boue : la boue de forage exerce une pression p, sur la roche.

e la pression de pore : la roche est un milieu poreux caractérisé par un champ de
pression interstitielle p.

Dans la pratique, on simule au laboratoire le fonctionnement des taillants PDC
selon deux modes : on maintient constante, soit la force normale F,,, soit la profondeur
de passe h. Les modéles de coupe sont construits et validés sur la base d’essais ou la
profondeur de passe est imposée et 'effort normal est mesuré. Il est intéressant de noter
qu’en forage réel, les taillants pénétrent la roche sous 'effet d’un poids imposé a I'outil
de forage.

La figure 3.2 présente un schéma de principe des modéles élémentaires de coupe.
Leffort F exercé par le taillant sur la roche est décomposé en un effort tangentiel
F.= F.Z et un effort normal F, = —ﬁ.gj’ avec T le vecteur unitaire de la direction de la
vitesse de coupe U et ¥ le vecteur unitaire normal a .

Méplat d'usure

pression de pore p

FIGURE 3.2 — Schéma de principe des modéles élémentaires de coupe

— —C .
La force F peut étre également décomposée en un effort de coupe pure F nécessaire

f
a la création du copeau et un effort de frottement F. On a donc :
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F.=F+F!
F,=F; +F]

La plupart des modéles de coupe existants proposent une relation linéaire entre la
section de coupe S, et l'effort de coupe pur Fg :

(3.29)

FC = ¢S, (3.30)

C

La différence entre les modéles élémentaires de coupe réside dans la détermination
du coefficient de proportionnalité €. Nous citons ici quelques modeéles de coupe pour
illustrer les différentes approches utilisées pour la détermination de e qui s’appréte a
une résistance équivalente de la roche.

3.3.2 Modéle de DETOURNAY et DEFOURNY( 1992) [13]

Inspiré des travaux de Merchant (1945) dans le domaine de coupe des métaux,
le modeéle de [13] modélise les efforts de coupe encaissés par un taillant qui pénétre
la roche a une profondeur de passe donnée. Les auteurs admettent deux mécanismes
d’interaction entre le PDC et la roche. Le premier mode d’interaction est associé a la
création du copeau (coupe pure) tandis que le deuxiéme mode est lié aux forces de
frottement sous le méplat d’usure du taillant. Le calcul des efforts de coupe pure F{ et
FY est basé sur les hypothéses suivantes :

1. la roche obéit au critére de rupture de Mohr-Colomb avec une cohésion ¢ et un
angle de frottement interne ¢.

2. la face d’attaque taillant /roche est le siége d’un frottement de type Coulomb dont
I'angle de frottement est 6.

3. la pression de boue p, joue le role d’un chargement hydrostatique. Le modéle de
[52, 53| est le premier a incorporer l'effet de la pression de boue sur le processus
de forabilité et le valider expérimentalement.

4. la pression de pore p est uniforme dans la roche. Cette hypothése permet une
formulation analytique des efforts de coupe (voir annexe C.1 par exemple).

Le coefficient de proportionnalité € est déterminé via une approche basée sur la théorie
d’équilibre limite (un exemple de calcul est développé dans 'annexe C.1). Le paramétre
€ est considérée comme une propriété intrinséque de la roche. Par ailleurs, € est appelée
énergie spécifique de coupe intrinséque car elle a la dimension d’une énergie divisée
par un volume. Elle représente, selon les auteurs, I’énergie nécessaire pour couper un
volume unitaire de roche. Ceci étant, dans la réalité, la grandeur € intervient par un
raisonnement d’équilibre limite du copeau et donc en tant que rapport d’une force par
une section (voir équation 3.29). Son expression est donnée par :

2 cos g cos (0 + 0y)
€ =
1—sin(0+60f + )

(c+ (p, — p) tan @) (3.31)

Le terme (p, — p) peut étre assimilé a un confinement qui augmente avec la pression de
boue p, et diminue lorsque la pression interstitielle p augmente. Les efforts de coupe
pure sont donnés par la relation suivante :

F. = €S,

3.32
F{ = CeS. (3.32)
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Avec ¢ = tan (6 + ;).

Afin de modéliser le mécanisme de frottement sur le méplat d’usure, les auteurs
admettent un frottement de type Coulomb avec un coefficient de frottement p et une
cohésion nulle :

Ff = uF!f (3.33)

Pour simplifier 'analyse, les auteurs introduisent deux grandeurs génériques qui ont
la dimension d’une contrainte : 1’énergie spécifique E = % et la résistance au forage
c

S = g— Les deux grandeurs respectent la relation linéaire suivante :
c

Eo = (1 —pe (3:34)

Il est important de noter que 1’énergie spécifique de coupe € et I’énergie spécifique E
sont égales lorsque le taillant ne présente pas de méplat d’usure (p = 0). Afin d’étu-
dier la validité de leur modéle, les auteurs reprennent les essais de coupe élémentaires
réalisés par GLOWKA (cité par [13]) dans le Grés de Berea (R. = 49 MPa, ¢ = 38°) a
profondeur de passe imposée, & une vitesse constante de 5.6 cm/s et & pression atmo-
sphérique. GLOWKA utilise huit taillants cylindriques avec différents degrés d’usure et
un angle de coupe 0 = 20°. Le diamétre des PDC varie de 12.7 & 19.1 mm. La figure
3.3 présente, dans un diagramme (E,S), les valeurs expérimentales obtenues & partir de
212 essais. Les valeurs s’alignent toutes sur une ligne de pente = 0.82. Les angles de
frottement sur les deux surfaces d’interaction de la pastille avec la roche (face d’attaque
et méplat d’usure) sont ensuite déduits a partir des résultats expérimentaux. L’angle
de frottement entre le PDC et la roche a été évalué a 6y = 19°, tandis que I'angle de
frottement entre le méplat d’usure et la roche a 39°. Pour expliquer cette différence,
les auteurs proposent de considérer que le frottement sous le méplat se produit au sein
de la roche, ce qui permet d’assimiler 'angle de frottement méplat-roche au frottement
interne de la roche. Donc p est de 'ordre de tan(yp).

b

200 a

—omo®>

apo+0ox4d

J. K (shams)

—

0 100 200 300
S (MPa)

FIGURE 3.3 — Diagramme (E,S) expérimental [13]
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Discussion

Le modéle de [13] caractérise le frottement entre le PDC et la roche au niveau du
méplat d’usure et de la face d’attaque a partir du diagramme (E,S). Cette démarche
a été adoptée par plusieurs auteurs. Par exemple, ADACHI (1996) (cité par [35]) a
conduit des essais avec des pastilles PDC rectangulaires neuves et usées dans le grés
de Wildmoor (R. = 21 MPa, ¢ = 30°) en vue d’analyser la validité du diagramme (E,S).

[10] utilise le modeéle de [13] afin de déterminer les forces d’interaction entre un
taillant usé et une roche pendant des essais a force normale imposée. [’auteur retient
la méme formulation des efforts de coupe pure que celle proposée par [13]. Pour calculer
les efforts sur le méplat d’usure, [10] suppose l'existence d’une couche limite de roche
juste en dessous du méplat d’usure qualifiée de troisiéme corps. La contrainte normale
sur le méplat d’'usure o* a été approchée par une loi de frottement exponentielle, les
efforts sur le méplat d’usure ont été exprimés comme suit :

Fi = /LU;Sf
Fl=0.5; (3.35)
O'; = d1 (Rc — Rt) exp(—deL) + Rt

Ou d; et dy sont des coefficients d’ajustement et R. et R; sont les résistances a la
compression et a la traction de la roche. Cette formulation empirique a été confrontée a
des essais dans plusieurs roches qui mettent en évidence I'existence du troisiéme corps
et qui valident cette approche. La figure 3.4 en montre un exemple. Ces essais ont
été conduits & vitesse constante et a pression atmosphérique. Ce type de modélisation
[10, 13] n’inclut pas I'effet de la vitesse de coupe. La majeure partie de ces modéles
a été en fait validée sur des essais réalisés a faible vitesse de coupe (inférieure = 10
cm/s). Rappelons ici que nos essais mono-taillant effectués avec une vitesse de rotation
de 120 tr/min correspondent & une vitesse de coupe supérieure a 56 cm/s.

0 0,1 02 03 04 0,5 06

FIGURE 3.4 — Exemple de validation du modéle de [10] dans le grés des Vosges (R, = 45.7
MPa, ¢ = 34.1°)

3.3.3 Modéle de GERBAUD et al. (2006) [20]

La figure 3.5 présente une schématisation du modeéle de [20]. Ce modéle traite le cas
général d’un taillant présentant un méplat d’usure, soit pour simuler 'usure du PDC,
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soit pour simuler le frottement des trimmers de la garde active de I'outil de forage.
A Dinstar de [35], [20] suppose 'existence d’une zone broyée au contact du PDC qui
transmet les efforts du taillant au reste de la roche.

¥

X Chanfrein

F,

0/ ¥

F.
i i /one broyee  p,

f

Meéplat
d'usure

FIGURE 3.5 — Modele élémentaire de coupe de [20]

[20] calcule d’abord le coefficient de proportionnalité € en considérant I’équilibre
statique d’un copeau délimité par la droite y = 0, l'interface de la zone broyée/roche
et le plan de rupture faisant un angle o avec I'horizontale [53]. Pour des raisons de
simplification, l'interface zone broyée/copeau est considérée verticale (d’équation = =
0) dans ce modéle. Le coefficient € est appelé résistance équivalente de la roche. Son
expression est donnée par :

¢+ (py — p) (sinacos a + cos? o tan ) (3.36)
€= .
(1 — tan 6y tan @) (sina cos a — tan (6 + ¢) sin® )

L’expression de « est déterminée par minimisation de ’expression 3.36 :

_ T bty
a= 5 (3.37)

[20] suppose 'existence de quatre frottements différents :

1. contact zone broyée / fond de la saignée : inspiré des travaux de CAQUOT et
KERIZEL sur les matériaux granulaires (cité par [53]), auteur suppose que 'in-
terface entre la zone broyée et la saignée est le siége d’'un frottement de type
Coulomb dont le coefficient de frottement est tan ¢’ = %tan ©, oll ¢ est I'angle
de frottement interne de la roche et ¢’ représente I'angle de frottement zone
broyée / roche saine.

2. interface zone broyée/copeau : l'effort est transmis du PDC au futur copeau a
travers la zone broyée; I'angle de frottement entre les deux corps est 6.

3. interface taillant / face d’attaque et interface méplat d’usure /roche : a linstar
de [13] et [53], [20] suppose que les contraintes normales et tangentielles sur ces
surfaces sont liées par une loi de frottement solide de Coulomb avec un angle ;.
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4. contact chanfrein / zone broyée : la formulation des efforts sur le chanfrein est
reprise des travaux de [21]. Pour des profondeurs de passe supérieures a la hauteur
du chanfrein, ce dernier est le siége d’un frottement d’angle ¢, dans le cas opposé,
le chanfrein joue le role d’une face d’attaque avec un angle de coupe élevé 6.

Ceci permet, d’exprimer les efforts encaissés par le taillant de la maniére suivante :

F.=e((1+ kytanftang’)S, + Sy tang’ + Sy tandy) (3.38)
F, =e((tanby + kytan0)S. + Scp, + Sy)
Avec :
ky un paramétre d’ajustement qui dépend du diamétre du PDC
S.h, la section du chanfrein

Sy la section du méplat d’usure

Discussion

Le modéle de [20] est I'un des derniers modeéles de coupe élémentaires développés au
Centre de Géosciences de Mines ParisTech. Il permet de modéliser les taillants chan-
freinés en utilisant le concept de zone broyée. Les efforts de coupe sont calculés en
considérant I’équilibre limite du copeau a U'instar de [14].

Comme les modéles cités précédemment, ce modéle ne rend pas compte 'effet de
la vitesse de coupe.

3.3.4 Modéle de PELFRENE (2010) [42]

L’auteur propose un modéle semi-empirique d’interaction taillant-roche a partir
d’une campagne de mesure réalisée a pression atmosphérique sur 4 calcaires avec des
taillants rectangulaires neufs chanfreinés et non chanfreinés. Cette étude expérimentale
a mis en évidence une dépendance des efforts a la vitesse de coupe.

La figure 3.6 présente la schématisation du probléme de coupe de [42]. Le taillant
attaque la roche selon une vitesse v, une profondeur de passe h = h. et un angle de
coupe 6 (noté w,). A I'instar de [35], [42] admet I’existence d’une zone de roche broyée
entre le chanfrein et la roche. L’auteur cherche a relier les efforts encaissés par le PDC
a la vitesse de coupe et a la profondeur de passe pour une roche donnée. Les efforts de
coupe sont décomposés en deux parties :

— efforts de coupe pure de composantes (Fg, Fy)
— efforts exercés par la zone broyée sur le taillant (F?, FP)

Les efforts de coupe pure sont calculés en se basant sur les travaux de [21, 35, 53].
Afin de déterminer les efforts générés par la zone de roche broyée sur le taillant, I’auteur
suppose que le frottement entre la zone broyée et le fond de la saignée obéit a une loi de
frottement de type troisiéme corps qui dépend de la vitesse de coupe. Cette loi s’écrit :

b
F, = Ogran Sc

b
F, = Hgran0 gran Sc

Ogran = Ostat [1 + Agran 10g (]. + Y ):|

Vgran

(3.39)
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FIGURE 3.6 — Probléme de coupe de Pelfrene [42]

Avec og4t, Agran €t Ugran des parameétres d’ajustement a déterminer pour chaque
roche. S. est une constante qui a la dimension d’une surface et qui est calculée en fonc-
tion de la géométrie de coupe. figqn est le coefficient de frottement sur le contact entre
la zone broyée et le fond de la saignée et qui dépend de trois paramétres d’ajustement
(ut, 1™, k,) selon la relation suivante :

Hgran = <U+ — ) eXp(_kngmn) +u (3.40)

[42] propose une extension de ce modéle a la coupe sous pression de boue. L’auteur
postule que la roche est le siége d'un confinement dynamique. Cet effet est modélisé
par une relation linéaire entre o, et la vitesse de coupe v :

O stat (pb7 ’U) = Ostat (pb)(l + kpv) (341)

ou py est la pression de boue et k, est un parameétre d’ajustement.

Discussion

Le modele de [42] vise & incorporer le role de la vitesse de coupe dans la modélisa-
tion du processus de forabilité des roches par les taillants PDC. L’auteur, s’inspirant
des modéles établis précédemment au Centre de Géosciences [21, 35, 53|, fait la dis-
tinction entre les efforts de rupture, considérés comme indépendants de la vitesse de
coupe et un mécanisme de frottement sous la zone broyée qui lui dépend de la vitesse
de coupe. Les coefficients de la loi de frottement sont ajustés sur les mesures.

Ce modeéle est construit autour de 8 parameétres déterminés a partir de 28 essais
de coupe effectués a pression atmosphérique pour 4 types de roche. L’auteur étend
ensuite son modéle d’interaction PDC-roche au niveau d’un outil de forage et compare
les prédictions théoriques & des mesures sur le banc afin d’analyser le comportement
des outils de type PDC en fonction de leur conception sous différents paramétres de
forage tels que le poids sur 'outil et sa vitesse de rotation. L’auteur introduit ensuite
quelques corrections supplémentaires pour ajuster le modéle proposé. Les nombreux
tests réalisés ont montré 'influence importante de la vitesse de coupe, de la géométrie
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des taillants et de la conception de ’outil sur les performances de forage.

Ce travail propose le premier modéle d’interaction outil-roche qui permet d’ex-
pliquer le role du processus de forabilité dans 'occurrence du stick-slip de 'outil. Il
propose plusieurs pistes permettant d’optimiser la conception de I'outil de forage pour
minimiser le phénomeéne de stick-slip.

Cependant, un calage empirique est nécessaire pour généraliser le modéle a d’autres
types de roches tels que les argilites et les grés fréquemment rencontrées en forage
pétrolier. En plus, ce modéle laisse de coté le role de la pression de pore qui s’avére
trés important pour modéliser un forage dans des conditions réalistes |11, 28]. Nous
présentons dans la suite des exemples de modéles incorporant 'effet de la pression de
pore dans le domaine du labourage sous-marin et dans la coupe des roches sous pression
de fluide.

3.4 Modélisation de Peffet de la vitesse de coupe sous
pression de fluide en labourage sous-marin

L’effet de la vitesse de coupe est I'un des axes de recherche principaux dans le
domaine du labourage des fonds marins sous pression hydrostatique [33]. Nous avons
choisi de présenter deux modéles de ce domaine car les sols et les roches sont deux
milieux poreux dont le comportement peut étre approché a l'aide du concept de la
poromécanique.

Dans cette activité, les industriels cherchent & creuser une tranchée dans le fond
marin afin de poser des pipelines pour le transport des hydrocarbures. L'un des défis
majeurs de ce type de projet est 'estimation du temps de réalisation. Ce temps est
fonction des efforts de coupe nécessaires pour déplacer ’outil de labourage. Les obser-
vations sur chantier montrent que la vitesse de translation joue un roéle trés significatif
sur les efforts de coupe [33, 39, 40].

Des études en laboratoire et en conditions réelles ont montré que la vitesse peut
augmenter les efforts de coupe selon la perméabilité et la densité du sol [40]. Cet effet
est absent dans les essais conduits a sec. Nous verrons dans la suite deux exemples de
modéle théorique visant a expliquer 'effet de la vitesse de labourage.

3.4.1 Modéle de VAN Os et VAN LEUSSEN (1987) [39]

Ce modéle est le fruit des premiers travaux portant sur la problématique de I'effet
de la vitesse de coupe sur le comportement des sols saturés sous pression hydrostatique.
La figure 3.7 montre une schématisation bidimensionnelle du probléme de diffusion de
[39]. La lame attaque la roche avec un angle ¢, une profondeur de passe constante h et
une vitesse de translation v.
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Sol intact

FIGURE 3.7 — Modéle de diffusion de [39]

Le sol obéit au critére de rupture de Mohr-Coulomb avec une cohésion ¢ et un angle
de frottement interne ¢. Afin de modéliser les efforts de coupe, les auteurs proposent
de déterminer le champ de pression de pore a l'aide de simulations numériques par la
méthode des éléments finis. Les auteurs admettent que le fluide interstitiel est de faible
compressibilité. Ainsi, la pression de pore obéit a I’équation de consolidation suivante :

K 1 1
— (Op+8p) = =
g( >p+ 0p) ey

- <@¢—ﬁﬁ@ (3.42)

Avec :
K :la conductivité hydraulique du sol qui a la dimension d’une vitesse
pg : le poids volumique du fluide
¢p : la porosité initiale du sol

¢ : la porosité

¢ : la vitesse de variation de la porosité

Selon les auteurs, la porosité ¢ est constante par morceau dans les deux domaines
séparés par la ligne de coupe I' : (1) le sol intact a une porosité constante égale a la
porosité initiale ¢y et (2) le copeau est caractérisé par une augmentation de porosité
uniforme A¢ due au phénomeéne de dilatance. L’augmentation de porosité A¢ est calée
empiriquement sur des essais de labourage.

Afin de simplifier le probléme, [39] suppose que 1’écoulement se fait en régime sta-
tionnaire (0;¢ = 0). Le terme source de I’équation 3.42 est nul partout sauf sur la ligne
de coupe I" ot il est approximé par la relation suivante :

1 - 1 A
— .V >~ — v— 3.43
1 — ¢o 1—¢o A (3.43)
Ou A€ est I’épaisseur de la zone de glissement et v est la vitesse de coupe selon la
direction du mouvement du soc. L’équation d’écoulement simplifiée du modéle de [39]
s’écrit alors :

A¢ 1
Pp+ Pp = P9 — sur la zone de cisaillement
L T RV (3.44)

8§p+8§p: 0, si non

Les conditions aux limites retenues sont :

p = 0 sur le bord du domaine étudié (3.45)
O,p = 0 sur la face d’attaque '
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Le modeéle prédit la possibilité d’apparition du phénoméne de cavitation, et ceci
selon le paramétre adimensionnel \ = % pgAo. La cavitation correspond a une chute de
pression de pore qui peut s’accompagner de ’apparition d’une phase gazeuse de fluide
saturant. Cette analyse a été confrontée a des mesures en laboratoire qui montrent
I’existence de trois régimes de fonctionnement selon A :

(i) Régime sans cavité : A est trés faible; la chute de pression de pore est faible
(ii) Régime intermédiaire : les efforts de coupe dépendent de A

(iii) Régime de cavité : lorsque A est trés grand, la chute de la pression de pore est
maximale ; les efforts de coupe sont indépendants de la vitesse.

Discussion L’approche de [39] permet de prédire les efforts de labourage en fonction
de la vitesse, de la profondeur de passe et de la nature du sol traversé en connaissant
la carte de pression interstitielle. Le probléme hydromécanique est faiblement couplé.
Tout d’abord, la résolution de I’équation de diffusion est réalisée numériquement en
fonction des propriétés hydrodynamiques du matériau pour déterminer le champ de
pression interstitielle p en se donnant A& et A¢ a priori. Ensuite, p est utilisée pour
déduire les efforts de coupe. Cette modélisation montre clairement que la vitesse de
coupe agit sur les efforts de labourage a travers son effet sur la pression de pore.

Il est important de noter que le modéle de diffusion de [39] laisse de coté un terme
de transport qui est dit au mouvement du domaine matériel fluide (voir équation 3.25).
Ce terme a été réintégré dans le modéle de [40] qu’on présentera dans le paragraphe
suivant.

3.4.2 Modéle de PALMER (1999) [40]

Le modéle de [39] nécessite des moyens numériques afin de résoudre 1’équation de
diffusion. [40] propose une approche analytique simplifiée. L’auteur s’appuie sur le tra-
vail expérimental de GRINSTED (1985) (cité par [40]) pour valider son modéle. Ces
essais de labourage sont conduits en laboratoire a vitesse et & profondeur de passe
controlées dans des sols sous pression hydrostatique. La vitesse de labourage varie de
0.1 m/s & 2 m/s et la profondeur de coupe H varie de 100 & 400 mm. Les deux sols
testés ont une conductivité hydraulique de 4.1 107° m/s et de 4.2 10™* m/s. Ces ob-
servations montrent que les efforts de coupe augmentent avec la vitesse de coupe d’une
maniére significative lorsque le sol est sous pression hydrostatique. L’amplitude de ce
phénoméne dépend principalement de la perméabilité lorsque le sol est intialement sous
pression hydrostatique. En revanche, dans le cas ou le sol est sec, GRINSTED (1985)
n’observe aucune influence de la vitesse de coupe.

[40] étudie le cas d’un sol initialement en équilibre hydraulique avec une pression
uniforme py. L’outil de labourage, appelé soc, est de géométrie triangulaire. Dans ce
modeéle, le sol est considéré comme un milieu poreux de conductivité hydraulique uni-

forme K et d’indice des vides e = —2 ol ¢ est la porosité.

1-9¢
L’outil attaque le sol avec une vitesse v et une profondeur de passe constante h.
L’action de l'outil provoque la rupture du sol par cisaillement. Cette action s’accom-
pagne, selon 'auteur, d’une variation Ae de l'indice des vides au niveau du plan de
cisaillement. Ae est positive car le sol est dilatant sous 'action du< cisaillement. La loi
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de conservation de la masse permet d’introduire la condition suivante sur le débit nor-
mal ¢ sur le plan de cisaillement I' de normale 77 en fonction de la vitesse de labourage
v

K - Ae
— ——[Vplii=
q pﬂ pl.7 T e

v sur T (3.46)

Afin de déterminer le changement de la pression de pore p, 'auteur considére 1’équa-
tion de diffusion en régime stationnaire. Pour compléter I’énoncé du probléme, I’auteur
ajoute la condition aux limites p = 0 sur la surface libre d’équation y = 0 en prenant
comme référence la pression de pore initiale py. Le probléme d’écoulement tridimen-
sionnel du fluide interstitiel en régime stationnaire s’écrit :

1 —
0op+Opp + d2p = —5U.Vp

K - Ae
=——|[Vp].i = vsur I’ (3.47)
q /wﬂﬂ e
p=0poury=0

Avec D = pggf 3 le coefficient de diffusion du milieu poreux et C} la compressibilité
du fluide. 11 s’agit donc du probléme de points sources (zg, Yo, 20), situés sur le plan
de cisaillement I', qui se déplacent avec une vitesse ¥ = vZ dans un espace semi-infini
y < 0 [7]. La solution de ce probléme est déterminée grace aux travaux de 7] sur la
modélisation des problémes thermiques qui obéissent a la méme équation de diffusion-

convection. Cette solution s’écrit :

pg vAe
= Timklge PP
1 R— (x—
2} :/Eexp[—)\w]dfl (3.48)
1 (R — (x — )
Do :/ﬁexp[—)\ - |dA
Avec R? = (2 —20)> + (y —v0)? + (2 — 20)% et R? = (x — 20)? + (y + y0)? + (2 —
20)% et A = %. Lorsque A est petit devant 1, I'augmentation de l'effort de coupe
vh3 vAe

F¢ est proportionnelle a *Z-72¢. Quand le coefficient adimensionnel A est trés grand
par rapport a 1, la pression du liquide interstitiel décroit et peut s’accompagner dans
certains cas de ’apparition d’une phase gazeuse. Il s’agit du phénoméne de cavitation.
Pour ce régime de fonctionnement, ’effort de coupe F. exercé sur I'outil est donné a

partir de la relation suivante :

Fe = 5% (Pamb — Peav) tan @ cot 0 (3.49)

Avec p ’angle de frottement interne du sol, # ’angle de coupe, pum.p 1a contrainte totale
moyenne a 1’état de référence quand le sol est soumis & la méme action a sec et pey, la
pression de cavitation (négative).

La figure 3.8 montre une comparaison entre les mesures (les points) et la théorie
(ligne continue) dans un sable siliceux de conductivité hydraulique K = 4.1 10~°m/s et
un sable de plage de conductivité hydraulique K = 4.2 107* m/s. La vitesse de coupe
joue un role important sur la variation des efforts de coupe pour plusieurs gammes de
profondeurs de coupe et pour des vitesses allant de 0.1 m/s & 2.5 m/s. Les mesures
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montrent que 'effort F. exercé sur 'outil est proportionnel & v dans le cas du sable
siliceux trés perméable. Pour le sable de plage, on observe que F. exercé sur l'outil
devient indépendant de la vitesse v & partir d’un certain seuil. D’aprés [40], ceci est di
au phénomeéne de cavitation. L’auteur ne mentionne pas les valeurs de e pour chacun
des deux sols ainsi que les Ae qui ont permis de faire le calage. Cependant, il donne
un ordre de grandeur pour un autre sable étudié par [39] de conductivité hydraulique
K=11710"m/s : e = 0.515 et Ae = 0.274.

H = 400 mm

H = 400 mm

H =300 mm

23

H =300 mm

H = 200 mm

Horizontal pulling force: kN
Horizontal pulling force: kN

40 404 ]
=
L)
4 H=200mm
20 20 H =100 mm
// /e)/
L]
MMmm
o
0 10 20 30 o 10 20 30
Cutting speed: m/s Cutting speed: m/s
(a) Sable siliceux (b) Sable de plage

FiGUurE 3.8 — Efforts de coupe en fonction de la vitesse dans deux sols de perméabilités
différentes pour diverses profondeurs de passe h (noté H) (GRINSTED (1985), cité par [40])

Discussion

Le modéle de diffusion de PALMER fait intervenir 1’écoulement du fluide interstitiel
pour expliquer le role de la vitesse de coupe sur les efforts de labourage sous-marin
dans des sols saturés sous pression hydrostatique. Le calcul de la pression de pore se
fait en régime stationnaire en 3D pour rendre compte de la géométrie de coupe des socs.
Les efforts de coupe sont par la suite calculés en fonction de la pression de pore. L’au-
teur distingue trois régimes de fonctionnement en fonction du paramétre adimensionnel

A= 2k

2D

(i) Régime drainé : pour A < 1, le changement de la pression de pore est faible et
est proportionnel & .

(ii) Régime pseudo-drainé : la pression de pore chute a cause de l'augmentation de
la vitesse de coupe ou de la profondeur de coupe pour un sol donné. Cette chute
s’accompagne d’'une augmentation des contraintes effectives dans le sol en causant
une augmentation des efforts de coupe.

(iii) Régime non-drainé : ce régime est caractérisé par une baisse maximale de la
pression de pore qui peut s’accompagner de l'apparition d’'une nouvelle phase
gazeuse.

[40] s’appuie sur les observations en laboratoire de (Grinsted, 1985) pour valider son
approche analytique. Ce travail a été élaboré comme une suite du modéle numérique
de [39]. Le modéle de [40] permet un calcul direct des efforts de coupe en fonction de
la vitesse et de la profondeur de passe pour un milieu poreux donné.
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3.4.3 Synthése

La littérature sur la mécanique des sols fournit plusieurs supports expérimentaux et
théoriques pour comprendre 'effet de la vitesse sur les efforts de coupe. Les différents
modéles montrent que le champ de pression de pore dépend du paramétre A\ = % ou
D est la diffusivité du milieu. Ce paramétre varie entre 0 et 20 pour des conditions de
labourage typiques (v = 1m/s, H = 200 mm, K = 107% 4 1072 m/s). Nous verrons que
ce parameétre a la méme plage de valeurs dans le cas de la coupe des roches.

3.5 Modélisation de leffet de la vitesse de coupe des
roches sous pression de fluide

3.5.1 Modéle de KOLLE (1993) [28]

[28] propose une démarche différente de [39] et [40] pour modéliser effet de la
vitesse de coupe sur la forabilité des roches sous pression de boue. [’auteur considére
la coupe d’une roche de perméabilité intrinséque & et de porosité initiale ¢y. La roche
est initialement saturée d’'un fluide de viscosité p et de compressibilité Cy. Le taillant
attaque la roche avec une profondeur de passe h et une vitesse v. L’auteur admet que
la roche, dont le comportement est dilatant, est soumise & un confinement dynamique
P., qui est décomposé en deux parties : (1) une surpression AP, due a la compression
a cause des déformations élastiques (2) une dépression AP, due a la dilatance de la
roche & cause des déformations plastiques :

P, = — (AP, + AP,)

B,
AFe =5t (3.50)
AP, = &
" 9oCy

Avec B; le coefficient de Skempton, g le tenseur des contraintes totales de Cauchy
et €& la déformation volumique plastique en régime non-drainé. La pression de pore est
donnée par :

t
p = min(P,,, po)erf (t_d>
! (3.51)

erf(z) = % /OZ exp(—u?)du

o Th est le temps
caractéristique de la rupture et £ est la déformation plastique, et py est la pression
de pore initiale. Ce modéle a été confronté a des essais de coupe a ’aide de meules
travaillant & profondeur de passe et a vitesse de coupe constantes dans 5 roches de
différentes perméabilités [29]. Tous les essais de coupe sont conduits sous pression
hydrostatique dans 1’eau allant de 0 & 70 MPa a des vitesses allant de 0.2 & 8 m/s.
L’auteur observe un faible effet de vitesse dans les roches de faible perméabilité (k <
3 1071 m?). En revanche, l'effet est important dans le grés perméable de Berea (k =
51071 m?).

2
Ou ty = P1o0Cr ogt Te temps caractéristique de la diffusion, t; = e
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Discussion

KOLLE (1993) [28] propose une approche originale pour modéliser I'effet de la pres-
sion de pore et de la vitesse de coupe sur les efforts de forage. Le modéle prédit que
le confinement dynamique dans la roche augmente avec la vitesse de coupe, ce qui
augmente les efforts de coupe.

3.5.2 Modéle de DETOURNAY et ATKINSON (2000) [11]

Les auteurs proposent une formulation basée sur I'équilibre limite qui permet de
déterminer les efforts de coupe en fonction de la pression différentielle p, — p et de la
vitesse de coupe. Le champ de pression de pore est déterminé a partir d’un modeéle
analytique de diffusion. Les hypothéses principales de ce modéle sont similaires au for-
malisme de [40] sauf que I’approche ici est bidimensionnelle.

La figure 3.9 illustre le probléme de coupe-diffusion de [11]. Le PDC attaque la
roche avec un angle de coupe 6, une profondeur de passe constante h et une vitesse
U = vT.

FIGURE 3.9 — Modele de diffusion de [11]

Les efforts des coupe sont calculés en fonction de ’énergie spécifique de coupe selon
la démarche de [13] (voir 3.3.2) :

F. =€S.
F. =tan (0 + 0f) €S. (3.52)
2cospcos (0 +0y) '

= —p)t
1—sin(@+6;+ ) (¢4 (py — p) tan )

Avec :
S, : la surface de coupe
0 : 'angle de coupe
0 : I'angle de frottement PDC-roche
¢ : I’angle de frottement interne de la roche
¢ : la cohésion de la roche
Py : la pression de boue

p : la pression de pore moyenne sur le plan de rupture
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[’obtention de cette expression analytique était possible car les auteurs admettent
que la pression de pore dans la roche est constante et est égale a la pression de pore
moyenne sur la ligne de coupe (un exemple de calcul est développé dans 'annexe C.1).

Avant 'action du taillant, la roche est en équilibre hydraulique avec une pression
initiale py. La rupture de la roche par cisaillement sous ’action du PDC induit une
augmentation locale de la porosité au niveau de la ligne de rupture I' (probléme 2D) qui
fait un angle o avec I’horizontale. Le changement de porosité A¢ sur I' est positif car la
roche a un comportement dilatant. Ce changement perturbe I’équilibre hydraulique du
milieu poreux. Selon les auteurs, le changement de pression de pore p obéit a I’équation
de diffusion-convection normalisée en régime stationnaire (voir paragraphe 4.2.2.4) :

Pp+ 0ip = —2X\0,p (3.53)

Ou \ = % est un parameétre adimensionnel et D représente la diffusivité de la

roche. Il s’agit du probléme de ligne source qui se déplace avec une vitesse v = v dans
un plan infini [7].

Les auteurs [11] aboutissent au résultat suivant :

YR
1 — ¢o Croo

La fonction g (figure 3.10) permet de distinguer trois régimes de fonctionnement selon
la valeur de A comme dans I'approche de [39, 40] :

p(r,y) = g\ a) (3.54)

(i) Régime drainé (0<<A<0.01) : lorsque la vitesse est suffisamment faible, la variation
de pression est nulle et la coupe se fait dans des conditions drainées

(ii) Régime transitoire (0.01<A<10) : p dépend de A

(iii) Régime non-drainé (10<\) : la chute de la pression de pore est maximale et une
cavitation peut se produire tout au long du plan de cisaillement

1.0

0.5

0.0 T ‘ :
0.001 0.01 0.1 1 10

FIGURE 3.10 — ¢ fonction de A pour différents angles a [11]

Discussion

Le modéle de diffusion de [11] n’est valable que pour les situations trés proches du
mode non-drainé (A > 1). Cette approche analytique peut étre pratique pour 'étude
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des roches imperméables. Les simplifications introduites dans les hypothéses ne per-
mettent pas de modéliser la pression de pore dans les roches perméables ou la coupe
se fait en mode pseudo-drainé ou drainé.

Par ailleurs, cette solution ne permet pas d’imposer des conditions aux limites
réalistes. Par exemple, le modéle de [11] ne permet pas d'imposer p = py sur la frontiére
supérieure du domaine d’étude lorsqu’on étudie un forage avec p, = po.

3.5.3 Modéle de CARDONA (2011) [6]

[6] propose un modéle de coupe poromécanique pour étudier Peffet de la pression de
pore sur les efforts de forage. L’objectif de ce modéle est de prédire la pression de pore
en fonction des efforts de coupe encaissés par le taillant. Pour ce faire, I’auteur propose
un modéle hydromécanique fortement couplé en régime transitoire. Pour modéliser le
processus de coupe, l'auteur retient les hypothéses suivantes :

1. la perméabilité K et la porosité ¢ sont uniformes
2. la roche a un comportement élastique (poroélasticité)

3. la pression de pore initiale est uniforme

Les équations de la poroélasticité sont données par :

. El (3.55)
— (O2p+ 8p) = 270+ b
Avec :
o : le tenseur de Cauchy des contraintes totales
g : le tenseur des déformations élastiques

g, = tr(g°) : la déformation volumique élastique
p la pression de pore

: le tenseur d’élasticité

Iilis~

b : le coefficient de Biot
M : le module de Biot
pg : le poids volumique

K : la conductivité hydraulique de la roche
K _ k

Py n
k : perméabilité intrinséque

w1+ viscosité dynamique du fluide
La figure 3.11 présente les conditions aux limites et les conditions initiales du mo-

déle hydromécanique de [6]. A ¢ = 0, le champ de pression de pore est égal a la pression
de pore dans la roche vierge.

Le modéle de [6] est résolu numériquement en régime transitoire a I’aide du logiciel

ComSol. L’auteur utilise les résultats des simulations en poroélasticité pour déterminer
les zones ol le critére de Mohr-Coulomb est atteint. Selon ’auteur, les efforts de coupe
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coincident avec le moment ot le critére est atteint sur une zone délimitant un copeau.

Ce modéle ne prédit pas correctement les efforts de coupe mesurés par [44] (figure
3.12). L’auteur explique cette différence par les limites de I’approche poroélastique
qui ne prend pas en compte les déformations plastiques de dilatance induites par le
mécanisme de cisaillement.

ov
s'ay_

BC 0 BC,:PP = Ppo

F1GURE 3.11 — Conditions aux limites et conditions initiales du modeéle de [6]. BC (Boundary
Condition) indique les conditions aux limites pour le sol (s) et le fluide (f)
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FIGURE 3.12 — Variation de ’énergie spécifique de coupe en psi (1 psi = 0.00689 MPa) avec
la pression de confinement d’apres [6]. Les cercles représentent les mesures tirées de [44] et la
ligne rouge discontinue représente les prédictions du modéle numeérique de [6]
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Discussion

[6] propose une approche poroélastique en régime saturé et transitoire totalement cou-
plé afin de modéliser 1'effet de la pression de pore sur les efforts de coupe. La vitesse
de coupe agit sur le comportement mécanique de la roche a travers les écoulements
hydrauliques.

Bien que ce modéle soit relativement complet (le caractére transitoire, le couplage
total ...), il est loin de pouvoir rendre compte des résultats des essais de coupe. L'auteur
suggére d’améliorer le modéle en introduisant les déformations plastiques ce qui rejoint
[11]; c’est ce que nous allons développer dans le chapitre suivant.

3.6 Conclusion

Les essais expérimentaux présentés dans le chapitre 2 montrent que la vitesse de
coupe peut avoir un effet trés significatif sur les efforts de forage selon le niveau de la
pression de boue. Cet effet a été observé a 1’échelle de 'outil et & I’échelle du taillant.
Les hypotheéses retenues dans la plupart des modéles de coupe [6, 11, 29, 39, 40, 42| ne
permettent pas toujours d’expliquer 'effet de la vitesse de coupe dans les conditions
réalistes de forage.

[42] utilise un modéle d’interaction taillant-roche faisant intervenir la vitesse de
coupe a travers les frottements qui régnent dans la roche juste en dessous du taillant.
Cette approche permet d’étudier la coupe des roches a pression atmosphérique. Cepen-
dant, elle n’introduit pas l'effet de la pression interstitielle.

[11] modélisent l'effet de la vitesse de coupe sur la pression de pore. Ces travaux
montrent que la vitesse de coupe peut agir sur les efforts de forage par 'intermédiaire
des écoulements hydrauliques dans les roches & comportement dilatant. La validité des
hypothéses utilisées dans ce modéle n’a pas encore été établie.

[6] propose un modéle de coupe hydromécanique totalement couplé mais il consi-
dére que le squelette est élastique et ne tient pas donc compte de la dilatance qui est
responsable de 'effet de la vitesse de coupe selon [11, 29, 39, 40].

Afin d’améliorer les modéles existants [6, 11, 28, 42|, nous proposons dans le cha-
pitre suivant un modéle élémentaire de coupe basé sur les équations fondamentales
de la poroélastoplasticité. Ce modéle permet de modéliser finement le phénomeéne de
dilatance en incluant 'effet de la vitesse de coupe et de la pression de boue.
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Chapitre 4

Application de la poromécanique a la
modélisation de la coupe des roches

7



4.1 Introduction

OoUs avons vu dans le chapitre 2 que pour les différentes roches étudiées, la vitesse

de coupe & pression atmosphérique a une influence sur les efforts élémentaires de

coupe. Sous pression de boue, cet effet peut diminuer ou augmenter selon la nature de
la roche forée.

Par analogie avec les travaux issus du domaine de labourage sous-marin [39, 40] et
aux modéles élémentaires de coupe de [11, 28|, nous postulons que Veffet de la vitesse
de coupe sur la forabilité des roches sous pression de boue peut étre expliqué en grande
partie par le couplage mécanique-écoulement au sein de la roche en tant que milieu
poreux. L’objectif de ce chapitre est d’élaborer un modéle élémentaire de coupe qui
permet d’expliquer les observations expérimentales. Ce modéle est une amélioration
des travaux existants [6, 11, 28, 42].

Ce chapitre est scindé en six sections :

1. La section 4.2 présente I’application de la poromécanique & la coupe des roches
saturées sous pression de fluide. Nous présentons les hypothéses retenues pour
modéliser le probléme de coupe ainsi que les ingrédients mathématiques du nou-
veau modeéle de coupe poromécanique.

2. La section 4.3 est consacrée au développement d’une solution analytique appro-
chée du probléme de coupe avec couplage faible. Etant analytique, cette solution
permet un calcul rapide des efforts de forage et peut étre intégrée dans les simu-
lateurs d’outil de forage.

3. La section 4.4 présente une résolution numérique du probléme de coupe avec
couplage hydromécanique fort. Cette résolution permet d’étudier la validité de
’approche analytique présentée dans la section 4.3 ainsi que les travaux de [6, 11].

4. La section 4.5 présente une étude paramétrique centrée sur le role de la vitesse
de coupe sur les efforts de forage en utilisant le nouveau modéle poromécanique .

5. Dans la section 4.6, nous présentons une comparaison entre ’approche poro-
mécanique élaborée dans ce chapitre et les résultats des essais élémentaires de
coupe.

4.2 Modéle poromécanique d’interaction taillant-roche

Les modéles élémentaires de coupe permettent de calculer les efforts encaissés par
un taillant de 'outil de forage en fonction des caractéristiques de la roche et des condi-
tions opératoires [6, 13, 52|. Le principe de ces modéles consiste a calculer les efforts
nécessaires a la rupture et la création d’un seul copeau de roche.

Nous présentons dans cette section les données géométriques utilisées pour la modé-
lisation de la création d’'un copeau ainsi qu'une mise en équation de la poromécanique
adaptée au probléme de la coupe.

4.2.1 Données géométriques

De maniére générale, le probléme de coupe des roches est modélisé en état plan
de déformation [6, 10, 11, 14, 20, 35, 42, 52, 53, 57]. Le plan considéré est tangent
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a la trajectoire circulaire décrite par le taillant lors de la rotation de 'outil [57]. En
effet, la largeur de coupe des taillants des outils de forage (de l'ordre de 1-10 mm) est
supérieure a la profondeur de passe (de l'ordre de 0.1-1 mm/tr). L’angle d’inclinaison
latérale de ces taillants est généralement faible (< 5°). La figure 4.1 illustre le schéma
de principe d’'un modéle de coupe des roches.

Chanfrein ’9/\/
lch 9
A i,,Ch \ h

Roche éventuellement
saturée d'un fluide

FIGURE 4.1 — Modéle géométrique de la coupe par un taillant de type PDC

Pour modéliser la création du copeau lors de 'attaque d’une roche par un taillant,
on utilise de maniére classique les données suivantes :

e Le domaine d’étude Q) appartenant au plan (x,y) qui est fini et délimité par la
frontiére 02

e La profondeur de passe h > 0 est constante
e La largeur du copeau dans la troisiéme direction est { > 0
e La face d’attaque du taillant fait un angle 6 avec ’axe des y

e Le taillant peut éventuellement présenter un chanfrein caractérisé par sa largeur
l.;, et son angle 6.,

4.2.2 Probléme hydraulique
4.2.2.1 Hypothése du régime stationnaire

L’écriture de I'équation de diffusion peut étre effectuée dans un repére fixe (X,Y)
lié & un observateur extérieur immobile ou dans un repére mobile (z,y) qui suit le
mouvement du taillant telles que :

—

X =z+0t (4.1)

Le domaine d’étude () a une vitesse v paralléle a ’axe des X. Pour un matériau isotrope
et homogeéne, I'équation de diffusion-convection dans le repére mobile (z, y) s’écrit (voir
le paragraphe 3.2.4.3) :

KV?p — % (dtp - ﬁﬁp) = (pgb) (dtz—:v — 17.65U> (4.2)

Le transfert de masse fluide se fait donc simultanément par diffusion et par convec-
tion. Nous admettons que le processus de coupe des roches se fait en régime stationnaire
[10, 11, 14, 52, 53|. Cette hypothése implique un copeau continu comme en coupe des
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métaux de comportement plastique parfait.

L’hypothése du régime stationnaire est justifiée par les essais de coupe a I’échelle du
taillant (section 2.4). La figure 4.2 montre I’évolution de ’énergie spécifique E (rapport
de Deffort tangentiel par la section de coupe) en fonction de la position verticale du
taillant pendant un essai de coupe dans le grés des Vosges a une profondeur de passe
h =1 mm/tr, & une vitesse de rotation de 120 tr/min et sous pression hydrostatique de
20 MPa. On constate que cette énergie subit un régime transitoire lors du premier tour
avant de se stabiliser autour d’'une valeur constante a partir du deuxiéme tour. Nous
avons observé ce phénoméne pour ’ensemble des essais et nous pensons que ’hypothése
du régime stationnaire est justifiée dans le cas de nos essais. Il est important de noter
que cette hypothése est déja utilisée dans la plupart des modéles élémentaires de coupe
existants [14, 52].
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FIGURE 4.2 — Energie spécifique

4.2.2.2 Implication sur I’équation de diffusion

L’hypothése de régime stationnaire a un effet direct sur la loi d’écoulement hydrau-
lique. Le terme transitoire dans I’équation 4.2 peut étre négligé. Cette simplification a
déja été utilisée par de nombreux auteurs pour modéliser la diffusion du fluide inter-
stitiel pendant la coupe dans les roches saturées [11, 29| ou pour modéliser la diffusion
dans des sols saturés durant le labourage sous-marin [39, 40]. Le probléme de diffusion-
convection dans sa forme adimensionnelle (z et y sont normalisés par h) s’écrit alors :

V2= Pp+ 82p = —2)0, (p + @) (4.3)

Avec \ = % et w = (bMe,). Le couplage M — H se fait uniquement a travers
le terme w qui est un champ scalaire continiiment dérivable presque partout dans € et
peut présenter des discontinuités [ww] a travers des lignes I' C 2. L’inconnue principale
du probléme hydraulique est la pression de pore p(z,y). Le champ de pression p est

deux fois dérivable presque partout dans €.

4.2.2.3 Domaine de validité

Lorsque le milieu est saturé, la pression interstitielle du liquide p est positive. Le
phénoméne de cavitation se produit lorsque la pression du liquide p devient nulle ou
négative. Dans ce cas, il y a apparition d’une nouvelle phase gazeuse qui partage I’espace
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poral avec la phase liquide. La validité de cette étude est restreinte aux milieux saturés.
Le tableau 4.1 donne un ordre de grandeur de A = % = W pour différents groupes
de roches lorsque le fluide saturant est 'eau (Cy = 5 10~* MPa™!, u = 107° MPa.s)
pour des conditions de forage typiques (h = 1 mm/tr et v = 1 m/s) en admettant
une porosité ¢g = 0.2. Comme nous le verrons plus tard, la désaturation se produit en
régime non-drainé pour de grandes valeurs de .

Matériaux k [m?] [9] A
Sols

Sables et graviers 1072 — 10712 107" —107*
Vases et sables fins 10712 — 10716 1074 -1

Roches
Calcaires 10712 — 10716 1074 -1
Greés 10~ — 10717 107° — 10
Argilites 10716 — 10720 1—10°

Granites et basaltes 10716 — 1020 1—10°

Bétons 10716 — 102! 1—108

TABLEAU 4.1 — Ordre de grandeur de A pour différents matériaux

4.2.2.4 Conditions aux limite et chargement hydraulique

Nous rappelons que 'objectif de ce modéle est d’expliquer les essais de coupe a
I’échelle du taillant présentés dans la section 2.4. Ces essais sont réalisés sous pression
hydrostatique p, = py = 20 MPa. Initialement et avant ’action du taillant, la pression
de pore est uniforme et est égale & py dans le domaine fluide €2. On admet que la pres-
sion de pore reste constante sur la frontiére 992 (p — po = 0) pendant I’action du taillant.

Dans la suite nous présentons deux types de modélisation. Dans un premier temps
et a l'instar de [11, 39, 40], nous supposons que le porosité est constante par morceau
dans le domaine d’étude 2. Nous admettons qu’elle est égale a la porosité initiale ¢q
dans la roche saine et subit une augmentation uniforme A¢ dans la zone du copeau.
Ceci revient a imposer une discontinuité de débit (due a la discontinuité de la porosité)
sur la ligne de rupture sans prise en compte du terme source de I’équation de diffusion

(—2X\0,w ~ 0).

Dans un deuxiéme temps, le terme source est réintégré dans I’équation de diffusion
sans imposer une discontinuité de débit. Cette analyse nécessite une résolution numé-
rique a cause de la non-uniformité du terme source dans la structure comme nous le
verrons plus tard.
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Pour calculer la discontinuité du débit utilisée dans le premier type de résolution,
on désigne par 7 la normale a T et par [o] la discontinuité de w = bMe, a travers I.
L’équation de diffusion peut s’écrire :

V.U =0 (4.4)

Avec U = Vp + 2\(p + w)i et 7 la direction de la vitesse. La fonction U est continue
dans tout le domaine d’étude ) et en particulier sur la ligne de coupe I'. Alors :

[Vp+2\(p+w)i]ii=0sur I (4.5)
Comme la pression p est continue sur I', on peut écrire :

[Vp].i = —2\[@]n, sur T (4.6)

4.2.3 Probléme mécanique
4.2.3.1 Loi de comportement élastoplastique

Nous admettons que le milieu poreux a un comportement élastoplastique ce qui est
typiquement le cas des roches [52]. L’expression des contraintes totales d’un matériau
élastoplastique est donnée par 1’équation 4.7 :

g-go=H:(e—-¢£")—0p—p)l (4.7)
Pour un matériau isotrope, la relation 4.7 devient :
Ey voEo
o —0p = e—¢el) + tr(e—e?)1—b(p—po)l 4.8
= :0 1 + I (: = ) (1 + VO)(l _ 21/0) (: = ): (p po): ( )

Ou Ej et vy sont respectivement le module de Young et le coefficient de Poisson du
squelette évalués a partir d’essais de compression simple.

4.2.3.2 Critére de plasticité de Mohr-Coulomb

Afin de modéliser la création de copeau lors de ’attaque d’une roche par un taillant,
on admet que la roche obéit au critére de Mohr-Coulomb avec une cohésion ¢ > 0 et un
angle de frottement ¢ € [O, %[ qui doit étre vérifié en tout point de la roche en termes
de contraintes effectives :

G=g+bpl (4.9)

Ce critére s’énonce en disant qu’en tout point & de la roche et pour tout vecteur 7
normé (||7i|| = 1), on a :

—

Les paramétres ¢ et ¢ sont déterminés expérimentalement par des essais de com-
pression. L’inégalité 4.10 doit étre vérifiée pour tout vecteur arbitraire 7. Alors les
contraintes effectives principales (67 > 65 > d3) doivent respecter la condition sui-
vante :

ISE

— (gn.n).i|| < c— (gn.n)tanp (4.10)
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f(6) =kK61—63—R. <0

_ L+sing

" 1 —sinep (4.11)
R — 2009590
1 —sinep

Ou f (g) est le critére de plasticité du squelette.

4.2.3.3 Modélisation de la dilatance

La dilatance est le phénoméne d’augmentation des déformations plastiques volu-
miques tr (¢7) (voir figure 4.3(a)). Afin de modéliser la dilatance, nous utilisons un
potentiel plastique (voir 3.2.3.2) de type Coulomb généralisé :

g (g) = (01 — 03 (4.12)
Pour un matériau standard, on a : § = k. Connaissant ’expression de g, la vitesse
des déformations plastiques est :
.0
=27
= 82
Avec £ > 0 le multiplicateur plastique. L’expression des déformations plastiques volu-
miques du squelette est immédiate a partir de la relation 4.13 :

tr (&°) = 6(8 — 1) (4.14)

Pendant un essai de compression, les déformations volumiques de I'éprouvette sont
négatives jusqu’a la limite élastique. Au-dela de cette limite s’ajoutent les déformations
plastiques (voir figure 4.3(b)). Leur évolution est fonction de 5. Quand 5 = 1, on a
tr (g’p) = 0 et le matériau est incompressible plastiquement. Quand 8 > 1, on a tr (g’p ) >

0 et le matériau est dilatant. En pratique, 8 correspond au double du coefficient de
Poisson plastique [36]. II est fonction de ’angle de dilatance § € [0, ¢] :

(4.13)

5= 1 + s%n )

—sind

Le coefficient § permet de modéliser la dilatance du matériau d’une maniére pu-

rement théorique contrairement & 'approche classique ou la définition de la dilatance

est empirique [11, 39, 40] (voir 3.4 et 3.5 ou il est question de variation de la porosité

calée sur les essais de coupe). Ce phénoméne est au coeur des phénoménes dynamiques
qui seront présentés a la fin de ce chapitre.

(4.15)

4.2.3.4 Stationnarité de 1’écoulement plastique

La stationnarité du probléme de coupe n’implique pas seulement que les dérivées
partielles sont nulles dans I’équation de diffusion, mais aussi que la zone plastique se
reproduit a I'identique au cours du temps [19]. Précisons qu’alors que pour le probléme
hydraulique, nous avons bien tenu compte du caractére stationnaire, mais cela n’a pas
été le cas pour le calcul mécanique (statique). Nous avons fait cette remarque qu’a la
fin de cette thése. Mais cette insuffisance n’a pas un impact important sur les résultats
de notre modélisation. En effet, nous avons réalisé des simulations numériques qui
montrent que les résolutions mécaniques en statique et en stationnaire donnent les
mémes résultats en terme d’efforts de coupe ce qui est trés satisfaisant (annexe C.4).
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FIGURE 4.3 — Phénomeéne de dilatance

4.2.3.5 Chargements mécaniques

La figure 4.4 illustre les deux actions externes subies par la structure :

1. La pression de boue : on suppose qu’il n’y a pas d’échange de fluide entre la
boue de forage et le fluide interstitiel. On admet que la pression de boue p, est
uniforme. On pose s = g — p1. L’expression de la contrainte effective est :

g=s—(m—1tpl (4.16)

Le probleme est résolu en remplagant la contrainte totale par la contrainte s qui
vérifie 1’équilibre local (div (g) = 6) La pression de boue est prise en compte
dans I'expression modifiée de la contrainte effective.

2. L’action du taillant : le taillant posséde un angle d’attaque 6. Il agit sur la roche
sur une partie de la surface () inclinée de I’angle 6 par rapport a la verticale.
L’interface taillant-roche est le siége d’un frottement de type Coulomb avec un
angle 0. La force de coupe F se décompose en un effort tangentiel F, et un effort
normal F,.

Taillant
e
v Pb

|

Boue

F1GURE 4.4 — Chargements mécaniques

4.2.4 Synthése

Le tableau 4.2 récapitule ’ensemble des équations & résoudre pour le probléme de
coupe dans un milieu poreux. Cette modélisation est basée sur les hypothéses classiques
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de la coupe des roches avec une deuxiéme physique mise en jeu qui est I’écoulement
hydraulique. Ce travail ressemble au modéle de [6]. La différence majeure entre les deux
modéles est I’hypothése de régime transitoire dans [6] & Popposé de I’hypothése du ré-
gime stationnaire retenue dans le nouveau modeéle de coupe. Il convient de souligner
que dans [6], le régime transitoire n’est pas parfaitement modélisé puisque les copeaux
ne sont pas supprimés au fur et & mesure du processus de coupe. En plus, [6] néglige
les déformations plastiques qui sont prises en compte dans notre modéle.

Nous proposons dans la suite une solution analytique approchée du probléme de
coupe sous 'hypothése de couplage faible. Ensuite, nous exposons une résolution nu-
mérique des équations fondamentales avec couplage fort.

Nature Equation

Equation d’équilibre div (g) =0

Décomposition des contraintes s=0+(pp—bp)1

Loi de comportement o= g : (g — gp)

Critére de rupture f (g) =Ko, — 03— R, <0
Potentiel plastique g (g) =f61 —03avec 1 < <k
Equation de diffusion V2p = —2)0, (p+ @)

Condition a la limite p — po = 0 sur OS2

Lignes de discontinuité de w [Vp].7i = —2\[w]n, sur T

TABLEAU 4.2 — Synthése des équations de base a résoudre pour le probléme de coupe

Il est important de signaler que la derniére condition du tableau 4.2, portant sur la
discontinuité de w, n’est prise en compte que dans le cadre des résolutions faiblement
couplées ot on impose une discontinuité de porosité sans prise en compte du terme
source (voir paragraphe 4.2.2.4).

4.3 Solution analytique approchée

Dans un premier temps, nous développons un nouveau modéle analytique de coupe-
diffusion a I’échelle élémentaire. Ce modéle consiste a calculer les efforts & la rupture en
fonction de la pression de pore qui est déterminée par la suite en résolvant ’équation
de diffusion. Nous présentons tout d’abord les différentes hypothéses et la solution
approchée du modéle de coupe mécanique qui s’inspire des travaux de [20]. Dans une
seconde partie, nous présentons une solution améliorée du modéle de diffusion de [11].
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4.3.1 Modéle de coupe

Le modéle élémentaire de coupe de [42] a été récemment développé au Centre de
Géosciences de Mines ParisTech pour élucider le role de la vitesse de coupe sur le
processus de forabilité des roches par les taillants PDC. Cependant, ce modéle basé
sur I'existence d’'un mécanisme de frottement dynamique sous le méplat d’usure reste
difficilement justifiable sous pression. Nous avons donc choisi de formuler un nouveau
modéle présenté ci-apreés.

4.3.1.1 Hypothéses

La figure 4.5 montre les différents parameétres du modeéle de coupe. Le taillant
attaque la roche selon un angle de coupe 6 et une profondeur de passe constante h.
Le taillant peut également présenter un chanfrein de largeur [., faisant un angle 6.,
avec ’horizontale. Le modéle de coupe reprend les hypothéses principales du modéle
de [20] présenté dans le paragraphe 3.3.3. Nous admettons que les efforts de coupe sont
transmis du taillant a la roche par I'intermédiaire d’une zone de roche broyée. Nous
supposons que le futur copeau est délimité par les surfaces 3(0) et X(5 — a) ol a est
I'angle que fait avec (Ox) la ligne de rupture.

Chanfrein

: v,
3 leh

r . / Och
0 Zone broyée T

~ ‘i(o) % h
| (,d > =
| % =t \0'

Méplat P y T

FIGURE 4.5 — Modéle élémentaire de coupe

Dans la suite, nous proposons de calculer 'effort de coupe F= F.e, — Fné, exercé
par le taillant pour créer un copeau de roche en nous basant sur le modeéle de [20)].
Nous distinguons les interfaces de contact suivantes [20] :

— interface taillant/zone broyée : le taillant présente un un angle d’inclinaison 6
par rapport a la verticale qui est en outre ’angle de coupe. L’angle de frottement
caractéristique de cette interface est noté 0y.

— interface zone broyée/fond de la saignée' : ce contact est modélisé par un frotte-
ment sec de type Coulomb avec un angle ¢’'. On désigne par o7 et 71 les contraintes
normale et tangentielle a cette interface.

— interface chanfrein/zone broyée : ce contact est également modélisé par un frot-
tement de type Coulomb avec un angle ¢'.

— interface méplat d’usure/fond de la saignée : pour un taillant usé, nous considé-
rons que le coefficient de frottement caractéristique de ce contact est p.

1. La saignée est la partie de la roche située derriére le taillant.
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— interface zone broyée/copeau : On désigne par oy et 7y les contraintes normale et
tangentielle a cette interface. Ce contact est modélisé par une loi de frottement
sec de type Coulomb avec un angle 6;.

Avant de déterminer les expressions de F,, et F, nous calculons tout d’abord la contrainte
0¢ a la rupture en modélisation la création d'un copeau de roche provoquée par I’action
de la zone broyée sur la roche saine.

4.3.1.2 Calcul des efforts
Efforts de coupe pure

Il s’agit de l'effort F* nécessaire a la création du copeau. C’est l'effort maximal
transmis au copeau par la zone de roche broyée. On admet que le contact entre la
roche broyée et la roche vierge est le siége d’un frottement de type Qcoulomb d’angle
0; [20]. L’effort de coupe pure se décompose en un effort tangentiel F .t = F¢cos (6;)
et un effort normal F .7 = —FCsin (0f). L'effort de coupe F° et 'angle du plan de
cisaillement « sont calculés en se basant sur le critére de rupture de Mohr-Coulomb
(voir annexe C.1) :

. 2ccos
F* = :
1 —sin(fy + ¢)
c=c+ (pp—p)tane (4.17)
_E_w+@
4 2

Avec :
P : la pression de pore moyenne sur la ligne de rupture I'
S. : aire de la surface 3(0)
c : la cohésion initiale de la roche
@ : I'angle de frottement interne de la roche

Nous développons dans la suite 'expression des efforts de coupe selon le modéle de
[20] en nous basant sur 'expression de la contrainte normale oy sur U'interface roche
broyée-copeau ¥(0) qui est donnée par (voir annexe C.1) :

B 2¢ cos
1 —sin(0; + ¢)

o0 (4.18)

Efforts de frottement entre la zone broyée et le fond de la saignée

Il s’agit de I'effort ﬁb nécessaire pour vaincre le frottement entre la zone broyée et le
fond de la saignée. Afin de modéliser le contact entre la zone broyée et la roche vierge
du fond de la saignée, nous admettons '’hypothése de Kerisel, cité par [23], qui stipule
que l'angle de frottement ¢’ entre un milieu pulvérulent et la roche intacte est donné
par :

71 = oy tan ¢’

S2 (4.19)
tany = —tany
T

o, et 1 sont respectivement les contraintes normale et tangentielle sur la zone de
contact roche broyée-fond de la saignée. On admet que la surface de la zone broyée
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peut étre approximée par une surface rectangulaire de longueur [, et de largeur htan @
comme le montre la figure 4.6 [35] :

Sb = k’bSC tan 0 (420)

htan(0)

FIGURE 4.6 — Définition de Sy [35]

Comme [35], on peut montrer que la constante k, dépend faiblement de angle de
coupe 6 et dépend uniquement du diamétre du taillant Dppc. Les valeurs de k;, pour
les diamétres standards de taillant PDC sont données dans le tableau 4.3.

Dppe (mm) kp
8 1.8
13 1.5
19 1.25

TABLEAU 4.3 — Valeurs de k; pour les diamétres standards de PDC [35]

b
En prenant o = oq [20], les composantes tangentielle et normale de F sont données
par [35] :
FP = 00(1 4 ky tan ¢’ tan 6) S,

c (4.21)
F. = oo(tanby + k;, tan )5,

Efforts sur le méplat d’usure

La présence d’'un méplat d’usure génére des efforts de frottement additionnel. Ce
frottement est généralement décrit par une loi de frottement solide de type Coulomb
[14, 53]. Si Sy est la surface de frottement et p le coefficient de frottement, les efforts
sur le méplat sont donnés par [20] :

F(f: = 0'0,U/Sf

4.22
Ffl = O'Osf ( )

Efforts additionnels dus au chanfrein du PDC

Le chanfrein est présent dans tous les taillants PDC afin de les protéger pendant
les chocs avec les formations dures. Deux mécanismes différents peuvent se produire
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selon la profondeur de passe h. Si la profondeur de passe est inférieure a la hauteur du
chanfrein (he, = lop, sin(f., + 0)), le chanfrein joue le role de la face d’attaque avec un
angle de coupe 6., + 6 et une profondeur de passe h.,. Lorsque la profondeur de passe
est supérieure a la hauteur du chanfrein h.,, la contribution du chanfrein aux efforts
peut étre approchée par la relation suivante [20] :

F® = 545, tan ¢’

4.23
Frclh - UOSch ( )

Ou Sy, = Ll est la surface du chanfrein en contact avec la roche [35]. I, et L. sont
respectivement la largeur et la longueur de contact du chanfrein avec la zone broyée.
La largeur [, est généralement de 1’ordre de 0.3 mm. La longueur L. peut étre exprimée
en fonction du rayon du taillant Rppc et de 'enfoncement du taillant dans la roche h
[35] :

Rppc —h

L. =2Rppc cos *( Rone
PD

) (4.24)

4.3.1.3 Synthése

En cas de présence de chanfrein, les efforts d’interaction taillant-roche se décom-
posent en une composante tangentielle F. et une composante normale F,, :

F. =00 [(1+ kytan ¢’ tand)S. + uSy + Sep tan ¢'] (4.25)
F, = oo [(tanf; + kytan0)S, + S¢ + Sep) '
Le tableau 4.4 résume les parameétres d’entrée du modéle qui sont tous connus a priori
a ’exception de la pression de pore p qui sera calculée a posteriori par le modéle de
diffusion en admettant un angle de rupture « indépendant de la pression de pore.

Parameétres Symbole
Profondeur de passe h
Angle de coupe 0
Cohésion de la roche c
Angle de frottement interne ®
Coeflicient de frottement : méplat d’usure-roche 1
Pression de boue Db
Coefficient de Biot b
Pression de pore moyenne sur le plan de rupture D

TABLEAU 4.4 — Paramétre d’entrée du modeéle de coupe
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4.3.2 Modéle de diffusion
4.3.2.1 Champ de pression de pore

Afin de déterminer la pression de pore p, on utilise la méme hypothése que |11, 40]
selon laquelle, la porosité de la roche est discontinue & travers la ligne de cisaillement
I'. Le domaine d’étude est décomposé en deux parties : Q = QT U Q™ (figure 4.7). La
porosité dans le domaine Q71 est égale a la porosité initiale ¢y. La porosité dans la
région €2~ est égale a ¢g + A¢. La ligne I' qui sépare le copeau €2~ et le reste de la
roche Q% est une ligne de discontinuité de porosité.

Yy
T . p-py=0poury =0

T X p-po=0al'infini

FIGURE 4.7 — Modéle de diffusion

La géométrie de la frontiére 0S) rend impossible I'obtention d’une solution analy-
tique a ce probléme. Pour le simplifier, nous considérons le demi espace y < 0 avec la
condition a la limite :

p —po = 0 pour y = 0 et lorsque ||Z]| — oo (4.26)

Afin de simplifier ’analyse, nous négligeons les déformations volumiques dans 1’équa-
tion 4.2 [11, 39, 40|. L’équation de diffusion avec les nouvelles conditions aux limites
devient :

V2p = —2A8,p dans Q
p—po =0 poury=0et ||Z|| — o0

IAbAGS (4.27)
- sin «

Vpl|.in = -2\N|w|n, = —F———sur I

V7] =] $oC (1 — o)

Ot A = 2% = A of 7 (—sin o, cos @) est la normale unitaire & T'. L’expression de

[ww] est obtenue en égalant le taux de variation du volume de pore au taux de variation
du volume de fluide [11, 39, 40|. Le paramétre A¢ représente le saut de porosité sur la
ligne de rupture I' faisant un angle o avec ’horizontale.

[’équation de diffusion-convection 4.27 représente le probléme d’une ligne source
qui se déplace avec une vitesse ¢ dans un milieu infini [7]. Sa solution est donnée par
(annexe C.2) :

Asin bA¢p
™ $oCr (1= ¢o)

[ explA@—an)Ko [\ =20l + s = P
8 (4.28)

(p=po)(w,y) = =
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La solution du probléme de ligne source se déplacant dans un plan infini (équation
4.28) correspond, & une constante prés, a la solution proposée par [11]. En effet, le
calcul de la constante d’intégration de I’équation de diffusion dans [11] est basé sur le
calcul du débit sur T' pour une roche peu perméable [11]. Dans le nouveau modéle, le
calcul de la constante d’intégration est basé¢ sur la continuité de la pression de pore
dans le domaine d’étude € et est valable pour tout type de roche (voir annexe C.2).

Pour obtenir la solution du milieu semi-infini dans le demi-espace y < 0 qui vérifie
p =0 pour y = 0, nous utilisons la méthode des images [7] :

Asin bA¢p
™ $oCr (1 — o)

(P —po)(2,y) = - /FeXP[—A(x — x0)] (Ko [Ar] — Ko [Ar*]) (4.29)

Avec r = /(x — 20)2 + (y — vo)2 et r* = \/(z — 20)% + (y + v0)2.

Il est facile de démontrer que cette solution satisfait p = py pour y = 0. La pression
de pore moyenne sur la ligne I' de discontinuité de porosité est donnée par :

P\, ) = 1 /0 des (4.30)

Ir

Avec I1 la longueur de la ligne de coupe.

4.3.2.2 Résultats

En suivant la méme approche que [11, 40|, le nouveau modéle que nous venons
d’établir permet de calculer la pression de pore post-pic, autrement dit aprés la créa-
tion d’un copeau. La solution du probléme de coupe 4.25 et la solution du probléme
hydraulique 4.30 représentent la solution du probléme hydromécanique faiblement cou-
plé, pour lequel, en outre, 'angle de rupture a est supposé indépendant de la pression
de pore.

La figure 4.8 montre un exemple de résultat du modéle de diffusion analytique
dans le demi espace y < 0 pour A = 1. La dépression (p —pg) est normalisée par
Ap* = %. La ligne source fait un angle o = 22.5° avec I’horizontale.

La variation de la pression de pore moyenne sur la ligne source est respectivement,
de -0.313 et -0.195 pour la solution du milieu infini (figure 4.8(a)) et la solution du
milieu semi-infini (figure 4.8(b)). Nous avons comparé ces résultats a des simulations
hydrauliques aux éléments-finis avec le logiciel HYDREF du centre de Géosciences (voir
4.4.1.3) en imposant p — pg = 0 sur J2 et la méme discontinuité [ow] sur la ligne de
coupe I (voir figure 4.8(e)). La pression de pore moyenne sur I" obtenue numériquement
est de -0.188. Ce résultat montre que la solution du milieu infini, comme celle proposée
par [11], surestime la baisse de la pression de pore. La solution du milieu semi-infini
est plus réaliste.
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(a) Solution du milieu infini [11]
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(c) Milieu infini : zoom (AI;* = —0.313) (d) Milieu semi-infini : zoom (AZ;* = —0.195)
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(e) Solution numérique : p = 0 sur 9N (Al; = —0.188)

FIGURE 4.8 — Variation de la pression de pore normalisée pour A = 1 et o = 22.5° (le copeau
est modélisé par le triangle)



On présente sur la figure 4.9 la variation de la chute de pression de pore moyenne
sur la ligne I' normalisée par Ap* en fonction du paramétre adimensionnel A pour
différents angles de rupture a. On remarque tout d’abord que la dépression est une
fonction croissante de A = %. Autrement dit, la dépression augmente a mesure que
I’on passe du régime drainé au régime non-drainé. Cette chute de pression a pour effet
d’augmenter la pression différentielle p, — p et s’accompagne donc d’une croissance des

efforts de coupe encaissés par le taillant.

On constate également que la chute de pression de pore est une fonction décroissante
de l'angle de rupture oo = 7 — Gf%. Ce parameétre est donné par le calcul mécanique.
Bien que le paramétre ¢ soit bien contraint, le parameétre 6 est plutot mal contraint
puisqu’un seul coefficient de frottement est censé représenter la complexité du frotte-
ment taillant-roche broyée et roche broyée-roche vierge. Ainsi, le présent modéle est

une amélioration de I'existant mais il reste quantitativement mal contraint.

0.8
—
—
0.7
0.6
0.5
——
[p—pol /
A 04
0.3 //
0.2 /
/f
| a = 30°
01 a = 45° j
0 a = 60°
0 5 10 15 20 25 30

FIGURE 4.9 — Variation de la dépression |p — pp| normalisée avec A\ pour différentes valeurs de
a

4.3.2.3 Discussion

Le nouveau modéle analytique permet de calculer la pression de pore juste aprés la
création d'un copeau. Afin d’obtenir les efforts de coupe, nous calculons tout d’abord
la pression de pore moyenne sur la ligne I de discontinuité de porosité en utilisant la
formule 4.30. Ensuite, nous calculons la cohésion ¢ en fonction de p afin de déduire la
valeur de oy (équation 4.18).

La nouvelle solution de I’équation de diffusion permet d’imposer une pression p = pq
pour y = 0 contrairement & la solution du milieu infini qui tend a surestimer la valeur
absolue de la dépression. Ce modéle montre que le phénoméne de dilatance caractérisé
par A¢ > 0 cause toujours une dépression puisqu’on a toujours p — py < 0.

Pour une roche donnée, (D et « fixés), on peut distinguer trois régimes de fonc-
tionnement [11, 39, 40] :
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e Régime drainé : lorsque le produit vh est suffisamment faible, la variation de
p est négligeable. Les efforts de coupe sont indépendants de vh.

e Régime pseudo-drainé : la chute de pression de pore dépend du produit vh.

e Régime non-drainé : la chute de la pression de pore atteint une asymptote
horizontale pour des A trés grands. Les efforts de coupe sont indépendants de vh.

4.3.3 Conclusion

La chute de la pression de pore conduit & 'augmentation du confinement dynamique
(po — p) tan ¢ en fonction de A = %. Ce phénomeéne peut expliquer une partie impor-
tante de 'augmentation des efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe qui agit
sur la pression de pore a travers \. En revanche, ce modéle est faiblement couplé. De
plus, la prise en compte de la dilatance ainsi que la représentation de la surface de
rupture I' par une droite restent des hypothéses trés simplifiées. Nous présentons dans
la suite une résolution compléte des équations fondamentales de I’hydromécanique en
couplage fort afin d’étudier le domaine de validité de cette approche analytique.

4.4 Solution numérique

4.4.1 Description du modéle numérique

Les modéles de coupe analytiques proposés dans la littérature sont basés sur un for-
malisme simplifié qui ne rend pas compte de la complexité des mécanismes du couplage
hydromécanique pendant la rupture. La résolution numérique du systéme d’équations
aux dérivées partielles de la poromécanique avec les conditions aux limites imposées
permet de déterminer les contraintes et la pression de pore en tout point ¥ de 2. Les
efforts de coupe s’obtiennent par intégration des contraintes normale et tangentielle
sur la face d’attaque du taillant.

La méthode des éléments finis permet de résoudre ce probléme puisque les deux
phases du milieu poreux sont supposées continues. Le Centre de Géosciences de Mines
ParisTech dispose de deux codes aux éléments finis qui permettent de résoudre le sys-
teme d’équations aux dérivées partielles et les conditions aux limites : le code VIPLEF
pour la partie mécanique et le code HYDREF pour la partie hydraulique avec la pos-
sibilité de les coupler.

[’un des aspects qu’on cherche a améliorer via I’approche numérique est la prise
en compte du terme source dans ’équation de diffusion. En effet, ce terme a été sim-
plifié dans le modéle analytique du paragraphe précédent en considérant une porosité
constante par morceau dans le domaine d’étude (voir paragraphe 4.2.2.4). En outre, le
terme source a été imposé d’une maniére empirique. Ici, on cherche & modéliser ce terme
source d’une maniére théorique plus réaliste en utilisant la théorie de la plasticité : le
terme source est obtenu a partir d’un calcul mécanique qui incorpore la déformabilité
de la roche et la notion de la dilatance.
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4.4.1.1 Résolution du probléme hydromécanique couplé

Le probléme HM est résolu numériquement en couplage fort en utilisant une procé-
dure itérative basée sur le probléme de point fixe [55] qui est indépendante des équations
physiques et des modéles de résolutions numériques. Selon cet algorithme, il existe deux
fonctions W, et Wy, telles que la solution mécanique dépend de I’historique de la pres-
sion de pore : M = W, (H) et la solution hydraulique est fonction de I'historique du
champ des déformations : H = Wy (M). L’algorithme de résolution utilise les étapes
suivantes (voir organigramme 4.10) :

1. Initialisation : les solutions M et H sont initialisées en effectuant un calcul hy-
draulique sans terme source et un calcul mécanique avec une pression de pore
nulle. Le calcul mécanique est réalisé jusqu’a la création d’'un copeau défini par
une zone plastique qui atteint la frontiére supérieure de la roche.

2. Probléme hydraulique : le champ de pression de pore est calculé en fonction
de X et des déformations volumiques du dernier calcul mécanique. On calcule
I’écart Dy entre la derniéere solution H et la solution actuelle. Dy est un scalaire
utilisant une norme fixée par I'utilisateur (pression & un nceud donné, moyenne
arithmétique de la pression de pore ...).

3. Probléeme mécanique : les équations de la mécanique sont résolues en fonction
de la pression de pore obtenue & partir du dernier calcul hydraulique. On calcule
I’écart D entre la derniére solution M et la solution actuelle. D est un scalaire
utilisant une norme fixée par I'utilisateur (efforts de coupe ...).

4. Convergence : si les écarts Dy et Dyq sont supérieurs a un critére de précision
donné, le calcul est refait a partir de 'étape 2.

Cette méthode est facile & mettre en ceuvre pour des codes de calculs M et H séparés.
La convergence de cette méthode n’a pas été démontrée dans le cas général. Mais elle
a été comparée a des solutions analytiques et aucune différence n’a été observée.

Le calcul mécanique est réalisé jusqu’a la formation d’une zone plastique qui délimite
un copeau. Nous postulons que cette zone se forme lorsque le critére est atteint dans
I'un des noeuds situés sur la frontiére supérieure du domaine d’étude avec un seuil de
déformations plastiques fixé par I'utilisateur.
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Données (maillage, matériaux)

\

Calcul mécanique

\

Y

Terme source w

Y

Calcul hydraulique

A

non Dy < enp et Dy < ey

oul

|

’ Post-traitement ‘

FIGURE 4.10 — Algorithme des simulations hydromécaniques totalement couplées

4.4.1.2 Résolution du probléme mécanique

e Modéle géométrique : le modele fait 20 mm de largeur et 11 mm de hau-
teur. Il s’agit pratiquement des mémes parameétres adoptés dans [6, 52, 57|. Nous
supposons que les frontiéres sont suffisamment éloignées pour représenter cor-
rectement l'infini. Nous utilisons un maillage triangulaire de degrés deux a six
neceuds. Nous avons choisi une concentration de maillage trés importante dans la
région du chanfrein. La densité de répartition des éléments décroit de I'interface
taillant-roche vers la frontiére (figure 4.11). Le nombre total des noeuds dépend
de la profondeur de passe. Par exemple, pour une profondeur de coupe h = 1
mm/tr, on utilise 5339 nceuds avec 2596 éléments.

e Propriétés des matériaux : pour modéliser la roche, nous utilisons un matériau
élastoplastique parfait obéissant au critére de Mohr-Coulomb (cohésion ¢, angle
de frottement ). Le potentiel plastique, qui est de type Coulomb, dépend du
double coefficient de Poisson plastique .

e Conditions aux limites : la frontiére horizontale inférieure est bloquée ver-
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ticalement tandis que les frontiéres latérales sont bloquées horizontalement. Un
déplacement horizontal ug est appliqué au taillant.

e Champ de pression de pore.

Les trois premiers champs de données sont enregistrés dans un fichier texte dont le
format est géré par le module LECVP du code VIPLEF. Le champ de pression de pore
est enregistré a partir du logiciel HYDREF dans un fichier binaire compatible avec la
norme de LECVP. Un solveur appelé CALVP est utilisé par la suite pour résoudre le
probléme avec la méthode des éléments finis.

— — 1mm

Roihe Up

FIGURE 4.11 — Maillage du probléme pour A = 1 mm/tr

4.4.1.3 Résolution du probléme hydraulique

La résolution numérique du probléme hydraulique est gérée par le code HYDREF.
Le modéle géométrique utilisé est le méme que la partie mécanique. Le transfert hydrau-
lique dans la roche est modélisé par le coefficient A = %. Nous imposons la condition
a la limite (p — pp = 0) sur 9€2. On se limite donc a I’étude des problémes "balanced”
ol la pression de boue et la pression de pore vierge sont égales.

Le code HYDREF est initialement destiné & 1’étude des problémes d’écoulement
hydraulique en régime transitoire sans terme convectif. Le solveur de ce logiciel n’est
pas adapté aux problémes d’écoulement convectifs. Afin d’utiliser HYDREF pour la
résolution du probléme de conduction-convection, on introduit le changement d’incon-
nue suivant : p = p/w avec w (z,y) = exp (—Az). Ce changement conduit & un nouveau
probléme :

=", (4.31)

L’équation 4.31 peut étre résolue par le code HYDREF puisqu’il s’agit d’un pro-
bléme transitoire avec un pas d’intégration 1/A\% Cette méthode a 'avantage d’étre
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rapide car il s’agit d’un probléme linéaire avec un seul pas de calcul. Cependant, il
n’est pas possible de résoudre avec cette méthode les probléemes d’écoulement ou la
perméabilité et le coefficient d’emmagasinement ne sont pas uniformes. Il est également,
impossible de résoudre avec cette méthode des problémes dans lesquels la pression de
boue est différente de la pression de pore initiale (underbalanced et overbalanced).

4.4.2 Paramétres d’entrée du modéle numérique

Le tableau 4.5 résume les propriétés hydromécaniques de la roche requises pour
le modéle poromécanique. L.e modéle mécanique exige la connaissance des propriétés
de la roche obtenues a partir d’essais de compression. Les paramétres d’écoulement

hydraulique sont représentés par le coefficient adimensionnel A = %.

Paramétres Symbole
Paramétres mécaniques

Module d’Young Ey

Coefficient de Poisson Vo

Résistance a la compression simple R,

Paramétre de rupture de Mohr-Coulomb K

Double du coefficient plastique (Dilatance) o]
Paramétres hydrauliques

Vitesse adimensionnée A

Pression de pore initiale Do

Paramétres du couplage hydromécanique

Coefficient de Biot b
Module de Biot M

TABLEAU 4.5 — Paramétres d’entrée pour les logiciels VIPLEF et HYDREF

4.5 Etude de sensibilité

4.5.1 Paramétres de 1’étude

Nous présentons une étude de sensibilité de I'effet du paramétre adimensionnel
A= % et de la dilatance (8 sur la pression interstitielle et les efforts de forage. Pour ce
faire, nous avons choisi une géométrie de coupe simple qui ne présente ni chanfrein ni
frottement sur 'interface taillant-roche.
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Pour l'illustration graphique des résultats, on se limite a la portion de la roche
affectée par l'action du taillant qui se trouve au voisinage de la pointe du taillant.
Nous avons choisi d’étudier l'effet de (A, 5) dans le cas du grés des Vosges. Nous avons
choisi un angle de coupe nul et une profondeur de passe h = 1 mm/tr. Le nombre
de nceuds utilisé est de 8542 avec 4185 éléments. Le jeu de paramétres de cette étude
paramétrique est illustré dans le tableau 4.6 :

Paramétres Symbole Valeur

Paramétres géométriques

Profondeur de passe (mm/tr) h 1
Angle de coupe (°) 6 0

Paramétres mécaniques

Module d’Young (MPa) Ey 10900
Coefficient de Poisson 1/0 0.22
Résistance a la compression simple (MPa) R, 36
Paramétre de rupture de Mohr-Coulomb K 3
Double du coefficient plastique (Dilatance) 6] 1,3

Paramétres hydrauliques

Vitesse adimensionnée A [0, 5]

Pression de pore initiale Po = Db -

Paramétres du couplage hydromécanique

Coefficient de Biot b 1
Module de Biot (MPa) M 7871

TABLEAU 4.6 — Jeu de paramétres utilisé pour les simulations numériques

4.5.2 Création du copeau

Nous analysons le comportement de la roche & la rupture. Pour créer un copeau,
nous appliquons un déplacement uq sur la face d’attaque jusqu’a obtenir une zone plas-
tique délimitant un copeau. On postule que le copeau est formé lorsque le critére de
rupture est atteint dans 'un des noeuds situés sur la frontiére supérieure de la roche
(figure 4.12(a)) : f (&) = e. avec un seuil de déformation plastique minimal de 0.2%.

€c = If—oc est la précision sur le critére fournie & VIPLEF. Ce choix est satisfaisant car
il permet d’obtenir exactement le méme résultat que . = 1136 avec un temps de cal-

cul considérablement réduit. Le déplacement uy nécessaire a la création du copeau est
de ordre de 0.012 mm, ce qui est trés petit devant la profondeur de passe h = 1 mm/tr.
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La figure 4.12(b) montre les isovaleurs des déformations plastiques volumiques a la
rupture pour S = 2 et A = 1. Les déformations plastiques délimitent le copeau qui a une
forme triangulaire, ce qui confirme les modéles analytiques comme [11, 52|. L’angle de
rupture est de 35.2° relativement proche de la valeur théorique de 30° de I’équation 4.17.

On constate aussi que les déformations plastiques se propagent a l'intérieur de la
roche en dessous du copeau pour atteindre une région plus lointaine qui atteint la
frontiére supérieure de la roche. Nous pensons que cette zone plastique secondaire
définit le prochain front d’attaque caractérisé par un angle de coupe nul identique au
premier copeau. Si cette hypothése est vraie, alors I'hypothése de régime stationnaire
dans [10, 11, 21, 35, 52|, qui est aussi adoptée dans cette thése, est trés justifiée puisque
le méme scénario de coupe se répéte d’une maniére identique.

zzzzzz
0.1882

0.2635

0.3388

l B.4141

e

0.5646

111111

Longueur +—— ©.25 mm
R,
Longueur +—— 0.25 mm

(a) Critére de rupture f (&) (b) Déformation plastique volumique €?

FIGURE 4.12 — Format du copeau pour f=2et A =1

4.5.3 Champs de contraintes et de déformations & la rupture

La figure 4.13 montre les isovaleurs des contraintes principales et des déformations
volumiques a la rupture. Le maximum des contraintes totales est situé sous 1’outil
(valeurs positives). Le minimum des contraintes totales est situé aux alentours de la
pointe de I'outil. Quasiment, tout le domaine est en compression, comme l’'indiquent
les valeurs négatives de la contrainte principale. En revanche, une traction se produit
sous l'outil. Cette traction est due a I’avancement du taillant.

La figure 4.13(c) présente les isovaleurs de la déformation volumique &, = tr(e).
On constate que la déformation volumique dans la partie en dessous du taillant est
positive. Cette augmentation des déformations est due a la traction et a la dilatance.
En revanche, la partie du copeau au voisinage de la face d’attaque jusqu’a la frontiére
supérieure est en compression. Ce résultat n’est pas en cohérence avec le modéle de
[11] qui admet que la porosité du copeau est supérieure a la porosité initiale de la
roche. En effet, le présent modéle suppose un état de déformations initiales vierge.
Cette hypothése est trés discutable. En effet, le calcul ne tient pas compte de I'histoire
des déformations plastiques induites par les passages du taillant au passé. La figure
4.12(b) montre que la déformation plastique se propage dans la partie en dessous de
la direction du taillant. Pour une modélisation réaliste, ces déformations doivent étre
prises en compte lors du prochain passage du taillant par cette zone.
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Pour mieux clarifier cette critique de notre modélisation numérique, précisons qu’alors
que pour le probléme hydraulique, nous avons bien tenu compte du caractére station-
naire, mais cela n’a pas été le cas pour le calcul mécanique. Nous avons fait cette
remarque a la fin de cette thése et nous avons donc réalisé des nouvelles simulations
en modifiant VIPLEF pour incorporer le régime stationnaire de I’écoulement plastique
selon une méthode tout a fait classique [19] et simple a4 programmer et a utiliser, a
condition seulement que le maillage soit sous la forme d’une grille paralléle aux axes.
Nous avons trouvé que nos premiéres simulations hydromécaniques (avec écoulement
plastique statique) donnent le méme résultat que les nouvelles simulations hydromé-
caniques (avec écoulement plastique stationnaire) en terme d’efforts de coupe (voir
annexe C.4).
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-73.400 -73.400
—68. 200 —68. 200
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-67.500 -67.500
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21400
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-5.600
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17.508 17.508
HPa HPa

(a) Contrainte principale 1 (b) Contrainte principale &3

-0.4579

Longueur +—— ©0.25 mm

(c¢) Déformation volumique e,

FIGURE 4.13 — Résultats des simulations numériques pour § =2et A =1

4.5.4 Etude paramétrique
4.5.4.1 Cas d’étude

On étudie les variations de la pression de pore moyenne p — pg sur le copeau et la
contrainte normale oy sur la face d’attaque pour différentes valeurs de A = % et de .
Pour simplifier la notation, p — pg sera simplement notée p. Nous avons choisi d’étudier
différents scénarios :

e Résolution numérique fortement couplée pour 5 =1,2 et 3.

e Résolution numérique faiblement couplée : la pression de pore est calculée
numériquement en régime stationnaire avec HY DREF sans terme source en im-
posant p = 0 sur J9 et la discontinuité [Vp].7 = —2A\[w]n, sur I" identiquement
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au modéle de diffusion analytique (voir tableau 4.2 ). Une fois déterminée, la carte
de pression de pore est fournie & VIPLEF pour faire un seul calcul mécanique.

e Solution analytique de [11] : solution analytique d’une ligne source dans un
milieu infini [11]. La pression de pore p est donnée par 1’équation 4.28.

e Nouvelle solution analytique : solution analytique d’une ligne source dans
un milieu semi-infini ¥ < 0. La pression interstitielle p est donnée par I’équation
4.29.

La valeur du saut [w] = 1f%bM pour les solutions analytiques et la résolution
numérique faiblement couplée est obtenue & partir d’un calcul numérique mécanique
pur pour 8 =2 : A¢ = 0.19%. Pour le cas § = 3, on a A¢ = 0.39%. Nous avons choisi
la valeur de 0.19% car elle permet un meilleur ajustement avec les solutions numériques
fortement couplées (figure 4.16). Pour cette valeur de A¢, la dépression de référence

« _ __ _bAG  __ bMA __
est Ap* = 500 (—30) = (-do) — 18.8 MPa.

4.5.4.2 Carte de la pression de pore

On présente sur la figure 4.14 les variations de la pression interstitielle pour dif-
férentes valeurs de dilatance et pour différentes valeurs de A\ obtenues & partir des
simulations numériques fortement couplées. On envoie le lecteur a la figure 4.8 pour
les autres solutions.

On constate que l'effet de A est relativement faible lorsque le matériau n’est pas
dilatant, autrement dit lorsque 5 = 1. Pour ce cas de figure, on a souvent une sur-
pression dans la zone devant 'outil et une légére dépression dans la partie vers le bas.
Les dépressions sont dues aux changements positifs de la déformation volumique 0,&,.
Les dépressions sont causées par les variations positives selon = de la déformation vo-
lumique.

Lorsque le matériau est dilatant (8 > 1) on observe une chute de pression de pore
devant ’outil qui augmente avec A, et qui est d’autant plus importante que 3 est grand.
Cette zone correspond quasiment & la zone ou les déformations volumiques sont posi-
tives. La zone devant la pointe de I'outil subit une surpression dont I'intensité dépend
de \.

Les simulations numériques fortement couplées qui tiennent compte du comporte-
ment élastoplastique de la roche montrent que la variation de la pression de pore n’est,
pas systématiquement négative pour les différentes valeurs de 3 et de \. Par ailleurs,
ces simulations montrent qu’il y a des zones de surpression. Ce résultat contredit les
hypothéses de [11] ainsi que le nouveau modéle de diffusion 4.3.2 (voir figure 4.8).
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FIGURE 4.14 — Résultats des simulations numériques fortement couplées : variations de la

pression de pore p — pg a la rupture pour différentes valeurs de 5 et de A = %

4.5.4.3 Cas d’une roche non-dilatante

La figure 4.15 présente I’évolution du changement de la pression de pore moyenne p
et de oy en fonction de A pour une roche modélisée par un matériau de comportement,
élastoplastique non dilatant (8 = 1). On constate que la contrainte moyenne oy sur
la face d’attaque semble étre indépendante de . La pression moyenne sur le copeau
varie peu en fonction de \. Ces variations minimes sont dues aux déformations élas-
tiques induites par ’action du taillant. Globalement, on peut négliger 'influence des
déformations élastiques sur le comportement hydromécanique de la roche.
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FIGURE 4.15 — Variations du changement de la pression de pore moyenne p et de og en fonction
de)\:%pourﬁzl

4.5.4.4 Effet de ) et de [ sur p

Nous étudions le comportement hydromécanique de la roche a la création d’un
copeau. Dans la suite, on se limite au modéle dilatant ce qui est le cas des roches
(8 > 1). Lors du calcul du terme source, on tient seulement compte des déformations
permanentes ce qui est en cohérence avec I’hypothése du régime stationnaire. En effet,
les déformations élastiques se déchargent lorsque le taillant passe d’une position & une
autre. Seules les déformations plastiques restent inchangées. On a donc :

w =bMe, ~ bMeP (4.32)

On présente sur la figure 4.16 les variations de la pression de pore moyenne p sur
le copeau en fonction de A = % pour les différentes méthodes de résolution détaillées
dans 4.5.4.1. Pour les solutions analytiques, nous avons pris A¢ = 0.19% et pour les
simulations numériques avec couplage fort, nous avons étudié deux cas : § = 2 et
[ = 3. Les solutions numériques sont représentées par des lignes pointillées tandis que
les solutions analytiques sont représentées par des lignes continues. Pour les solutions
numériques, p est obtenue grace au logiciel VIPLEF qui permet de calculer la moyenne
d’une grandeur physique sur un segment.

On remarque tout d’abord que p diminue avec A pour les différentes méthodes de
calcul. On constate que la chute de la pression de pore p s’accentue avec la dilatance
£ > 1. On observe aussi que le nouveau modéle analytique et la solution numérique
faiblement couplée sont relativement proches. En effet, la résolution numérique permet
d’imposer numériquement p = 0 sur df2 alors que la solution analytique du probléme
de diffusion donnée par I’équation 4.29 permet d’imposer p = 0 sur la frontiére supé-
rieure y = 0. Les deux solutions ne sont pas en cohérence avec la solution de [11] qui
surestime la chute de pression de pore (solution du milieu infini).

Il existe un écart entre les solutions numériques fortement couplées et le reste des
solutions. Nous rappelons que le terme source dans les solutions numeériques fortement

couplées est calculé a partir des déformations plastiques. En revanche, dans le reste des

104



modéles, on suppose que la porosité subit un saut A¢ sur la ligne de discontinuité I'.
La figure 4.16 montre que nous pourrions chercher une valeur de g pour A¢ donné.

—@— Couplage fort (3= 3)

—&— Couplage fort (3= 2)

\ Couplage faible (numérique)
fffff (Detournay et Atkinson, 2000)

-2 : &\ —— Modeéle analytique
. ~a_
| & A4 A,
. T \A\
Aﬁ*“"ﬁk\\‘
—A A//Jk

p [MPa]
|

-10

A

FIGURE 4.16 — Variations en fonction de A = % du changement de la pression de pore
moyenne p sur le copeau pour les différentes méthodes de résolution

4.5.4.5 Effet de )\ et de [ sur o,

On trace sur la figure 4.17 les variations de la contrainte normale oq sur la face d’at-
taque en fonction du paramétre adimensionnel \ = % pour les différentes approches
de résolutions présentées dans 4.5.4.1. On constate que oy est une fonction croissante
de X\ pour toutes les courbes.

On constate un écart entre la résolution numérique faiblement couplée et le nouveau
modéle analytique, bien que la pression de pore moyenne sur le copeau p déterminée
par les deux modéles soit pratiquement la méme. En effet, dans le nouveau modéle de
diffusion analytique, on suppose que la pression de pore est uniforme et que sa valeur
est égale a p. En revanche, dans la résolution numérique faiblement couplée, le champ
de pression de pore n’est pas uniforme. On constate également que la solution de [11]
est trés loin de la solution numérique faiblement couplée. Ainsi, on peut conclure que
la nouvelle solution analytique (équation 4.29) est une amélioration du modéle de [11]
(équation 4.28) mais elle ne représente pas la réalité.
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FIGURE 4.17 — Variations de oy en fonction de A = % pour les différentes méthodes de
résolution

4.5.4.6 Effet de )\ et de [ sur «

La figure 4.18 montre ’évolution de ’angle de rupture a que fait le copeau avec
I’horizontale en fonction du paramétre adimensionnel \ = % € [0,5] et de 8 pour les
résolutions numériques fortement couplées. Cet angle est déduit a partir de I'intersec-
tion du copeau avec la frontiére supérieure du domaine d’étude (voir figure 4.12(a)).
Ces courbes ne sont pas lisses a cause de la discrétisation de ’espace qui ne permet pas

d’avoir la position du copeau de maniére exacte mais avec une incertitude de 1.5°.
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FIGURE 4.18 — Variations de « avec A = % pour différentes valeurs de 3

La valeur théorique de « selon [11, 52] et le nouveau modéle de coupe présenté dans
4.3.1 est de 30° quelle que soit la valeur de A. En effet, o est calculé via la théorie
de I'équilibre limite en admettant un champ de pression de pore constant au voisinage
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immédiat de la coupe sans prise en compte du paramétre de dilatance § [11, 52|. En
revanche, « vaut 35.8° + 1.5° pour les simulations numériques avec couplage complet
pour $ = 1. L’angle a augmente avec A jusqu’a atteindre une asymptote horizontale
dans le cas des simulations numériques avec couplage complet pour g = 2.

4.5.4.7 Discussion

Nous avons réalisé une étude de sensibilité afin de tester et de comparer les diffé-
rentes méthodes de calcul sur les variations de la contrainte moyenne oy sur la face
d’attaque, la pression de pore et I’'angle a du plan de rupture. Nous avons choisi
une géométrie de coupe simple qui ne présente pas de chanfrein avec un angle de
coupe nul. Cette étude paramétrique est axée sur le role du paramétre adimensionnel

A= 2;093;’]( = % et de la dilatance via soit A¢ soit [ sur les efforts de coupe. Cette

étude est restreinte pour les valeurs de A dans [0, 5]. En effet, des difficultés numériques
surgissent lorsque A > 5.

Afin de compléter la résolution numérique faiblement couplée et les solutions analy-
tiques, nous avons déterminé le saut de porosité A¢ sur I' numériquement en utilisant
les résultats d’une simulation mécanique pure de la coupe d’une roche de comportement,
élastoplastique dilatant avec 8 = 2. Nous avons trouvé une valeur de A¢ = 0.19% qui
permet d’avoir un ajustement plus précis que la valeur 1% [11].

Les différentes approches numériques et analytiques montrent que les efforts de
coupe augmentent avec A lorsque la roche est de comportement dilatant. Ce phéno-
meéne est di a la diminution de la pression interstitielle avec A quand la roche est
dilatante. Ce résultat confirme I’hypothése de confinement dynamique di a la varia-
tion de la pression interstitielle [11, 29]. Cet effet de confinement s’accentue avec la
dilatance. Quand le comportement de la roche est modélisé par un matériau plastique-
ment incompressible (5 = 1), og et la pression de pore varient peu en fonction de .

Nous avons également étudié numériquement l'effet de A et de [ sur 'angle de
rupture a. Nous avons trouvé que cet angle est indépendant de A dans le cas § = 1.
Lorsque 8 > 1, angle « varie en fonction de A contrairement aux précisions de [11, 52].

En résumé, les différents modéles étudiés montrent clairement que la vitesse de
coupe a un effet trés important sur les efforts de forage. Dans la suite, nous présentons
une comparaison entre les modéles poromécaniques et les essais élémentaires de coupe
de la section 2.4.

4.6 Confrontation du modéle et des essais de coupe

Afin d’étudier la validité de 'approche poromécanique, on présente dans cette sec-
tion une comparaison entre les essais élémentaires de coupe réalisés sous pression d’huile
de 20 MPa et les modéles développés dans ce chapitre. Nous renvoyons le lecteur vers
I'étude de [42]| pour 'explication de 'effet de la vitesse de coupe a pression atmosphé-
rique (voir paragraphe 3.3.4). Nous avons restreint cette étude comparative au grés des
Vosges. En effet, il s’agit de la seule roche ol I’'on a observé un effet de vitesse de coupe
trés important pendant les essais de coupe sous pression de fluide.
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4.6.1 Propriétés hydromécaniques du grés des Vosges

Nous avons réalisé des essais de compression simple pour caractériser le gres des
Vosges testés dans le chapitre 2. Nous avons trouvé les propriétés mécaniques suivantes :

e paramétres élastiques : Ey = 10900 MPa, vy = 0.22
e paramétres du critére de rupture : R. = 36 MPa, ¢ = 35° (k = 3.69)

Malheureusement, nous n’avons pas les données des déformations volumiques qui per-
mettent de caractériser le potentiel plastique en déterminant la valeur de la dilatance
B. Nous avons donc choisi de modéliser ce greés des Vosges par un matériau standard
avec un potentiel associé : § = k.

Les propriétés hydrauliques du grés des Vosges en présence de ’huile sont :
e perméabilité intrinseque : k=5 107" m? (mesurée)

e porosité : ¢y = 0.2 (mesurée)

e incompressibilité de I'huile : Ky = c% = 1600 MPa (donnée par le fabricant)

e viscosité dynamique : =2 1077 MPa.s (donnée par le fabricant)

e coefficient de Biot : nous supposons que b vaut 1 car le grés des Vosges est une
roche poreuse trés perméable

4.6.2 Comparaison avec le modéle poromécanique

On néglige les frottements entre le taillant et la roche (6; = 0°). Cette hypothése est
justifiée par la présence de I'huile qui joue un role de lubrifiant. On néglige également
les frottements entre la zone de roche broyée et la roche saine (¢’ = 0°) dans I’équation
4.25. Pour l'instant, on néglige les efforts additionnels dus au chanfrein.

4.6.2.1 Ajustement de D et A¢

k
uCrdo
de passe testées varient de 0.75 & 1.5 mm /tr. Les vitesses de coupe testées varient de

0.047 a 1.13 m/s. Ainsi, le paramétre adimensionnel A = % varie de 0.0008 (h = 0.75
mm/tr et v = 0.047 m/s) & 0.042 (h = 1.5 mm/tr et v = 1.13 m/s). Pour ces valeurs
de A, nous ne trouvons pas d’effet de vitesse sur les efforts de coupe selon les différents
modéles de coupe numériques et analytiques (figure 4.19).

La diffusivité du gres des Vosges est D = = 2 1072 m?/s. Les profondeurs

Nous avons ajusté D et le saut de porosité A¢ a partir des mesures expérimentales
en utilisant le nouveau modéle analytique. Le calage de D et A¢ est réalisé avec la
fonction datafit du logiciel Scilab pour une série d’essais de coupe réalisée dans le gres
des Vosges & h = 1 mm/tr et sous pression de fluide de 20 MPa. Les valeurs optimales
de ce calcul sont :

e D=2364107° m?/s;
o Ad=6.41073,
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FIGURE 4.19 — Variations de E = g—z avec de A calculé théoriquement pour A¢ = 0.01, h =1

mm/tr et p, = 20 MPa

Cette valeur de diffusivité est trés petite devant la valeur calculée théoriquement
(D = uC];qﬁo = 21072 m?/s). Cette différence est probablement due aux effets d’échelle.
En effet, la perméabilité intrinséque k£ est mesurée au gaz a partir d’échantillons de
3 cm de diamétre et de 6 cm de hauteur. Les mécanismes de diffusion dans la coupe
des roches sont a échelles plus petites. En plus, la mesure de perméabilité ne tient pas
compte de la viscosité de ’huile, sachant que les molécules du gaz sont beaucoup plus

petites que celles de 1’huile.

Le saut de porosité A¢ ajusté est en cohérence avec les résultats des simulations
numériques. La variation de pression de référence est Ap* = E’f‘fij; = 64 MPa. En
revanche, ’ajustement optimal de la pression de référence pour la résolution faiblement
couplée donne Ap* = 200 MPa (A¢ = 2 1072?). Comme nous 'avons expliqué avant,
dans le nouveau modéle de diffusion analytique, on suppose que la pression de pore
est uniforme et que sa valeur est égale a p dans toute la roche. En revanche, dans
la résolution numeérique faiblement couplée, le champ de pression de pore n’est pas
uniforme. Il faut donc plus de dilatance pour approcher le modéle faiblement couplé

des mesures.

4.6.2.2 Ajustement de k;,

Nous avons déterminé k, a partir du diagramme (E,S) de la figure 4.20. Selon le
modele analytique 4.25, la pente de cette courbe est (tanf; + k, tan6) avec 6, = 0°.
Nous avons trouvé une valeur optimale de 2.88 au lieu de 1.5 proposée par [35]. Cet
ajustement permet de reproduire les mesures d'une maniére plus satisfaisante que la
valeur de tan(f + 65) = 0.26 de [11].
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FIGURE 4.20 — Diagramme (E,S) des essais élémentaires de coupe dans le grés des Vosges sous
pression de fluide de 20 MPa,

4.6.2.3 Confrontation des résultats expérimentaux avec le modéle poro-
mécanique

On présente sur les ﬁgures 4.21, 4.22, 4.23 et 4.24 les variations de la quantité
E = gc en fonction de A = 2% (premler axe d’abscisses) et de la vitesse de rotation
(deux1erne axe) pour h = 0. 75 1, 1.25 et 1.5 mm/tr, respectivement. On rappelle que
la diffusivité D et le saut de porosité A¢ sont ajustées a partir des essais réalisés a
h =1 mm/tr uniquement.

La solution de [11]| et la nouvelle solution analytique montrent que E augmente
toujours avec la vitesse de rotation. Les essais élémentaires de coupe a h = 0.75, 1
et 1.25 mm/tr confirment ce résultat. Pour ces profondeurs de passe, la coupe se fait
probablement en régime pseudo-drainé ou les efforts de forage dépendent de la vitesse
de coupe. Cependant, les mesures & h = 1.5 mm/tr montrent que E varie peu avec la
vitesse de coupe. Ce résultat laisse penser que la coupe se fait en régime non drainé a
hautes profondeurs de passe.

Nous avons également comparé les modéles analytiques avec les mesures de S = %
(&

(annexe C.3). Nous avons trouvé que la solution analytique donnée par I’équation 4.25
reproduit les mesures d’une maniére acceptable.
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FIGURE 4.21 — Evolution de E = g—z en fonction de A et de la vitesse de rotation & h = 0.75
mm/tr; p, = 20 MPa
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FIGURE 4.22 — Evolution de E = g—z en fonction de X et de la vitesse de rotation a h = 1

mm/tr; p, = 20 MPa
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FIGURE 4.23 — Evolution de E = g—z en fonction de A et de la vitesse de rotation & h = 1.25
mm/tr; p, = 20 MPa
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FIGURE 4.24 — Evolution de E = g_i en fonction de A et de la vitesse de rotation & h = 1.5

mm/tr; p, = 20 MPa
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La figure 4.25 présente une comparaison entre les solutions numériques, les modéles
analytiques et les mesures. On constate que les résultats du modéle numérique avec
couplage faible sont plus proches des mesures au contraire du modéle numérique for-
tement couplé qui sous-estime la valeur de E = % L’écart entre les différents modéles
de résolution est principalement di a deux causes

e dans les modéles fortement couplés, on tient compte du terme source ¢, fourni
par un calcul mécanique en élastoplasticité alors qu’on impose un saut de porosité
A¢ dans le reste des modéles;

e la condition & la limite hydraulique sur la frontiére 0f) est respectée par les
modéles numériques. En revanche, les modéles analytiques ne permettent pas
d’imposer cette condition. Le nouveau modéle de diffusion pallie ce défaut en
partie en imposant p = py pour y = 0 et a l'infini.

250
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F1GURE 4.25 — Comparaison entre les modéles numériques, le modeéle analytique et les mesures

4.6.3 Synthése

Les modéles promécaniques permettent d’expliquer 'augmentation des efforts de
coupe en fonction de la vitesse de coupe. Cette augmentation est expliquée par la
chute de pression de pore qui augmente la résistance de la roche au forage. Ce résultat
est en cohérence avec les travaux de [11, 39, 40].

La chute de pression peut causer une cavitation caractérisée par ’apparition d’une
phase gazeuse du liquide saturant. Selon le modéle analytique illustré sur la figure 4.26,
cet effet commence avant A = 2. Ce phénoméne de désaturation n’est pas pris en consi-
dération dans les différents modéles hydromécaniques. Mais nous pouvons considérer
que cette approche est valable en admettant un taux de saturation proche de 1.
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FIGURE 4.26 — Pression de pore moyenne sur le copeau p pour une pression de pore initiale
Po = 20 MPa

4.7 Conclusion

Nous avons établi dans ce chapitre une application des équations de la poromé-
canique a la coupe des roches sous pression de boue. L’objectif de cette étude est
d’expliquer l'effet de la vitesse de coupe sur la forabilité des roches sous pression de
fluide a travers le couplage mécanique-écoulement.

Nous avons tout d’abord développé une solution analytique approchée du probléme
de coupe qui améliore les modéles existants [11, 20]. La géométrie du copeau et les
efforts de coupe sont déterminés en utilisant la théorie de ’équilibre limite avec une
formulation simplifiée [11, 52|. Cette approche montre que les efforts de forage sont
proportionnels & la pression différentielle (Ap = p, — p) avec p la pression de pore
moyenne sur le copeau qui est inconnue. Ce modéle montre que I'angle de rupture «
dépend uniquement de ’angle de frottement interne dans la roche ¢ ainsi que ’angle
de frottement taillant-roche 0; et non de p.

Pour déterminer p, nous avons résolu le probléme de diffusion en régime station-
naire. Nous avons supposé que la porosité du copeau augmente de A¢ suite a 'attaque
de la roche par le taillant, conformément aux travaux de [11, 39, 40]. Ce modéle montre
que la pression de pore diminue en fonction du paramétre adimensionnel \ = %, ce
qui cause une augmentation de la pression différentielle qui joue un role de confinement,
dynamique de la roche.

Par la suite, nous avons résolu le probléme poromécanique numériquement avec la
méthode des éléments finis afin d’étudier la validité des hypothéses utilisées dans le mo-
déle analytique. Ces simulations permettent de tenir compte de la déformabilité de la
roche ainsi que du couplage hydromécanique qui se fait a travers la pression de pore et
des déformations volumiques qui agissent sur le terme source de I’équation de diffusion.

Les simulations numériques en élastoplasticité montrent que le copeau généré par

I’action du taillant est caractérisé par une baisse de porosité. De surcroit, nous mon-
vh

trons que I'angle de rupture o dépend du paramétre adimensionnel A = 2% ainsi que
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de la dilatance de la roche (. Ce résultat contredit ’approche analytique ainsi que
[11, 39, 40].

Les simulations numériques montrent que les efforts de coupe augmentent avec le
paramétre adimensionnel A lorsque la roche a un comportement dilatant. Cette augmen-
tation des efforts de forage s’accompagne systématiquement d’une baisse de la pression
de pore moyenne sur le copeau. Ce résultat est en phase avec le modéle analytique
et avec [11]. Cet effet de confinement dynamique a déja été signalé par de nombreux
auteurs [11, 28, 39, 40|.

On a également montré que les efforts de forage dépendent de la variation de la
pression de pore indépendamment de la valeur de la pression de pore a l'infini py dans
des conditions de type balanced (p, = po). Mais nous n’avons pas étudié les cas ou la
pression de boue p, est différente de la pression interstitielle vierge pg.

Finalement, nous avons comparé les résultats du modéle poromécanique avec les
essais élémentaires de coupe dans le grés des Vosges sous pression de boue car il s’agit
de la seule roche ou l'effet de la vitesse est trés important sous pression de boue.

Nous avons trouvé que la diffusivité théorique du grés des Vosges ne permet pas
de reproduire les expériences, et ce tant pour le modéle analytique que pour le mo-
déle numérique. Nous avons donc ajusté la diffusivité de cette roche en utilisant une
série d’essais de coupe & h = 1 mm/tr pour différentes vitesses de coupe. La valeur de
diffusivité calée a permis de reproduire les essais de coupe a h = 0.75, 1.25 et 1.5 mm /tr.

Le diagramme (E,S) expérimental montre clairement que la relation entre l'effort
normal F, et l'effort tangentiel F. est linéaire. La pente de cette courbe est de 0.8
pour toutes les vitesses et pour toutes les profondeurs de passe testées. Cette relation
linéaire confirme les modéles élémentaires de coupe [11, 52]. Cependant elle n’est pas
cohérente avec les observations de [42] réalisées a pression atmosphérique et a sec avec
des taillants de gros chanfreins.
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Conclusion générale et perspectives

Cette thése fait partie intégrante du programme du Centre de Géosciences de Mines
ParisTech visant a simuler les performances des systémes de forage en terme d’avance-
ment, de direction et de vibration. Notre travail s’inscrit dans le cadre d’un projet qui
vise & comprendre le role de I'interaction outil-roche dans ’occurrence du phénomeéne
du stick-slip au niveau de I'outil de forage. Le but recherché & long terme de ce travail
est de déterminer des régles de conception qui permettent d’optimiser le design des
outils.

Le stick-slip met en péril 'intégrité des systémes de forage et ralentit la vitesse
d’avancement, surtout en forages profonds, qui coiitent de plus en plus cher. Ce phé-
nomeéne affecte principalement les outils monoblocs en diamant synthétique PDC. Plu-
sieurs travaux de recherche ont été menés ces derniéres années afin de modéliser cette
forme de vibrations et déterminer ses origines. On espére obtenir grace & ces modéles
des remédes efficaces qui minimisent le stick-slip sans affecter la vitesse de pénétration
de I'outil qui est I'indicateur de performance d’'un forage.

On peut rencontrer dans la littérature plusieurs études expérimentales montrant
que le stick-slip s’accompagne d’une baisse du couple a I'outil en fonction de sa vitesse
de rotation. Les modéles couplés axial-torsion montrent que cette chute du couple se
traduit par une baisse de ’avancement par tour de ’outil durant le stick-slip. Quelques
modéles couplés axial-torsion montrent que le stick-slip peut se reproduire en absence
des vibrations axiales & cause de la forme de la loi d’interaction outil-roche.

Un modeéle simplifié en torsion-pure permet d’étudier le stick-slip. La garniture de
forage est modélisée par un systéme équivalent masse-ressort-amortisseur & un seul
degré de liberté. En effet, le stick-slip se produit autour de la fréquence de résonance
principale de la garniture. L’interaction outil-roche est modélisée par un couple dé-
croissant en fonction de la vitesse de rotation. Ce modéle permet d’expliquer comment
et pourquoi le processus d’interaction outil-roche a un effet important sur le stick-slip.

Pour mieux cerner la loi de comportement de I'interaction outil-roche, nous avons
réalisé une étude expérimentale axée sur le role de la vitesse de coupe sur la forabilité
des roches, non seulement & pression atmosphérique, mais aussi sous pression de fluide,
et ceci a I’échelle du taillant et de I'outil complet. Nous avons choisi trois roches de ca-
ractéristiques hydromécaniques différentes. Les essais élémentaires de coupe montrent
que les efforts de coupe augmentent avec la vitesse de coupe & sec et & pression at-
mosphérique. Ce résultat confirme d’autres observations de la littérature. Lorsque la
coupe se passe sous pression de boue (20 MPa), nous avons observé que 'effet de la
vitesse de coupe est relativement faible dans deux calcaires de faibles perméabilités.
En revanche, l'effet de la vitesse de coupe augmente d’'un ordre de grandeur dans un
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grés treés perméable.

Par analogie avec les travaux issus du domaine de labourage sous-marin, nous avons
développé un modéle couplé hydromécanique de la coupe des roches sous pression de
fluide. Pour ce faire, nous avons tout d’abord élaboré une solution analytique simpli-
fie en nous basant sur les modéles fournis par la littérature. La forme du copeau est
idéalisée de par un prisme dont les paramétres sont fonctions de la profondeur de passe
ainsi que 'angle de rupture qui est déterminé via la théorie de ’équilibre limite. Cette
étude montre que les efforts de coupe sont des fonctions décroissantes de la pression de
pore moyenne sur le copeau qui diminue lors du processus de coupe avec une intensité
qui croit avec la vitesse de pénétration vh. Cette chute de la pression interstitielle est
attribuée au phénoméne de dilatance caractérisé par une augmentation de la porosité
dans le copeau.

Pour étudier la validité des hypothéses utilisées dans le modéle analytique et qui
sont inspirées de la littérature, nous avons résolu le probléme poromécanique numé-
riquement, en nous basant sur les principes fondamentaux de la théorie de couplage
hydromécanique. Les simulations numériques en élastoplasticité montrent que le co-
peau généré par 'action du taillant est caractérisé par une baisse de porosité. En plus,
nous montrons que I’angle de rupture dépend du paramétre adimensionnel A = % ainsi
que du potentiel plastique de la roche (paramétre 3). Ce résultat contredit I’approche
analytique. En revanche, les simulations numériques restent en phase avec les approches
analytiques en montrant que les efforts de coupe augmentent avec le paramétre adi-
mensionnel A lorsque la roche a un comportement dilatant. Cette augmentation des
efforts de forage s’accompagne systématiquement d’une baisse de la pression de pore
moyenne sur le copeau.

Finalement, nous avons comparé les résultats du modéle poromécanique avec les
essais élémentaires de coupe dans le grés des Vosges sous pression de boue, car il s’agit
de la seule roche ou l'effet de la vitesse est trés important. Nous avons trouvé que la
diffusivité calculée théoriquement ne permet pas de reproduire les expériences, et ce
tant pour le modéle analytique que pour le modéle numérique. Nous avons donc ajusté
la diffusivité de cette roche en utilisant une série d’essais de coupe & h = 1 mm a
plusieurs vitesses de coupe. La valeur de diffusivité calée a permis de reproduire les
essais de coupe a h = 0.75, 1.25 et 1.5 mm.

Ainsi, nous avons contribué au développement d’un modéle poromécanique d’in-
teraction taillant-roche. Nous avons montré que le mécanisme de couplage mécanique-
écoulement fait intervenir la vitesse de coupe a travers le terme convectif de I’équation
de diffusion. Les essais élémentaires de coupe confirment I’existence d’un couplage entre
la pression du fluide et la vitesse de coupe. Cependant, nous n’avons pas encore uti-
lisé ce modéle pour étudier le phénoméne de stick-slip. En effet, il faudra implémenter
ce modéle élémentaire de coupe dans un simulateur d’outil de forage pour étudier la
réponse mécanique de l'outil en fonction de sa vitesse de rotation, de I'effort normal
imposé et de la roche.
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Perspectives

A notre connaissance, I’étude expérimentale que nous avons menée est la premiére
étude sur l'effet de la vitesse de coupe sur la forabilité des roches sous pression de boue
avec un taillant et un outil industriels de dimensions réelles. Cette étude a été réalisée
sur trois roches de caractéristiques hydromécaniques variées. Les deux modéles déve-
loppés ont permis d’expliquer I'effet de la vitesse de coupe sur le processus de forabilité
des roches. Nous pensons que l'intégration de ce modéle dans un simulateur de forage
est maintenant possible pour déterminer la capacité de cette approche a prédire les ef-
forts encaissés par un outil de forage et étudier la possibilité d’occurrence du stick-slip.

Cependant, cette modeste contribution a I’étude du forage pétrolier présente cer-
taines limites :

Les essais de coupe sont réalisés dans trois roches seulement, ce qui n’est pas
représentatif de toutes les roches rencontrées en forage.

Il manque des essais de coupe dans des conditions underbalanced et overbalanced
ol la pression de pore initiale est différente de la pression de boue.

Le modele de coupe est basé sur I’hypothése de régime stationnaire qui n’est pas
encore justifiée par les mesures des signaux des efforts de coupe.

Le modéle poromécanique laisse de coté des effets dynamiques importants tels
que le comportement viscoplastique de la roche et les efforts de frottement qui
peuvent se produire méme en présence de lubrifiants.

La perméabilité et le coefficient d’emmagasinement sont supposés constants dans
I’approche théorique. Cependant, nous avons démontré que la roche subit des dé-
formations importantes a cause de ’action du taillant. Ces déformations peuvent
induire des changements importants de la perméabilité par exemple.

Notre approche poromécanique ne tient pas compte d’une maniére rigoureuse
du phénomeéne de désaturation (nos modélisations supposent que le milieu reste
saturé méme avec une pression de pore négative).

Toutes ces problématiques méritent I’attention du chercheur et de I'industriel car leurs
résolutions permettent de mieux cerner la loi d’interaction outil-roche dans les condi-
tions réelles du forage pétrolier.
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Annexe A

Solution du probléme de stick-slip

Reprenons I'équation 1.7 dans laquelle I'inconnue principale est la fonction @D(f)

dérivable en tout instant ¢ et dont la dérivée & = ® est dérivable mais peut présenter
des discontinuités en un ensemble dénombrable d’instants ¢. En introduisant la fonction
F(t)=1—® — 26 — @, I'équation 1.7 devient :

Fi)=T (A.1)

Avec [T| < T, pour @ = 0 et T~ = T,sgn(®) pour @ # 0. Dans les phases ott @ # 0
est de signe constant, T est une constante et donc F' = 0. D’otu :

OF22Aot+o=1 (A.2)

Le polynome caractéristique de cette équation différentielle est 22+2€x+1. Lorsque £ <
1, nous avons le résultat de notre probléme sur les conditions de l'existence éventuelle
du stick-slip. En revanche, dans le cas £ > 1, nous avons besoin d’une analyse plus fine.

Premiére phase : Initialement, outil est en repos. A 'instant £ = 0, le moteur
est mis en marche. Pour déterminer le comportement du systéme & cette date, il suffit
d’examiner le signe de 0™ = &(07) :

e Siwt >0,alors,ona F = TZ Donc af=0% ona®=—20— Tz < 0. Il s’agit
alors d’une phase de décélération ou & diminue. Ceci est absurde car w* > 0 et
w(0) = 0.

e Siwt <0, alors,ona F = —TZ. Doncat=0%,onad= —2§@+TZ > 0. Il s’agit
alors d’une phase d’accélération ot @ augmente. Ceci est absurde car & < 0 et
w(0) = 0.

e La seule possibilité est donc @ = 0 et F () = pour € [O, T:} :

Par conséquent, au cours de la premiére phase de mouvement, la vitesse de rotation de
Ioutil est nulle jusqu’a ¢ = T,.
Deuxiéme phase : A {= T:, ona®=0etw=0. Donc ® = T: —TZ(&;) > 0. Donc

w augmente. Ainsi, cette vitesse deviendra positive.
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partir duquel Poutil se débloque) avec ® = ®(iy) et w(fy) = 0 et vérifie 'équation A.2.
La solution générale du probléme s’écrit alors :

Les autres phases : Toute phase de mouvement (& > 0) commence & £, (temps a
)

w=14+ (Dh@) (A3)

Ou wy, désigne la solution homogeéne (transitoire) du probléme. Il faut noter que si
la vitesse de rotation w ne s’annule plus & partir de la premiére phase de mouvement,
la vitesse de rotation subit des oscillations en régime pseudopériodique avant de se
stabiliser autour de 1 & U'infini (la vitesse de rotation de l'outil est égale a la vitesse de
rotation imposée). Donc le stick-slip ne se produit pas.

En revanche, si la vitesse de rotation de I'outil s’annule une seule fois a partir de la
premiére phase de mouvement, le systéme entre en mode de stick-slip avec une durée
phase de blocage :

Astick = T: - TZ - L:J (A4)

Ou @ est Paccélération a la fin de la phase du mouvement précédente. A chaque
transition de mouvement-blocage, on a @ < 0, donc Ag;ec existe toujours.
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Annexe B

Complément de I’étude expérimentale
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Epaisseur (mm)

B.1 Etude de la pressurisation

Equation de diffusion en régime transitoire

L’équation de diffusion en régime transitoire de I’écoulement d’un fluide peu-compressible

dans un milieu poreux homogéne avec une perméabilité intrinséque k constante s’écrit, :

- 1
’p= =y B.1
Vi = 5P (B.1)
Avec D = —k _ 1a diffusivité de la roche, x la viscosité dynamique du fluide, Cy la

pCrdbo
compressibilité du fluide et ¢q la porosité initiale de la roche. Pour simplifier I’analyse,
le probléme est résolu numériquement en axisymeétrie.

Application aux essais réalisés sur le banc de forage

Roche/Fluide Eau Huile Boue a base d’eau
Grés des Vosges 5 21072 15 10~
Calcaire d’Anstrude 11072 3107° 310

TABLEAU B.1 - Diffusivité du grés des Vosges et du calcaire d’Anstrude en m? /s pour différents
fluides

Eau Huile Boue Eau Huile Boue
500 500
400 400
3

300 £ 300
5
]
7]

200 ‘s 200
o

/ \LLI /

100 /// /// 100 ///
e Ji—— oLt
0.001 0.01 0.1 1 10 100 0.1 1 10 100

Temps (s) Temps (min)
(a) Grés des Vosges (b) Calcaire d’Anstrude

FiGURE B.1 — Variations de I’épaisseur pressurisée avec le temps dans le grés des Vosges et le
calcaire d’Anstrude pour différents fluides

Evidemment, les 6 courbes se retrouvent confondues si on porte en abscisse ¢t = Dt
et donc I'équation B.1 n’est résolue que pour le cas D = 1.
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F1GURE B.2 — Champ de pression de pore en MPa dans le calcaire d’Anstrude aprés 15 minutes
de pressurisation avec la boue a base d’eau
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B.2 Etude expérimentale de ’interaction taillant-roche

Numéro du tour
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FIGURE B.3 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses dans le grés des Vosges avec p, = 20 MPa et h = 0.75 mm/tr
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FIGURE B.4 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses dans le grés des Vosges avec p, = 20 MPa et h = 1.25 mm/tr
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FiGURE B.5 — Evolution des efforts de coupe en fonction de la position verticale du taillant
pour différentes vitesses dans le grés des Vosges avec p, = 20 MPa et h = 1.50 mm/tr

FIGURE B.6 — Evolution de I’effort normal en fonction de la position verticale du taillant pour
différentes vitesses dans le grés des Vosges saturé & pression atmosphérique et a h =

mm/tr
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Annexe C

Complément du modéle
poromeécanique

C.1 Efforts de coupe

La figure C.1 représente une schématisation du modéle élémentaire de coupe. Le
taillant attaque la roche selon un angle 6 et une profondeur de passe constante h. On
admet que la largeur dans la troisiéme direction est égale a [. Nous supposons que
I’effort de coupe est exercé par le PDC par l'intermédiaire d’une zone de roche broyée.
Dans cette annexe, nous développons 'expression de 'effort exercé par la zone broyée
sur la roche et qui est nécessaire a la création d’un copeau et ce, en nous basant sur la
théorie de I’équilibre limite.

Chanfrein

F,
,; | Zone broyée Ds
F, E |
6 ‘/ A
| 0 s h
| G, > T \0'
! W oy

Méplat p y T

FiGurE C.1 — Géométrie de coupe

On suppose que la zone broyée agit sur la roche par 'intermédiaire de la surface
3(0) dont I'aire est égale a S.. On introduit la notion de surfaces (w) ot w € [0, 5]
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telles que I'une d’elles délimite probablement un copeau. On admet que la surface ¥(w)
est plane présentant une inclinaison w par rapport a (Oy) et a comme aire :

Alw) = S (C.1)

COS W

La roche obéit au critére de rupture de Mohr-Coulomb avec une cohésion initiale ¢ et un
angle de frottement interne . Les contraintes totales de Cauchy étant représentées par
le tenseur g et la pression de boue étant p,, on pose s = g — p,1. Alors, les contraintes
effectives sont § = s — (pp — bp) 1 et en les remplacant dans le critére de Coulomb, on
obtient I’inégalité suivante qui doit étre vraie pour tout vecteur 7 normé :

|57 — (si.n)it|| < ¢ — (s.7) tan @ (C.2)

Ot ¢ = c+(pp—bp) tan  est supposée constante connue en admettant I’homogénéité
de la roche et 'uniformité de la pression de pore p. Ainsi, dans toute la suite, on cherche
un champ de contrainte s qui vérifie 'équilibre local d1v( ) = 0 et I'inégalité (C.2) tout
en restant compatible avec les efforts exercés par la zone broyée. La résultante des
efforts exercés par la zone broyée sur la roche est :

F = —/ sitd A (C.3)
$(0)

D’une maniére classique, on admet que la géométrie de I’éventuel copeau est déli-

mitée par les surfaces y = h , 3(0), X(5 —a), z =0 et z =1 ot a est I'angle que fait
avec Oy la surface de rupture. On suppose que la surface 3(0) est le siége d’un frot-
tement de type Coulomb d’angle 6;. En utilisant les hypothéses du modéle, on trouve
F¢ = FCcosf; (effort tangentiel) et F = —F°sinf; (effort normal) ainsi que F, = 0

avec F¢ > 0.

L’objectif est de déterminer un niveau de force F¢ qui cause la création d’un copeau
ainsi que l'angle o qui caractérise la surface X(§ — ) qui délimite le copeau. En
admettant que la résultante des efforts sur les deux faces z = 0 et z = [ est nulle, on
peut déduire que la résultante des forces sur le copeau est :

F+ / sitdA =0 (C.4)
(

5o)

En exploitant le fait que la surface Y (w) est plane (7 est uniforme), on obtient les
résultats suivants :

IE° — (F°.i)it] < / st — (si1.7)iT]| dA

5(w) B
L’inégalité (C.2) impose donc a F* la condition suivante :
IF° — (F i)t — F itan o < cA(w) (C.6)
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Selon I’égalité (C.4), le champ de contrainte s est statistiquement admissible. De plus,
s vérifie le critére de Coulomb dans toute la roche. La condition (C.6) n’est pas suf-
fisante pour déterminer l'effort de coupe a la rupture car I'inégalité dans (C.5) n’est
une égalité que dans des cas particuliers (comme par exemple lorsque effort sii est

uniforme sur X (w)). Pour estimer un majorant des chargements F* admissibles, on
procéde donc & une approche par I’ exter1eur dans le cadre de la théorie de I’ equ1l1bre
limite. Nous cherchons une condition sur F. qui soit suffisante pour affirmer que F
n’est pas admissible : il existe w € [0, 5[ tel que :

—C

IF° = (F.m)ii| — F .iitan ¢ > cA(w) (C.7)
On admet que 'effort tangentiel ﬁz doit s’opposer au mouvement du copeau. Donc,
il existe w € [0, 5] tel que :

—=C —

F.t<0

—C — —C (C-S)
—F .t —F nitang > cA(w)

Ot t(— sinw, — cosw) est le le vecteur tangent a la surface ¥(w). On a F'i=F° sin(6—
w). Pour que F i< 0, 'angle w doit vérifier :

w > Hf (09)
D’autre part, on a F £+ ﬁc.ftango =Fsin(f; + ¢ —w). D’ou :
Fésin(w — (0f + ¢)) cosw > €S, (C.10)

Pour w vérifiant (C.9), 'argument du sinus varie de —p a § — (65 +¢). Donc, pour que
(C.10) puisse avoir une solution, il faut que :

g — (0 +¢) >0 (C.11)

Ainsi, il existe w € [0y, 7 telle que :
F{sin(2w — (0 + ¢)) — sin(w + 0¢)} > 2¢S. (C.12)

Pour w variant de 6 a 7, 'argument du premier sinus varie de O —pam—(0f+¢) et
compte tenu de (C.11), la derniére borne est supérieure a 7. Il existe donc une valeur
de w notée w, telle que sin(2w, — (65 + ¢)) = 1. Soit :

0
W= T Fry
42 (C.13)
T T O+
e == —We = — —
2 4 2

Pour que C.12 ait une solution, il faut et il suffit que F® > F™* avec :

2S.ccos
1 —sin(fy + ¢)

Frex — (C.14)

Lorsque F¢ = F™ T'inégalité C.12 devient une égalité pour w = w, et s’inverse pour
w # we. Done X(w,) est la surface qui délimite le copeau.
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C.2 Champ de la pression de pore

Afin d’établir une solution analytique pour le probléme de ligne source I' qui se
déplace avec une vitesse ¥ dans un milieu infini, on considére un seul point source
S(xo,yo) de la ligne I". Nous cherchons une fonction p(z,y) deux fois dérivable presque
partout dans €2, qui satisfait I’équation de diffusion et les conditions aux limites. Afin
de simplifier le probléme, on introduit la fonction w (z,y) = exp (—=A(z — zy)). Le
changement d’inconnue p = p/w et p = pw conduit & un nouveau probléme :

V35— Np =0
[Wﬁ]]ﬁ = —2\[@]n, en (z9,yo)
En coordonnées cylindriques (r, ), I’équation C.15 s’écrit :

?p  10p 1 0% -
ﬁ"—;a—f‘ﬁw—)gp:o (016)

Lorsque p est invariante par rotation, le probléme devient :

(C.15)

% 0p

—A\2p2p5 = 1
T@'r?—i_r&r Arep =0 (C.17)
On pose le changement de variable # = Ar. On a donc :
Pp | . 0p
~2 ~ A ~
r8f2+T8f_rp:O (C.18)

L’équation C.18 est I'équation de Bessel modifiée d’ordre 0 dont AK[\r] est solution
ot la constante A est arbitraire. La pression de pore p = wp + pg est donc telle que :

0 m)(e.) = 228 oxp [ A — o) Ko W mP + - wF]  (C19)

La pression de pore p totale en tout point (z,y) est la somme des contributions de
chaque point source :

e =520 [ el -l [\ T - wr] (©20

La constante A sera déterminée ci-dessous.

Détermination de la constante d’intégration
Soit § le vecteur unitaire tangentiel & I' de normale 7i. Dans la base (S, ), les points
sources sont repérés par leurs coordonnées (u,0). Le passage entre les deux systémes
de coordonnées se fait avec une rotation d’angle « :

T cos —sino S
= (C.21)

Y sina  cos« n

En coordonnées cartésiennes (s,n), la pression de pore s’écrit :

(p —po)(s,n) = % Fexp [—A((s —u)cosar — nsin o) Ko [)\\/m] du
(C.22)
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On a:

Vp.ii = —Apsina — /;ﬂ'K i(s,m)

i(s,n) = ——rs _Z s exp [—A ((s — u) cosa — nsin a)] K4 [)\\/m] du
/F ot (C.23)

Avec K; la fonction de Bessel modifiée d’ordre 1. Afin de trouver A, nous utilisons
le fait que p est continue dans €2 :

PgAA

[Vpli = —Alpl sina — 5= [i(s, n)]
[pl =0sur I (C.24)
[i(s,n)] = 2% sur T’
On a donc : 4 MDA
09 sin «
P97 o i el .
= e = e T (C.25)

La pression de pore est donnée par I'égalité suivante :

_ Asina bA¢p
(p—po)(x,y) - T cbon (1 _ ¢0)

/exp [—A(z — x9)] Ko [A\/@ —20)* + (y — 90)2]
g (C.26)
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C.3 Evolution de S en fonction de \

vitesse de rotation [tr/min]
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250 I I I I I T T T
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fffff (Detournay et Atkinson, 2000)
—— Modele analytique
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FiGURE C.2 — Evolution de S = g—lc‘ en fonction de A\ et de la vitesse de rotation & A = 0.75
mm/tr; p, = 20 MPa
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Ficure C.3 — Evolution de S = g—‘c‘ en fonction de A et de la vitesse de rotation & h = 1
mm/tr; p, = 20 MPa
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vitesse de rotation [tr/min]
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—— Modele analytique
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FiGURE C.4 — Evolution de S = g—lc‘ en fonction de A\ et de la vitesse de rotation & h = 1.25
mm/tr; p, = 20 MPa
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Ficure C.5 — Evolution de S = 1;—2 en fonction de A\ et de la vitesse de rotation & h = 1.5
mm/tr; p, = 20 MPa
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C.4 DModélisation de I’écoulement plastique station-
naire

Equation d’écoulement en régime stationnaire

La loi d’écoulement plastique s’écrit :
& = la(o, &) (C.27)

Avec g? le tenseur des déformations plastiques, ¢ le multiplicateur plastique et g un
champ tensoriel qui dépend du champ des contraintes ¢ et des variables d’écrouissage

&. Pour tout champ scalaire f, nous avons 0,f = —v.V f en régime stationnaire avec
f(@t) = f(& — tv) et U le vecteur vitesse. Ainsi, ’équation d’écoulement en régime
stationnaire s’écrit :

-

— Vg = Lg(

&k) (C.28)

|10l
[1Q1

Avec 7 la direction de la vitesse.

Approximation numérique

Nous avons intégré la formulation de I'équation d’écoulement plastique en régime
stationnaire C.28 dans le code de calcul numérique VIPLEF du centre de Géosciences.
Pour ce faire, nous avons utilisé ’approximation numérique suivante :

EP(7) o~ EP(7 + dsT) + [al, &) (C.29)

Avec 7= & — ¥ et £* = dsl. L’intégration numérique de ce probléme consiste & utiliser
un maillage sous forme de grille paralléle aux axes. Le calcul commence par le bord le
plus lointain (le future) ot on a &’ = 0 puis utiliser le schéma numérique C.29 pour
déterminer le champ des déformations plastiques en régime stationnaire.

Comparaison avec le calcul mécanique statique

Nous proposons une comparaison entre I’approche mécanique stationnaire et I’ap-
proche mécanique statique afin d’étudier la validité des simulations numeériques pré-
sentées dans ce mémoire qui sont basées sur une modélisation statique des écoulements
plastiques. La figure C.6 montre la déformation volumique plastique pour deux calculs
couplés hydromécaniques avec A = % =1 et § = 2 en utilisant les propriétés du greés
des Vosges listées dans le tableau 4.6 : dans le premier cas (figure en haut), le probléme
mécanique est statique tandis que dans le deuxiéme cas (figure en bas), le probléme

mécanique est stationnaire.

Le calcul mécanique stationnaire montre que la zone plastique se reproduit a I’iden-
tique dans la zone située derriére le taillant contrairement a la solution statique ou les
déformations plastiques sont localisées au voisinage du taillant. De plus, on remarque
que les déformations plastiques dans le cas stationnaire dans la partie derriére le taillant
dépendent uniquement de y et non de x. Mais ce résultat a peu d’influence sur I’esti-
mation des efforts de coupe en utilisant les deux méthodes.
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La figure C.7 montre I’évolution du rapport E = % en fonction de la vitesse adimen-

sionnée \ = % pour 5 = 2 en utilisant deux types de modélisation hydromécanique :
probléme mécanique statique et probléme mécanique stationnaire. Pour les deux cas,
le probléme hydraulique est stationnaire. Les points représentent les mesures réalisées
dans le grés des Vosges sous pression hydrostatique de 20 MPa. On constate qu’il existe
un léger écart entre les calculs statique et stationnaire pour des A petits. En revanche,
cet écart tend vers zéro quand )\ augmente. Mais globalement, on peut affirmer que les
deux modéles donnent des résultats trés proches en terme d’estimation des efforts de
coupe.

s

F1GURE C.6 — Champ de déformations plastiques volumiques
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Figurre C.7 — Evolution de E = };—z en fonction de A
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Résumeé

L'optimisation des systémes de forage nécessite une
meilleure compréhension des vibrations indésirables
comme le stick-slip. Ce phénoméne vibratoire, qui
affecte principalement les outils PDC (Polycrystalline
Diamond Compact), met en péril l'intégrité des
équipements de forage et réduit considérablement la
vitesse de pénétration de l'outil. Plusieurs travaux ont
été menés ces dernieres années pour déterminer ses
origines. Les observations réalisées en fond de puits
montrent que ces oscillations s'accompagnent
systématiquement d'une baisse du couple a I'outil en
fonction de sa vitesse de rotation. De nombreux
groupes de recherche attribuent cette baisse de
performance a I'occurrence du stick-slip.

L'objectif de ce travail est de développer un
modele élémentaire de coupe qui permet d'analyser
I'effet de la vitesse de coupe sur la forabilité des
roches dans des conditions opératoires réalistes. Dans
le cadre de cette thése, nous avons réalisé une série
d'essais de coupe en utilisant des taillants et des outils
a échelle réelle dans trois roches de propriétés
hydromécaniques différentes, et ceci a pression
atmosphérique et sous pression de fluide. Les essais
réalisés a pression atmosphérique montrent que les
efforts élémentaires de forage augmentent avec la
vitesse de coupe. Sous pression de boue, cet effet
dépend largement de la perméabilité de la roche. En
effet, nous avons observé que l'effet de la vitesse est
relativement faible dans les formations de faible et de
moyenne perméabilité sous pression de boue de 20
MPa. En revanche, cet effet augmente d'un ordre de
grandeur dans les roches trés perméables.

Afin de comprendre ces observations, nous
avons développé un modéle hydromécanique
d'interaction taillant-roche construit a partir de la
théorie de la poroélastoplasticité. D'abord, le probleme
est résolu analytiquement en s'inspirant des travaux
existants. Par la suite, nous avons apporté une
résolution numérique aux éléments finis des équations
de la promécanique appliquées a la coupe des roches
sous pression de boue. Les deux modéles montrent
que le phénoméne de dilatance géneére une baisse de
la pression de pore qui augmente la résistance de la
roche au forage. Cette chute de pression dépend de la
vitesse de coupe ainsi que des -caractéristiques
hydrodynamiques de la roche. Les résultats théoriques
ont été comparés aux nombreux résultats
expérimentaux obtenus dans le cadre de ce travail.

Mots Clés

Coupe des roches, vibrations, stick-slip, vitesse de
coupe, forabilité, dilatance, perméabilité, couplage
hydromécanique

Abstract

The optimization of the drilling practice requires a
better understanding of drillstring harmful vibrations
such as stick-slip. This form of torsional vibrations is
a typical problem of PDC (Polycrystalline Diamond
Compact) drillbits. It can reduce the rate of
penetration drastically and can raise fatigue of the
drilling devices. Many attempts were carried out in
the last years in order to determine the causes of
stick-slip phenomenon. Field observations show that
torque on bit decreases as a function of bit velocity
during stick-slip oscillations. Hence, it is widely
believed that this decreasing relationship is the root
cause of stick-slip.

The purpose of this work is to examine cutting speed
influence on rock drillability as a function of
operating  conditions and  hydromechanical
properties of the drilled formation. For this, a set of
drilling tests was performed in three sedimentary
rocks of different permeability using a full scale PDC
drillbit and a single PDC cutter. In the first step, dry
tests were carried out at atmospheric pressure. As
previously observed in literature, single-cutter tests
showed that drilling forces increase with cutting
velocity. In a second step, we performed the same
experiments at 20 MPa bottom-hole pressure. It
appears that rate effect on cutting forces in the
medium and low-permeability rocks is relatively low.
By contrast, rate effect in the highly permeable rock
increases by one order of magnitude in comparison
with dry experiments.

In order to understand this phenomenon, a steady
state solution of the cutting model is derived in the
framework of the theory of poroelastoplasticity. The
problem is firstly solved analytically using some
assumptions derived from previous works. Then, a
numerical resolution based on finite element method
is presented to solve the fully coupled problem
ensuring the satisfaction of poro-material physics
basic equations. Using these two different
approaches, we show that pore pressure in shear-
dilatant rocks decreases as a function of cutting
velocity depending on rock permeability and
interstitial fluid properties. This change has a
hardening effect resulting in an increase of rock
drilling resistance. Comparison between theory and
experience shows good agreements.

Keywords

Rock cutting, stick-slip, rate effect, drillability,
dilatancy, permeability, hydromechanical coupling.




