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INTRODUCTION GENERALE

Cette thése s’'inscrit dans le domaine de la modélisation numérique des réservoirs pétroliers.
[’objectif de ce travail est de proposer des outils mathématiques et numériques permettant
d’optimiser la récupération des hydrocarbures en place. Cette étude concerne le cas particulier
des réservoirs fracturés pour lesquels 'impact sur la production du couplage entre les écoule-
ments des fluides au sein de la formation et les déformations de la roche est particuliérement
important.

Qu’est ce qu’un réservoir naturellement fracturé ?

La formation du pétrole résulte de I'évolution au cours de 'enfouissement de la matiére
organique piégée dans les sédiments : il s’agit de la future roche mére. Au fur et & mesure de
I’enfouissement, cette roche est soumise a des augmentations de pression et de température qui
transforment la matiére organique en kérogéne puis en pétrole par craquage thermique ("fenétre
a huile" entre 70°C et 130°C). A plus grande profondeur, le kérogéne évolue et se transforme
tout d’abord en gaz humide par craquage naturel puis toujours sous I’augmentation de la tem-
pérature en gaz sec (hydrocarbure plus léger). Le pétrole est un mélange de solides (bitumes),
de liquides (huiles) et de gaz.

La formation d’un gisement de pétrole exploitable nécessite ensuite un mécanisme de migration
des hydrocarbures contenus dans la roche mére vers une roche réservoir. Une roche réservoir
désigne une roche poreuse et perméable, contrairement a la roche meére. Lors de la migration
dite primaire, les hydrocarbures sont expulsés de la roche mére par un ensemble complexe
de mécanismes physiques et chimiques (compaction des sédiments, micro-fracturation, trans-
formations chimiques, ...). Ensuite, pendant la migration secondaire, les hydrocarbures sont
drainés vers des roches poreuses sous l'effet de la gravité et des forces capillaires. Lorsque les
hydrocarbures rencontrent une roche couverture étanche (évaporite ou argile) appelée piége, ils
s’accumulent dans les derniéres couches poreuses traversées. La géométrie des piéges peut ré-
sulter de la tectonique (anticlinaux, failles, diapirs), on parle alors de piéges structuraux, ou de
la sédimentation (discontinuité, onlap,...), on parle alors de piéges stratigraphiques. Lorsque la
trilogie roche mére, réservoir et roche couverture est présente et surtout lorsque la chronologie
de maturation, de migration et de piégeage du pétrole est favorable, un réservoir d’hydrocar-
bure est alors constitué (figure -1).

Aprés les phases d’exploration et de délinéation du gisement, le pétrolier fore des puits de pro-
duction et d’injection. Le soutirage des fluides par les puits producteurs provoque une baisse
de la pression des fluides contenus dans le réservoir. Deux types de récupération sont cou-
ramment employés. La premiére, appelée récupération primaire (primary recovery), est due
essentiellement aux effets de compressibilité du réservoir.



INTRODUCTION GENERALE

Couche imperméable

Figure -1: Coupe d’un réservoir dans une structure anticlinale (Cossé, 1988).

Suivant les types de gisement et de fluide, le taux de récupération ne dépassera pas quelques
pourcents des quantités en place (25% en moyenne pour I’huile) ou au contraire atteindra ou
dépassera 75% pour le gaz (fortement compressible). La récupération secondaire (secondary
recovery) consiste généralement en l'injection d’eau ou de gaz, injection associée a la produc-
tion. L’injection permet de maintenir la pression dans le réservoir pour favoriser la production
et de “balayer” ainsi I’huile en place vers les puits producteurs. La récupération de I'huile dé-
passe cependant rarement 40%. D’autres méthodes (enhanced oil recovery) comme l'injection
de C'O5 ou de produit chimiques additionnés a de I'eau peuvent étre également mises en oeuvre.

Les réservoirs fracturés se distinguent des réservoirs conventionnels par la présence de réseaux
de fractures. Parmi les grands gisements fracturés aujourd’hui exploités, on peut citer notam-
ment Haft Kel en Iran, Ekofisk en Mer du Nord, Emeraude au Congo et Rhourde el Baguel en
Algérie.

La fracturation des roches réservoirs résulte d’épisodes tectoniques successifs au cours des temps
géologiques laissant chacun une empreinte caractéristique. On distingue entre autres :

e des fractures, dites hydrauliques, qui se développent lors de I'enfouissement sédimentaire
(compaction) par augmentation de la pression des fluides contenus dans la porosité ma-
tricielle. Les fractures ainsi créées sont le plus souvent subverticales a verticales, avec une
extension paralléle a la contrainte compressive dominante ;

e d’autres types de fractures peuvent se développer, liées a des phénomeénes géologiques
compressifs, lors de la formation de plis ou de failles, ou extensifs (faille normale princi-
palement). L’orientation de ces fractures dépend des directions des contraintes a 1'origine
de la fracturation, laquelle se développe parallélement a la contrainte principale ;

e une fracturation subhorizontale liée a la décompaction des couches sédimentaires lors
d’une érosion.

il



Dans la suite de cette étude, nous désignerons sous le terme de fracture toute discontinuité
d’échelle métrique a décamétrique sans distinction de son mécanisme d’apparition.

Un réservoir fracturé est constitué de fractures et de roche poreuse appelée matrice. L’huile ou
le gaz sont principalement stockés dans le milieu matriciel ; le réseau de fractures est, quant
a lui, le lieu de transport et d’écoulement privilégié du fluide. Ce type de réservoirs fracturés
est intéressant du point de vue pétrolier car le réseau de fractures offre une grande surface
d’échange avec la matrice et 1’huile peut étre efficacement drainée vers les puits de production.
D’autres réservoirs fracturés, moins nombreux, présentent 'essentiel des réserves dans les frac-
tures (Rospo Mare, en Italie).

Les gisements fracturés apparaissent comme des milieux a la géométrie et a la physique extré-
mement complexes (figure -2). Pour comprendre et modéliser un réservoir fracturé, une bonne
connaissance de la distribution spatiale du réseau de fractures au sein du massif rocheux est
primordiale : orientation, fréquence, extension, ouverture, rugosité, degré d’altération et ma-
tériaux de remplissage sont autant de propriétés permettant de renseigner les propriétés des
fractures.

e l'orientation : une discontinuité est, au moins localement, plane. L.a position du plan de
discontinuité est décrite par son orientation dans I’espace muni d'un repére ayant un axe
paralléle au nord magnétique. Une étude statistique permet d’identifier les familles et de
dégager une loi de distribution des discontinuités au sein de chaque famille. Bien qu’ap-
paremment désordonnées, les discontinuités d’un massif peuvent étre regroupées le plus
souvent en un ensemble structuré et leur orientation observée se répartit en un nombre
fini de familles (figure -2) ;

e l'espacement et la densité : I’espacement représente la distance moyenne séparant deux
discontinuités d’une méme famille et la densité le nombre de discontinuités d’'une méme
famille par unité de volume, de surface ou de longueur;

e l'extension : ce paramétre caractérise les dimensions de la discontinuité dans I’espace. Sa
mesure est dans les faits trés difficile a obtenir, les mesures réalisées ne pouvant étre que
locales. En général, la forme de la discontinuité est représentée par un disque ou un plan.
Il existe dans la littérature des corrélations entre I'extension et I'ouverture des disconti-
nuités;

e l'ouverture : 'ouverture est un parameétre représentant la distance qui sépare les deux
lévres d'une discontinuité. Cette caractéristique est difficile & mesurer du fait du remplis-
sage de la discontinuité, de sa rugosité et de sa grande variabilité. En pratique, on suppose
que chaque famille de fracture posséde une ouverture égale a son ouverture moyenne.

il
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Figure -2: Photographies d’affleurements de roches fracturées.

Les modeéles géologiques permettent de reconstruire une image des milieux fracturés (figure -3)
en utilisant des approches stochastiques. Ils intégrent des informations descriptives données par
I'étude des affleurements en surface, les diagraphies (surtout les mesures accoustiques dans les
puits), les données sismiques et des données dynamiques (information sur les écoulements de
fluide) estimées essentiellement par les tests de puits et les tests d’interférences.

Figure -3: Modéle géologique d'une maille réservoir avec le logiciel IFP Fraca''ov,

Les réseaux de fractures conférent a la fois une anisotropie hydraulique et une anisotropie mé-
canique au massif rocheux. D’une part, ils constituent des chemins préférentiels d’écoulement
caractérisés par une forte perméabilité k et un faible volume poreux ¢ :

kfracture ~ 1a10D > kmatrice ~ 14a200mD

¢fracture ~ 07 01% < ¢matrice ~ 10a40%

v



D’autre part, ils constituent des plans de faiblesse mécanique ou de renforcement : les fractures
peuvent glisser, s’ouvrir, se fermer ou ne pas se déformer lorsqu’elles sont fortement minéra-
lisées. Ces propriétés hydrauliques et mécaniques des fractures donnent a certains réservoirs
fracturés un comportement spécifique pendant la production : ces gisements sont qualifiés de
“stress-sensitive” dans la littérature pétroliére (Lorenz, 1999).

Un certain nombre d’observations réalisées lors de la production de gisements fracturés
montre que la perméabilité globale du réservoir varie pendant les phases de déplétion ou d’in-
jection. La perméabilité globale étant assurée principalement par le réseau de fractures, ces
variations sont attribuées aux déformations des fractures. Par exemple, pour les champs de
Lisburne, en Alaska (Hanks et al., 1997) et de Valhall, en Mer du Nord (Powley et al., 1992),
une diminution importante de la perméabilité a été observée au cours de la déplétion. Cet
effet s’explique soit par un cisaillement des fractures et la formation d’une zone fortement al-
térée entre les lévres des fractures (“gouge zone”), soit par I'augmentation des contraintes de
compression sur les lévres des fractures. Inversement, une augmentation de la perméabilité est
observée pendant I'injection d’eau froide en raison de I'augmentation de la pression et d’un effet
thermique de contraction de la roche. Ces effets ont été observés sur le champ de Spraberry,
au Texas (Schechter et al., 1996) ou encore en géothermie avec la technologie H.D.R., Hot Dry
Rock, sur le site de Los Alamos, aux Etats Unis (Duchane, 1995).

Modélisation des réservoirs fracturés et méthodes d’homo-
généisation

Les études de réservoir ont pour objectif d’optimiser I'exploitation des réserves. Pour cela,
un modéle conceptuel du milieu fracturé basé sur la description géologique et pétrophysique
du réservoir est construit. Ensuite, un modéle numérique du réservoir fracturé est élaboré. Les
modeéles de réservoir classiques calculent 1’évolution de la production sur la base d’'un maillage
s’appuyant sur la structure géologique. Une maille d'un modéle numérique de réservoir possede
généralement une extension d’une centaine de métres de coté et de plusieurs dizaines de métres
en extension verticale. L’ingénieur utilise alors une description dite “homogénéisée” du milieu a
modéliser.

Deux approches peuvent étre employées pour déterminer le comportement homogénéisé d'un
milieu fracturé :

e 'approche discréte : chaque fracture ainsi que la roche matricielle sont modélisées expli-
citement. Ces méthodes numériques sont efficaces lorsque le réseau de fractures est peu
dense. En revanche, elles deviennent rapidement inopérantes pour les milieux de grande
taille fortement fracturés, essentiellement pour des raisons de maillage (figure -4) et de
cotit numérique ;

e 'approche continue (ou par homogénéisation) que nous utilisons ans ce travail : le milieu
fracturé est représenté par un milieu homogéne équivalent. Ce type d’approche propose
une analyse de la structure & étudier a une échelle supérieure dite macroscopique, de sorte
que I'on ne distingue plus géométriquement les discontinuités qui la composent (figure -5).
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Figure -4: Les fractures sont représentées par les discontinuités noires. Pour de faibles densités
de fractures, le milieu fracturé peut étre maillé (image de gauche); pour de fortes densités de
fractures, le maillage est difficilement réalisable (image de droite).

Description
homogénéisée

L

N

Figure -5: Approche par homogénéisation : la structure a analyser est étudiée a 1’échelle ma-
croscopique L alors que les discontinuités qui la constituent sont a I’échelle microscopique 1.
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La description homogénéisée des écoulements dans les milieux fracturés fait appel au modéle
“double milieu”. Ce modéle a été introduit pour la premiére fois par Barenblatt et Zheltov
en 1960, puis développé par Warren et Root en 1963. Le milieu fracturé est décrit par la
superposition en tout point de deux champs de pression macroscopiques, I'un représentatif du
milieu matriciel P, et I'autre représentatif du milieu fracturé Py, liés par un terme d’échange

Q (figure -6).

Milieu matrice Milieu fissure

 —

| P

Milieu fissuré réel Modele double milieu

Figure -6: Représentation double milieu d’un milieu fracturé.

Dans le cas d’un fluide monophasique, la formulation de Warren et Root s’écrit :

csor%5t =V (4VP) = -0

o 22 avec Q = afm = (P — Pr)

ol les indices m et f sont les indices correspondant respectivement au milieu matrice et au
milieu fracture, o désigne le facteur de forme, k la perméabilité macroscopique, ¢ la compres-
sibilité, ¢ la porosité macroscopique et p la viscosité du fluide.

Ce modéle a deux équations exprime la conservation de la masse pour le milieu matrice et la
conservation de la masse pour le milieu fracture. Le terme Q est proportionnel & 1’échange de
masse entre les deux milieux. Le terme “¢’,:Cm est homogeéne a un temps et représente le temps
caractéristique de mise a ’équilibre du milieu matriciel. De nombreuses études proposent des
expressions du coefficient o (Warren et Root, 1963 ; Quintard, 1996a et 1996b ; Kazemi, 1976 ;
Coat, 1989).

Cette formulation peut étre justifiée en utilisant des techniques d’homogénéisation reposant sur
des développements mathématiques rigoureux telles que :

e des techniques de développements asymptotiques (Auriault, 1983 ; Arbogast, 1990 ; Pan-
filov, 1990) ;

e des techniques de prise de moyenne (Quintard et Whitaker, 1996a et 1996b).

L’approche asymptotique fait appel aux théories de 'homogénéisation développées par Ba-
khvalov et Panasenko, 1989, Bensoussan et al., 1978 et Sanchez-Palencia, 1980, pour des milieux
périodiques. Dans le cas des milieux fracturés déformables, nous mettons en place I'approche
proposée par Panfilov (1994 et 2000). Cette approche permet de construire un modéle macro-
scopique complétement homogénéisé et d’interpréter les effets hydromécaniques sur des temps
courts par rapport a la durée de production d’un gisement, par exemple I’échelle de temps de la

Vil
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journée pour un test de puits. Le modéle hydromécanique macroscopique que nous construisons
n’est pas élastique mais viscoélastique ; de plus, on montre que I’évaluation du terme d’échange
du modéle de Warren et Root doit étre revisitée.

A Déchelle de temps de la simulation de réservoir (i.e. pour des temps longs devant les temps
caractéristiques du probléme) et dans le cas d'un fluide monophasique, le probléme d’homo-
généisation se simplifie car les pressions dans les milieux fracture et matrice sont identiques.
Le probléme a homogénéiser peut alors étre abordé a I'aide de techniques de champs moyens
telles que I'approche micromécanique. Ce type d’approche permet de construire une loi de
comportement utilisable par I'ingénieur a partir d’une représentation stochastique du milieu
fracturé. En laboratoire de mécanique des roches, les fractures sont considérées comme des in-
terfaces bidimensionnelles ; leur comportement mécanique est décrit par une loi de contact. En
les considérant, comme des objets tridimensionnels de faible épaisseur plongés dans une matrice
élastique, on régularise le probléme d’homogénéisation. 1l est alors possible de considérer le
milieu fracturé comme un matériau composite et d’appliquer des méthodes d’homogénéisation
dédiées a ce type de matériaux. Cette approche permet de constuire des lois d’état poroélas-
tiques et poroplastiques a partir des informations des modéles géologiques et pétrophysiques
(densité, orientation, longueur, loi de comportement des fractures et propriétés de la matrice).
Elle permet également de proposer une méthodologie de remise a jour de la perméabilité du
réseau de fractures, en vue de la simulation hydromécanique des réservoirs fracturés.

Dans l'industrie pétroliére, les simulations de réservoirs fracturés intégrent les effets polypha-
siques de réimbibition capillaire et de drainage gravitaire des blocs matriciels pendant I'injection
d’eau. La prise en compte des déformations du réservoir et des épontes repose dans les études
classiques sur des hypothéses simplificatrices ne permettant pas de prendre en compte la di-
versité des chemins de chargement et de reproduire les variations de perméabilité observées
pendant la production des réservoirs pétroliers fracturés : les déformations de la roche fracturé
sont prises en compte sous la forme d'une compressibilité moyenne ajoutée a la compressi-
bilité de fluide. Le probléme hydromécanique peut étre résolu en utilisant conjointement un
simulateur réservoir, qui résoud le probléme d’écoulement polyphasique dans le réservoir, et
un simulateur mécanique qui estime les champs de contrainte et de déplacement dans le réser-
voir et le milieu géologique environnant (épontes). Les résultats de 'approche micromécanique
permettent d’estimer le comportement mécanique du milieu fracturé et d’actualiser la perméa-
bilité des réseaux de fractures. Nous mettons en place une méthodologie permettant de coupler
les calculs du simulateur de réservoir IFP, Puma®®", et les calculs du simulateur mécanique
Abaqus pour la modélisation hydromécanique des réservoirs fracturés.

Contenu de I’'étude

Dans la PREMIERE PARTIE, nous présentons un certain nombre d’études portant sur des
champs pétroliers dont le comportement hydromécanique des fractures a modifié I'exploitation
des ressources en place. On procéde a une description détaillée permettant une interprétation
claire des phénomeénes physiques hydromécaniques mis en jeu en vue de leur modélisation.

La description homogénéisée des écoulements dans un milieu fracturé déformable est étudiée
dans la DEUXIEME PARTIE en utilisant les techniques de I'homogénéisation asymptotique. Un
modéle macroscopique complétement homogénéisé a été construit afin de mettre en évidence
les interactions entre les déformations et les écoulements dans les milieux fracturés. Ce modéle,
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qui concerne des temps courts, permet I’évaluation du terme d’échange entre la matrice et les
fractures en s’appuyant sur des tests de puits.

Pour des simulations de I'ordre du temps de la production d'un gisement pétrolier, nous uti-
lisons dans la TROISIEME PARTIE l'approche micromécanique afin de construire des lois de
comportement mécanique des milieux fracturés a partir des données de laboratoire. Ces résul-
tats permettent de proposer une méthodologie de réactualisation de la perméabilité des réseaux
de fractures utilisable par I'ingénieur.

Enfin, dans la QUATRIEME PARTIE, des simulations hydromécaniques fondées sur les résultats
de I'approche micromécanique sont réalisées. Des algorithmes de couplage adaptés pour cette
étude au cas des milieux fracturés permettent de reproduire les effets hydromécaniques de
modification de la perméabilité des fractures pendant une production primaire ou secondaire.

X






PARTIE I : MISE EN EVIDENCE DES EFFETS
HYDROMECANIQUES INDUITS PAR
L’EXPLOITATION DES RESERVOIRS

FRACTURES






Chapitre 1

Observations in situ et interprétations des
variations de perméabilité des fractures

Les procédés de production perturbent 1’état d’équilibre initial du gisement en modifiant la
pression des fluides dans le réservoir. Le nouvel état d’équilibre peut induire des déformations
au niveau des fractures et de la matrice. Dans cette partie, nous présentons des cas d’étude réels
ot 'impact du couplage entre les écoulements et les déformations des fractures a été observé.
Cette étude permet une meilleure compréhension et une description réaliste des phénoménes
mis en jeux en vue de leur modélisation.

1 Effets induits par la déplétion

[’analyse du comportement hydromécanique des réservoirs fracturés pendant leur déplétion
(production primaire) a permis de mettre en évidence plusieurs types de réponses en terme
de variation de perméabilité et donc de productivité, attribués au role hydromécanique des
fractures :

e une diminution rapide de la perméabilité (cas le plus fréquent) attribuée a une fermeture
du réseau de fractures : champs de Valhall, en Mer du Nord et de Lisburne, en Alaska;

e une augmentation rapide de la perméabilité attribuée a une fracturation de la matrice :
champ de Lacq, en France

e aucune variation significative de la perméabilité s’expliquant notamment par la compéti-
tion entre les deux effets antagonistes précédents : champ d’Ekofisk, en Mer du Nord.

1.1 Diminution rapide de la perméabilité : champs de Valhall et de
Lisburne

1.1.1 Champ de Valhall, en Mer du Nord

Présentation du champ :

Le champ de Valhall est un réservoir crayeux fracturé d’age Crétacé Supérieur situé en Mer du
Nord & environ 290 km au Sud-Ouest de la Norvége (figure I-1). Le réservoir se présente sous
la forme d’un anticlinal (figure 1-2).
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Figure I-1: Localisation du champ de Valhall et des formations Tor et Hod (York et al., 1990).
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Figure 1-2: Isobathe du champ de Valhall présentant la fracturation majeure ainsi que la loca-
lisation des puits producteurs (York et al., 1990).



1- Effets induits par la déplétion

Il se compose de deux formations, la formation Tor et la formation Hod. Les deux tiers de
I’huile en place et la majorité de la production sont localisés dans la formation Tor a 2500 m
de profondeur (York et al., 1990).

De nombreux projets de modélisation du comportement hydromécanique de ce champ (Peng et
al., 1987 ; Powley et al., 1992) se sont appuyés sur les caractéristiques des contraintes en place
ainsi que sur les propriétés de la matrice et des fractures du réservoir :

e l’état des contraintes in situ a été déterminé par les travaux de Kristiansen (Kristiansen,
1996) a partir des logs' de densité, de Leak of Test (LOT?) et de Formation Integrity
Tests (FIT?). A titre indicatif, nous donnons les magnitudes des contraintes principales
au sommet de la formation Tor (Powley et al., 1992), celles relatives aux flancs étant
différentes. La contrainte verticale effective a été calculée a partir du poids des terres en
intégrant les mesures de densité de six puits et a été évaluée a 3 MPa (48 MPa pour
la contrainte verticale totale et 45 MPa de pression de pore). La valeur de la contrainte
horizontale minimum o}, a été estimée en utilisant les tests de LOT et FIT intégrant des
données de forage dans différentes zones; en revanche, comme dans de nombreux réser-
voirs, la détermination de la valeur de la contrainte horizontale maximum oy ne se limite
pas a des mesures in situ difficilement réalisables. Des techniques plus sophistiquées sont
employées telles I'inversion de LOT (Aadnoy, 1998) ou 'utilisation de corrélations (Pesta,
1995). Les résultats montrent que le rapport des contraintes effectives horizontales mi-
nimale et maximale est de I'ordre de 0,95. L’orientation des contraintes a été estimée a
partir de I'observation des parois de puits et de méthodes d’inversion de LOT : 'orienta-
tion moyenne de la contrainte horizontale maximale pour ces deux méthodes est NW-SE
(Kristiansen, 1998). De plus, des mesures in situ ont permis d’estimer la valeur du rapport
K, de variation de la contrainte effective horizontale par celle de la contrainte effective
verticale au cours de la déplétion : Ky ~ 0,16 (Kristiansen, 1998);

e les propriétés de la roche provenant des deux formations ont été déterminées par des essais
en laboratoire. La roche étudiée est une craie trés poreuse (porosité de 50% dans le toit et
de 30% dans le flanc de la formation Tor; 20% a 30% dans la formation Hod) et saturée
en huile (Kristiansen, 1998). Les propriétés de rupture de la craie (type Mohr-Coulomb)
ont été déterminées pour des échantillons de porosités différentes (Kristiansen, 1998). Les
propriétés mécaniques de la roche telles que la cohésion interne (de 'ordre de 4 MPa) et
I'angle de friction (de 'ordre de 18), ainsi que le module d’Young (entre 400 et 600 MPa)
et le coefficient de Poisson (entre 0,16 et 0,43) ont été mesurées expérimentalement. Il
s’agit d'une craie qualifiée de fragile;

e des observations d’échantillons et les analyses des tests de puits (York et al., 1990 ; Powley
et al., 1992) permettent d’affirmer qu’il existe une distribution uniforme de fractures sub-
verticales orientées NW-SE seulement au sommet de la formation Tor : cette orientation
coincide avec celle de la contrainte horizontale maximale. Les perméabilités de matrice et
de fracture ont été déterminées pour des échantillons provenant de différents puits au toit
de la formation Tor (tableau. I.1). Les perméabilités de matrice dans la formation Hod et
dans les flancs de la formation Tor sont trés faibles, < 10 mD (York et al., 1990).

"og : mesure en fonction de la profondeur et / ou du temps d’une ou de plusieurs propriétés physiques dans
et autour du puits

2TLeak of Test : mesure de la pression maximum (pression de fracturation de la roche) qui peut étre appliquée
au cours du forage

3Formation Integrity Tests : tests permettant d’établir la tenue mécanique de la paroi du puits sous pression.
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Puits Perméabilité Perméabilité
de la matrice (mD) des fractures (mD)
A-3 1 110
A-4 7 130
A-5 1 o0
A-6 4 70
A-8 4 70
A-9 5 350

Tableau I.1: Perméabilité de la matrice et des réseaux de fractures de quelques puits au toit de
la formation Tor du champ de Valhall (Hermanson et Gudmundsson, 1990).

Comportement en phase de production :
Pendant la déplétion de prés de 27 MPa, plusieurs phénoménes ont été observés menant a une
diminution générale de la perméabilité du champ :

e en fin de production, la perméabilité globale dans le toit de la formation Tor ne représente
plus que 10 % de la perméabilité globale initiale (Powley et al., 1992); a titre indicatif,
la perméabilité au niveau du puits A-9, représenté sur la figure I-2, est passée de 270 mD
(a 42 MPa) a 50 mD (& 25 MPa);

e des mesures en laboratoire montrent aussi une diminution de 40 % de la perméabilité de
matrice pendant la déplétion (Powley et al., 1992). Un phénoméne de compaction accom-
pagné de subsidence a été également observé (Cook et Jewel, 1996).

Les réseaux de fractures constituant l'essentiel de la perméabilité (k; > k,,), la diminution de
la perméabilité mesurée au puits correspond a la diminution de la perméabilité du réseau de
fractures. Cette forte diminution de la perméabilité affectant I'ensemble du réservoir ne repré-
sente pas un phénoméne localisé au niveau des puits. En effet, 'augmentation des contraintes
effectives au niveau des lévres de la fracture a pour effet de fermer partiellement ou totalement
cette derniére : le tableau 1.2 présente I'évolution de la pression de pore et de la contrainte
effective horizontale maximale oy de quelques puits du champ de Valhall lors de la déplétion.
La faible valeur du rapport des contraintes (Ko ~ 0,16) indique que les contraintes effectives
horizontales sont moins modifiées que les contraintes effectives verticales (Zoback et Zinke,
2002). La déplétion a pu induire des contraintes et des déformations en cisaillement conduisant
a une diminution de la perméabilité.

Au cours d'un tel cisaillement, il se crée une zone broyée appelée “gouge zone” (Teufel, 1987)
générée par le glissement des lévres de la fracture et constituée de débris arrachés et transportés.
Lorsque la contrainte normale a la fracture augmente, un déclin plus rapide de la perméabilité
apparait. Pendant la production, de tels débris de roches ont été remontés avec le fluide, pouvant
attester de la création de cette "gouge zone" et de la ré-activation des fractures (Hermanson et
Gudmundsson, 1990).



1- Effets induits par la déplétion

. Pression dans le

Puits réservoir (MPa) o (MPa)
A oct.21.1983(start-up)

oct.27.1983 42,99 \, 6,41

nov.12.1983 42,91 \, 6,55

nov.17.1983 42,9 N\, 6,62

dec.23.1983 42,88 \, 6,82

jul.5.1985 39,57 \, 9,93

jan.5.1986 38,58 \, 10,9 ~

B jul.13.1984(start-up)

jul.21.1984 41,32\, 8,16

aug.3.1984 39,24 10,24 /7
aug.15.1084 39.18 103 /

C jan.18.1984(start-up)

feh.5.1984 42,64 N\, 772

mar.27.1984 12,26 817 /

sep.28.1984 41,02 N\ 0,78

Tableau 1.2: Evolution de la contrainte effective horizontale maximale en fonction de la pression
dans le réservoir (Teufel, 1996). Lorsque la pression de pore diminue pendant la déplétion, la
contrainte effective horizontale augmente : cet effet tend a cisailler les fractures du champ de
Valhall (Hermanson et Gudmundsson, 1990).

Toutefois I’évolution du champ de contraintes effectives pendant la déplétion a conduit & une
fracturation de la roche sur les flancs de la formation Tor. Des mesures in situ dans cette
région montrent que le chemin de chargement suivi pendant la déplétion permet d’atteindre le
critére de rupture de la roche (Zoback et Zinke, 2002). Les mesures de Maxwell (Maxwell, 2000)
corrélent la localisation de cette fracturation avec des événements microsismiques. Cependant,
il ne s’agit pas d’une fracturation "utile" qui aurait permis d’augmenter la perméabilité. La
fracturation de la roche dans cette zone est a l'origine de plusieurs incidents de production
(Hermanson et Gudmundsson, 1990) tels que des ruptures de "casing".

1.1.2 Champ de Lisburne, en Alaska

Le champ de Lisburne est un réservoir carbonaté d’age Carbonifére situé au Nord de I’Alaska
(figure I-3) dans la Prudhoe Bay (une partie du champ est offshore). 11 est constitué de la for-
mation Wahoo et de la formation Alapah (Paige et Dayton, 1987). Ce champ est délimité au
nord par la faille normale Niakuk orientée E-W, au sud par une faille chevauchante d’orientation
NE-SW et a I’est par une discordance d’age Crétacé. La formation est principalement constituée
de calcaires et de dolomies. Tl existe de nombreuses failles (Jameson, 1994) possédant des rejets
de moins de trente métres. Deux familles dominantes de fractures (Missman et Jameson, 1991)
subverticales d’orientation N-E (réseau dominant) et N-W sont présentes et classées suivant
trois types (Hanks et al., 1997) :

e “open” fractures avec une ouverture moyenne de 70-100 pum. Elles représentent prés de
30% des fractures. Leurs surfaces sont minéralisées par des cristaux de calcite ;
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e “open / incipient” fractures avec une ouverture de 10-60 ym. Elles sont de petite taille;

e “incipient” fractures d'une faible ouverture (moins de 10 pm). Ce sont les plus récentes.
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Figure 1-3: Localisation du champ de Lisburne et contexte géologique (Hanks et al., 1997).

Des tests d’interférence entre puits par injection de traceurs ont été réalisés (Sampson et Mar-
cou, 1988) afin de caractériser dans le temps les écoulements dans le réservoir. Les zones de
forte perméabilité sont corrélées avec l'orientation du réseau de fractures d’orientation N-E.
Les mesures in situ et sur des échantillons confirment que la perméabilité du réseau de frac-
tures d’orientation N-E diminue pendant la déplétion. De plus, au dela d’un certain seuil, les
déformations des fractures sont irréversibles (figure 1-4).

1.1.3 Conclusion

Les deux exemples précédents mettent en évidence que la déplétion peut induire une di-
minution de la perméabilité attribuée a la fermeture des réseaux de fractures. Ce type de
comportement est aussi proposé pour interpréter la diminution de perméabilité locale ou glo-
bale des champs fracturés suivants :

e Austin Chalk, au Texas (Scholle, 1977 ; Stapp, 1977 ; Chen et al., 1986) ;

e Mesaverde, Piceance Basin, au Texas (Finley et Lorenz, 1989a; Lorenz et al., 1989 Lo-
renz et Finley, 1989b);

e Cupiaga, en Colombie (Giraldo et al., 2000).
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Figure I-4: Evolution de la conductivité de fracture en fonction de la contrainte effective nor-
male. Au deld d’un certain seuil de chargement, les déformations induites au niveau des frac-
tures sont irréversibles : la courbe de déchargement n’est plus superposée a celle du chargement
(Hanks et al., 1997).

1.2 Augmentation rapide de la perméabilité : le champ de Lacq

Présentation du champ :

Il s’agit d'un réservoir carbonaté a gaz d’age Crétacé Inférieur situé dans le Sud-Ouest de la
France. Ce gisement est un large anticlinal orienté E-W structuré lors de la phase pyrénéenne
a I'Eocéne (figure 1-5). La partie Nord-Est est monoclinale avec un pendage régulier, tandis
que la partie Sud-Est est trés structurée avec des failles compressives orientées E-W. Ce champ
posséde une extension E-W de 16 km et N-S de 8 a4 9 km. L’épaisseur du réservoir est de 500 m
et son toit est localisé & 3240 m de profondeur. Au début de la production en 1957, la pression
était de 64 MPa. La capacité initiale était de 269 milliards de m3.

Des études pétrophysiques réalisées sur des échantillons montrent que la perméabilité matricielle
est trés faible (0,001 mD), alors que des essais de puits indiquent des perméabilités de 5 a 200
mD dues a la présence de fractures.

Comportement en phase de production :

[’exploitation du gisement de Lacq Profond, durant quarante ans, a provoqué une déplétion
de prés de 60 MPa. Conjointement a cette déplétion, une augmentation de la productivité des
puits a été enregistrée.
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Figure I-5: Carte de la région de Lacq sur laquelle ont été reportés les failles et les événements
sismiques enregistrés entre 1938 et 1979 (Paux et Zhou, 1997).

En fait, une telle évolution de la productivité (Paux et Zhou, 1997; Massonnat et Rolando,
1997) ne peut s’expliquer que par I’évolution du produit K x H de la perméabilité K par la
hauteur productrice H et donc par une augmentation de la perméabilité moyenne ou de la hau-
teur productrice si de nouvelles fractures apparaissent (Massonnat et Rolando, 1997 ; Cussey
et Pabian-Goyheneche, 1997). Ce phénoméne n’est pas local, il touche I'ensemble des puits du
gisement. Globalement, le produit K x H a été multiplié par vingt en 10 ans de production.

Une étude de la sismicité menée dans le cadre d’une campagne de prévention des risques sis-
miques a montré que 'augmentation de la perméabilité est reliée a la fracturation de la roche.
Une activité sismique différente de celle de la zone active de la chaine pyrénéenne a été localisée
dans la région de Lacq (Maury, 1997). Les événements sismiques s’organisent selon les plans
de fractures (figure I-5). En 1978, la densité annuelle des événements sismiques indique une
forte activité concentrée dans le réservoir. En 1985, soit sept ans plus tard, les événements sis-
miques se sont déplacés en périphérie du réservoir : cette observation atteste d'une propagation
centrifuge de 'onde de fracturation affectant d’abord les zones déplétées puis les formations pro-
fondes. Un nouveau cycle de fracturation s’est amorcé en 1998 témoignant de la méme tendance.

Conclusion

Le schéma de fonctionnement du champ de Lacq proposé par de nombreux auteurs est représenté
par la figure 1-6. La présence initiale des réseaux de fractures est a 'origine d’une anisotropie
de perméabilité : pendant la déplétion, les contraintes deviennent elles aussi de plus en plus
anisotropes ce qui contribue a une réactivation et / ou une nouvelle fracturation de la roche
induisant une augmentation de la perméabilité.

10
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Figure I-6: Schéma d’auto-fracturation du champ de Lacq (Paux et Zhou, 1997 ; Odonne et al.,
1997) expliquant la fracturation de la roche au cours de la production.

1.3 Perméabilité constante, champ d’Ekofisk

Pour les réservoirs que nous présentons ci-dessous, la déplétion ne semble pas affecter la
perméabilité initiale du réservoir. Cette absence de variation peut étre attribuée a plusieurs
effets (Dyke, 1992) :

e une atténuation des déformations due & la minéralisation interne (cimentation) des frac-
tures par les fluides et / ou a la présence d’un champ de contraintes en place bloquant la
déformation de certaines fractures;

e une compétition entre les effets antagonistes de formation et de fermeture des réseaux de
fractures ;

e une orientation des contraintes en place s’opposant a la déformation des réseaux de frac-
tures (Lorenz, 1999).

1.3.1 La minéralisation des fractures

La circulation de fluides est a l'origine de la formation de dépots de minéraux (calcite,
quartz, pyrite, dolomite, ankérite, ...) qui précipitent a l'intérieur des fractures selon des pro-
cessus chimiques de cimentation. Ces ciments constituent la minéralisation de la fracture. De
telles fractures minéralisées (figure 1-7) possédent des propriétés mécaniques particuliéres qui
les rendent moins sensibles aux variations de contraintes (Dyke, 1992) :

e les cristaux sont beaucoup plus durs et moins déformables que la roche;

11
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e les points de contact entre les deux lévres de la fracture sont plus nombreux.

(a)

Figure I-7: Minéralisation interne partielle (a) et minéralisation interne totale (b), Wyoming,
aux Etats-Unis (Lorenz et al., 1989).

A titre d’illustration, des tests en laboratoire sur des échantillons de roches fracturées provenant
du champ de Lisburne, en Alaska, mettent en évidence I'influence de la cimentation de 1'espace
poreux des fractures sur les variations de leur perméabilité (figure I-8).

1.3.2 La compétition entre plusieurs effets antagonistes, cas du champ d’Ekofisk,
en Mer du Nord

Lorsque plusieurs effets antagonistes interviennent simultanément, la perméabilité peut res-
ter globalement constante : l'augmentation de perméabilité liée & la création des nouveaux
réseaux de fractures utiles peut étre compensée par la diminution de perméabilité liée a la
fermeture d’autres réseaux de fractures. C’est 'interprétation qui est proposée pour le champ
d’Ekofisk (Dyke, 1992 ; Teufel et Rhett, 1991 ; Teufel et al., 1993).

Présentation du champ :

Le champ d’Ekofisk est un réservoir crayeux fracturé d’age Danian et Maastrichtian situé dans
la partie Sud de la Mer du Nord. Il s’agit d’'un anticlinal dont les extensions N-S et E-W sont
respectivement de 7.8 km et de 13.3 km. Le toit du réservoir est a une profondeur de 2900 m
et son épaisseur est de 305 m. Le gisement se compose de deux intervalles de craie fracturée
séparés par une couche argileuse imperméable (Feazel et al., 1990).

Les porosités de la craie varient entre 5 % et 51 % dans les deux formations; la perméabilité
de matrice est faible, de 'ordre de 1 mD (Thomas et al., 1987).

12
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Figure I-8: Evolution de la conductivité des fractures d'un échantillon du champ de Lisburne,
en Alaska (Hanks et al., 1997), en fonction de la contrainte effective normale aux fractures : la
cimentation interne des fractures atténue les variations de perméabilité des fractures.

Des essais mécaniques en laboratoire sur des échantillons de cette craie pour plusieurs porosités
ont permis de déterminer les enveloppes de rupture dans le plan des contraintes de Mohr-
Coulomb (Teufel et Rhett, 1991) :

7' =4,1+0,240), pour une porosité de 39 % (L.1)

ou 7' désigne la contrainte effective de cisaillement et o], la contrainte effective normale.

Le réservoir d’Ekofisk comporte plusieurs types de fractures (Teufel, 1990; Teufel et Farell,
1995). Les fractures de type tectonique possédent un pendage de 65° 4 80" et ne sont pas miné-
ralisées. Elles sont représentées par une famille dominante d’orientation N-E et une secondaire,
orthogonale a cette derniere. Elles sont en partie localisées au toit de la formation et sont as-
sociées a 'extension du bassin de la Mer du Nord. [.’espacement entre les fractures varie entre
5 ¢m pour le premier réseau et 15 cm a 1 m pour le second.

Des tests d’interférence entre quelques puits situés dans la partie N-W du champ (zone pilote
d’injection d’eau, Thomas et al., 1987) ont permis de déterminer I’anisotropie du champ de
perméabilité. Les perméabilités horizontales maximale et minimale ont été estimées respective-
ment a 159 mD et 36 mD.

Des études supplémentaires ont permis de déterminer le champ de contraintes en place (Teufel
et Farell, 1995; Zoback et Zinke, 2002). Son oriention dans le champ suit la perpendiculaire
du contour de 'anticlinal (Teufel et Rett, 1991); la valeur de la contrainte minimale est plus
élevée au sommet de la formation que sur les flancs.

Comportement en phase de production :
Des mesures en cours de déplétion ont permis de donner une estimation du rapport des

13
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contraintes effectives : Ky ~ 0,2. Aprés vingt ans de déplétion, les magnitudes des contraintes
horizontales minimale et maximale sont respectivement de 34 & 40 MPa et de 41 a 47 MPa.
Dans la zone pilote, la contrainte maximale horizontale coincide avec I'orientation du champ
de perméabilité.

L’exploitation de ce gisement, pendant prés de vingt ans, a induit une déplétion de 25 MPa :
accompagnée d’'un effet de subsidence considérable de prés de six métres (Sulak, 1991), la pro-
ductivité (et donc la perméabilité globale) est restée sensiblement constante (Teufel et Rhett,
1991 ; Dyke, 1992 ; Zoback et Zinke, 2002) :

e d’'une part, les travaux de Teufel (Teufel et Rett, 1991) montrent que le pendage com-
biné avec la valeur du rapport des contraintes effectives K rend les fractures du champ
d’Ekofisk particuliérement sensibles & la variation des contraintes : la contrainte effective
normale & la fracture varie moins que la contrainte en cisaillement pendant la déplétion.
Les réseaux de fractures sont soumis a des déformations en cisaillement conduisant a une
diminution de la perméabilité. Des études expérimentales (Teufel, 1987 ; Trimmer et al.,
1979 ; Makurat et al., 1990) montrent que ce type de déformation diminue fortement la
perméabilité des fractures. La craie étant une roche fragile, les aspérités de surfaces sont
facilement arrachées pendant le cisaillement et obstruent l'ouverture des fractures : il
s'agit d’une “gouge zone” (Teufel, 1987) ;

e d’autre part, la modification des contraintes a conduit a une fracturation de la roche. Les
travaux de Teufel (Teufel et Farell, 1995) ont permis d’établir que le critére de rupture
de la roche a été atteint (I.1) dans les flancs de la formation (Zoback et Zinke, 2002) et
qu’elle s’est fracturée pendant la déplétion. Ce phénoméne tend a augmenter la perméa-
bilité a travers une densité de fractures plus importante, une diminution de la taille des
blocs matriciels (Teufel et Rhett, 1991) et la création de nouveaux réseaux de fractures
perméables (Berget et al., 1989). Comme dans le cas de Valhall, les mesures de Maxwell
(Maxwell et al., 1998) corrélent la localisation de la fracturation de la roche avec une
activité microsismique. La fracturation initiale au toit du réservoir se propage dans les
flancs.

14
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Figure [-9: Mesures sur des échantillons de gres de la perméabilité des fractures en fonction du

déplacement en cisailement : la perméabilité de fracture diminue au cours de la sollicitation en
cisaillement (Teufel, 1987).
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Figure I-10: Pendant la déplétion du champ d’Ekofisk, en Mer du Nord, les critéres de rupture

de craies de différentes localisations (et de différentes porosités) dans la formation sont atteints
(Teufel, 1992).
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1.3.3 Conclusion

Ces observations montrent que pour certaines conditions, il peut exister une compétition
entre les effets antagonistes de création et de fermeture des fractures induits par la variation
des contraintes en place. Dans ce cas, la perméabilité reste globalement constante pendant la
déplétion. La forte compaction rend les interprétations difficiles.

2 [Effets induits par l'injection de fluide : réactivation et /
ou création de nouveaux réseaux de fractures

L’injection d’eau ou de gaz dans des champs fracturés matures a pour effet de réactiver les
fractures existantes fermées pendant la déplétion en les réouvrant et / ou en les propageant
(Heffer, 2002 ; Heffer et Lean, 1993). L’augmentation de la pression diminue les contraintes
effectives au niveau des fractures : elles peuvent alors étre réouvertes normalement (Warpinski,
1991) ou en cisaillement (Wiprut et Zoback, 2000 ; Barton et al., 1995 ; Maury, 1997).

Shmax

X

Fractures aligned parallel
to Symax OP€N, increasing
conductivity

In situ faults

and fractures

Water injection K s
hmax

- Preferred flooding direction

Figure I-11: Réactivation d’un réseau de fractures fermées pendant 'injection d’eau (Heffer et
Lean, 1993).

Les effets thermiques dus a l'injection de fluide froid accentuent ces effets en produisant une
contraction de la roche. Ce processus est d’ailleurs trés utilisé en géothermie (Duchane, 1995).
De nombreuses études corrélent I'activité sismique et la fracturation induite pendant les phases
d’injection (Milne et Berry, 1976). Le champ de Spraberry, au Texas, est un bon exemple illus-
trant les effets de la fracturation sur la perméabilité des réseaux de fractures naturelles et sur
la perméabilité globale du réservoir.
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de fractures

Description du champ de Spraberry, au Texas :

Le champ de Spraberry est un réservoir fracturé situé a I’Ouest du Texas. Il s’agit de 'un des
champs les plus étendus du monde avec une superficie atteignant 400000 hectares, découpé en
de nombreuses zones d’exploitation (figure 1-12). Tl est formé de trois niveaux de faible épaisseur
principalement constitués de grés, d’argile et de calcaire. Des réseaux de fractures sont présents
seulement dans les formations supérieures et inférieures (Putra et Schechter, 1999). Dans ces
zones, la perméabilité de la matrice est de l'ordre de 0,3 a 0,5 mD alors que la perméabilité
totale est de I'ordre de 2 a 180 mD. Les porosités de matrice et du réseau de fractures sont
respectivement 8% et 0,1%. Ces propriétés montrent qu’il s’agit bien d’un gisement double
milieu.

La phase de production primaire a permis de récupérer moins de 10% des ressources en place
(Putra et Schechter, 1999 ; Schechter et McDonald, 1996) puis la productivité a rapidement
chuté. Finalement, aprés plus de quarante ans d’injection, seulement 12% des ressources ont pu
étre récupérées.

Effets de I’injection :

De nombreux programmes d’injection de C'O5 ont été entrepris dans différentes zones du champ
afin d’optimiser la production (Brownscombe et Dyes, 1952 ; Barfield et al., 1959). Dans un pre-
mier temps, des études ont été réalisées pour I'injection d’eau. Nous décrivons les résultats du
“Humble Pilot Flood” dans la zone Midkiff.

Cette étude a montré que la zone Midkiff est constituée de fractures naturelles verticales orien-
tées N-S et de pendage 50°. L’anisotropie de perméabilité a été corrélée avec cette direction
(figure I-12). Les travaux de Wilkinson (Wilkinson, 1953) ont mis en évidence la présence d'un
réseau de fractures secondaires, orthogonales aux premiéres. Cependant, I'origine de ces frac-
tures est discutée car elles pourraient résulter de la phase de forage.

Des séries de “pulse tests”® ont été réalisées dans les années 1960 avant et aprés I'injection d’eau
afin de déterminer la transmissivité entre quelques puits. Une augmentation de la perméabilité
dans la direction des fractures principales a été mise en évidence, se traduisant par la réactiva-
tion du réseau de fractures fermées pendant la déplétion (Schechter et McDonald, 1996). Les
tests menés en mars 1968 avant et aprés injection montrent la création d’un nouveau chemin
d’écoulement entre les puits 17-8 et 17-6 (figure 1-12) : cette orientation correspond a celle du
réseau de fractures secondaires. L’injection a eu pour effet d’ouvrir et de propager ce réseau de
fractures (Schechter et McDonald, 1996).

4Pulse Test : estimation de la perméabilité par I'interprétation de la relaxation de la pression du puits suite
a une phase d’injection
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Figure 1-12: Localisation de la zone pilote Midkiff (image de gauche); isobathe de la zone
Midkiff présentant I'orientation des fractures données par les logs ainsi que par ’analyse des
écoulements (Schechter et McDonald, 1996).

3 Conclusion

Cette étude a permis de mettre en évidence I'importance des effets mécaniques sur les
écoulements et la production des réservoirs fracturés. Elle souligne également la diversité des
comportements observés.

Cependant, on notera a travers cette analyse bibliographique, que la mise en évidence des effets
hydromécaniques est indirecte : les variations de perméabilités mesurées pendant la production
sont attribuées aux déformations des fractures. Une interprétation a la fois qualitative et quan-
titative de ces phénomeénes nécessite une caractérisation géologique du réservoir fracturé, une
détermination de I’état initial des champs de contrainte et de perméabilité ainsi que la connais-
sance du comportement a la fois mécanique et hydraulique des fractures et de la matrice.
Cette revue bibliographique souligne, par conséquent, tout I'intérét d’avoir un modéle quantita-
tif réaliste pour une compréhension fine des effets hydromécaniques dans les réservoirs fracturés
pendant la production, afin d’améliorer la prévision de leur comportement. Cette thése s’ins-
crit bien dans le cadre de cet objectif ambitieux, puisqu’elle vise au développement de lois de
comportements hydromécaniques macroscopiques a intégrer dans des modéles de réservoir ot
les effets mécaniques sont pris en compte de maniére trop simplifiée a I'heure actuelle.
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PARTIE II : CONTRIBUTION DES
TECHNIQUES DE L’'HOMOGENEISATION
ASYMPTOTIQUE
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On étudie dans cette partie le probléme d’homogénéisation d'un milieu fracturé déformable
en utilisant les techniques d’homogénéisation asymptotique.
Définissons w le rapport de la perméabilité de matrice par la perméabilité de fracture et e
le rapport de la taille caractéristique des hétérogénéités par la taille caractéristique du modeéle
macroscopique. L’hypothése classique en double milieu correspond au cas ol w ~ €2 : ce modéle
est appelé e2--modéle (Auriault et Boutin, 1992 et 1993 ; Arbogast et al., 1991 ; Arbogast, 1991 ;
Murad et Cushman, 1996 et 2000). Le temps caractéristique de stabilisation dans la matrice
est alors €2 /w ~ 1.
La principale difficulté pour homogénéiser simultanément les équations d’écoulement et d’équi-
libre mécanique dans un milieu fracturé est I'apparition, 4 1’échelle macroscopique, de termes
fortement couplés en espace et en temps. Les fonctions de transfert décrivant les échanges de
masse entre le milieu matrice et le milieu fracture apparaissent sous la forme de produits de
convolution (Murad et Cushman, 1996 et 2000). On souhaite proposer une approche simplifiée
ne faisant pas intervenir de produits de convolution. Panfilov (1994 et 2000) propose de mettre
a I’échelle les parameétres w et € de la maniére suivante : €2 < w < 1. Le temps de stabilisation
dans la matrice est alors plus court. Dans le cas des milieux non-déformables, on retrouve avec
cette hypothése le modéle de Warren et Root (Panfilov, 2000).
Dans cette partie, nous étudions I'hypothése €2 < w < 1 dans le cas des milieux fracturés
déformables. Nous montrons que les termes intégro-différentiels apparaissent alors a 1’échelle
macroscopique de maniére découplée sous la forme d’opérateurs différentiels (Panfilov et al.,
2006). Cette approche permet de mettre en évidence le couplage entre les déformations et les
écoulements en milieu fracturé pour des temps courts (temps d'un test de puits).
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Chapitre 11

Homogénéisation en double milieu
déformable

1 Formulation des équations constitutives

1.1 Hypothéses

Le milieu fracturé, représenté par le domaine périodique {2, est constitué d’un milieu matrice
poreux (sous-domaine Q™) de porosité ¢ et d’un milieu fracture poreux (sous-domaine Q)
de porosité ¢”. La frontiere I' = QM N Q7 est orientée vers I'extérieur par le vecteur normal
n. [ désigne la distance séparant deux fractures, L désigne la taille caractéristique de la maille
réservoir. Dans le cas des milieux fracturés, [ est d’échelle centimétrique a métrique alors que L
est de 'ordre de la centaine de métres. [.’hétérogénéité d’échelle, notée € est alors définie par :

e=1/L~10"°-107° < 1

La procédure de mise a I’échelle suppose que le milieu posséde une structure périodique repré-
sentée sur la figure I1-1 par une cellule unitaire, dans laquelle chaque bloc matriciel est entouré
par les fractures.

Figure II-1: Représentation de la structure périodique du géomatériau double milieu ainsi que
d’une cellule.

I
- 0F
- Q.fv{

Les forces de pesanteur sont supposées négligeables et on se place dans I’hypothése de petites
déformations.

Les fractures sont supposées remplies par un constituant rocheux poreux de forte perméabilité.
Chacun des milieux poreux QM et Q7 est isotrope; le comportement mécanique est décrit la
théorie de la poroélasticité de Biot (Biot, 1941 et 1955) et les écoulements sont décrits par la
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loi d’écoulement de Darcy (Darcy, 1856). Le degré d’hétérogénéité de perméabilité, noté w, est
défini par :

w=—~10"-10%« 1

1.2 Equations de conservation

Les variables en gras désignent des tenseurs d’ordre supérieur ou égal a un. Dans les équa-
tions, les indices répétés sont sommés. Nous désignons par t le temps et par X = { X7, Xy, X3}
le repére des coordonnées. Les symboles V- et V désignent respectivement les opérateurs de
divergence et de gradient associés a l'espace des coordonnées X.

On note U=M7F et P=M7 respectivement les champs de déplacements et de pression dans
chacun des milieux QM et Q7.
[’opérateur de déformation relatif a I’espace des coordonnées X est défini par :

U ou; —
exi (U) =4 (55 + 5% ), Xe@=mr (IL1)
L’équation d’équilibre mécanique dans le domaine () est décrite par les équations suivantes :

VX=0 Xe (11.2)
¥ = 2me(U) + XN'oV-U' —a@'P'd, X e Q=M7 '
o X=MF {XZ, ﬁz} et o désignent respectivement le tenseur de contrainte, les coefficients de

Lameé et le coefficient de Biot dans chacun des milieux Q=M%

Les propriétés poromécaniques sont caractérisées par les compressibilités de roche K;:M’f, les
compressibilités en conditions drainées KE):M’f et la compressibilité de fluide Ky. Les propriétés
poroélastiques sont définies dans chacun des milieux Q*=*-% par :

a = =
1 X € Q=MF 11.3
{ 0 (a ¢ + ¢ZKf ( )

ou M désigne le module de Biot dans Q=M% (Coussy, 2004).

[’équation de conservation de la masse fluide s’écrit dans chacun des milieux Q*=M7 :

1 9P _ ovV-U

ﬁﬁ + ot =V (RZVPZ) s X e QZ:M’}— (H.4)

oll k' représente la mobilité du fluide dans les milieux =™ définie comme le rapport de la
perméabilite K'=M% par la viscosité du fluide ;.

Les équations constitutives (I1.2) et (I1.4) sont complétées par les conditions de continuité du
déplacement, de la traction, de la pression et du flux de fluide a 'interface I' :

UM| = U7

EM;]F = X7 ﬁ]r

PM’F — P]-"F (H5)
KMgpMn|l = KZypFan
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1- Formulation des équations constitutives

1.3 Forme adimensionnelle des équations constitutives

Introduisons les paramétres et variables caractéristiques (11.6) afin d’obtenir une formulation
adimensionnelle des équations (I1.2), (IT.4) et (I1.5) :

L Longueur macroscopique de €2
PY Pression caractéristique dans €2
NO Coefficient de Lamé moyen dans 2

k'(ou K%  Mobilité (ou perméabilité) moyenne dans
(11.6)
al Coefficient de Biot moyen dans €2

MO Module de Biot moyen dans (2

2 L, e .
tr = W Temps caractéristique dans €2

0 4 s .
U° = ﬁ Déplacement caractéristique dans 2

Le temps caractéristique t* correspond au temps de propagation d'une perturbation de pres-
sion dans le milieu fracturé de longueur L. Le déplacement caractéristique U° correspond au
déplacement induit par une perturbation de pression PY.

Les variables et paramétres (I1.6) permettent alors de définir les paramétres adimensionnels
suivants :

{A, = { /N @/N°}  Coefficients de Lamé adimensionnels

dans Q=M7
o' = g—; Coefficients de Biot adimensionnels
dans Q=M7
B (T1.7)
gt = M°/ M Modules de Biot adimensionnels
dans Q=MF
a'=r'/k=K'/K" Mobilités adimensionnelles
dans Q=M7
et les variables adimensionnelles suivantes :
x=X/L Coordonnées macroscopiques adimensionnelles
T =t/t* Temps adimensionnel
(T1.8)

u' = U'/U° Champ de déplacement adimensionnel dans Q*=*7

p' = P'/P° Pression adimensionnelle dans Q=M%

En introduisant les paramétres et variables adimensionnels (I1.7) et (II.8) dans le systéme des
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

équations constitutives (I1.2), (I1.4) et (I.5), on obtient la forme suivante :

ﬁM@ + 9 (aMV-uM) =wV- (aMVpM), xe M (T1.9a)
or  0r ’ '
ﬁf% + 9 (¥ Vu?) =V (7 Vp), xeQ (IT.9b)
or  or ’ '
V- (2u'e (u') + \'6V-u') = V- (a'p'd), x € Q=MF (IT.9¢)
(2pMe(u™) + MMeV-uM — xaMpMs) -n’r = (I1.9d)
(2n”e(u”) + X 6V-u” — xa”p”"é) |,
(wa"'wpM) |, = (¥ V%) |, (I1.9e)
UM’F = l,l]:‘p (Hgf)
PMlr=p"Ir (I1.9g)

Les opérateurs différenciels V, V- et e sont maintenant implicitement relatifs a 'espace des
coordonnées x = {x1, xo, x3}.

La formulation (I1.9) fait apparaitre trois paramétres adimensionnels :

M?° M KM

— (A2 -
X_(Oé)N()? w—ﬂf_Kf
x désigne le rapport de la variation de contrainte liée au champ de pression par la variation
de contrainte liée aux déplacements. Dans le cadre de cette étude, nous supposons d’une part
I'égalité entre les grandeurs M? et N9 et d’autre part que le coefficient de Biot adimensionnel

aY est unitaire de sorte que y = 1.

et € (I1.10)

2 Homogénéisation

[’étape d’homogénéisation est accomplie en utilisant un développement a deux échelles.

On considére I'extension y-périodique notée ¥ du domaine €2 : Y est composé de deux sous-
domaines YM et Y7, désignant respectivement les extensions des sous-domaines QM et Q7.
Chaque variable est ainsi étendue a I’espace des fonctions y-périodiques et dépend maintenant
a la fois de la variable globale (ou macroscopique) x et de la variable locale (ou microscopique)
y.
D’un point de vue mathématique, la procédure de mise a I’échelle est obtenue lorsque ¢ —
0. On peut se représenter cette procédure comme une compression homothétique de chaque
hétérogénéité jusqu’a ce qu'un milieu équivalent soit atteint. Les coefficients du modéle physique
doivent étre mis a I’échelle correctement afin d’obtenir un modeéle macroscopique cohérent.

2.1 Développements asymptotiques
Les variables de pression p* et de déplacement u® sont approchées dans Y*=*7 par des

développements asymptotiques a deux variables (Sanchez-Palencia, 1980). La relation entre les
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2 - Homogénéisation

petits paramétres ¢ < 1 et w < 1 a été présentée en introduction de cette partie. On rappelle
que la relation s’écrit :
g<wxl (T1.11)

La forme des dévelopements asymptotiques s’écrit alors :

2

P'= ph (%7 y) + Spby (X7 y) + bl (X, Y) F €SPy (X, 7 y) 4+, y € YIEMT

u' = U (X> T, Y) + %U’E}l (X> T, Y) +euyy (X> T, Y) + 5%“’211 (X’ T, y) +...,¥Y€ yr=MF
(11.12)

Les fonctions py, phy, Pios Pli, Wo, Wh, Ui et wj, pour ¢ = M, F sont y-périodiques.

En rappelant que y = x/e, 'opérateur de dérivation s’écrit en fonction de la variable locale y

et de la variable globale x :
0 0o 10

— — —t+t - I1.13

ox - ox ey ( )
et les opérateurs de divergence et de gradient s’écrivent :

V- — V- +1iv,.

VoVv4 %Vy (I1.14)

Le systéme des équations adimensionnelles (11.9) s’écrit maintenant en fonction de la variable
locale y et de la variable globale x :
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

opM ov-uM oMoV, -uM
M M y — V- (MY M 1.1
1G] 5 +a 5, + 5 57 wV (a Vp ) (IT.15a)
2 [V (@Y, pM) + Ty (@M VM)
w
+?Vy- (aMVpr) ., yeyM
op” ovur  of oV,u”
T 4o — Y =V (dFVp I1.15b
ﬂ@T—i_a or € or V(an) (IL.15D)
1
+g [V- (anypf) + Vy- (aprf)}
1
+;Vy- (anypf) ., yey”l
1
V-(2u'e (u') + N'éV-u') + 8—2Vy- (2u'ey (u') + XN'6Vy-u') (IT.15¢)

1
+g V- (2u'ey (u') + N'6Vy-u') + V- (2u'e (u') + N'0V-u')]

1
=V-(a'p'd) + gvy-(a’plé), y € Y=MF

1

[QMMe(uM) + MV uM + —2uMey (uM) + AMEV,-uM (T1.15d)
£

—aMpM(S] .n}r
1

= [2,ufe(uf) + X6Vl + EQ,ufey(uf) + A6v-u”

—afpfd] .n}r

(waMVpM + gaMVpr> .n‘ = (IT.15€)
r
1
(aprf + —anypf) n
€ r
uM}F = uf}r (IT.15f)
P =7, (I1.15g)

En utilisant (I1.15) et (I1.12), on montre en Annexe A.1 que les développements asymptotiques

des variables de pression p

M

P’ (

uz:M,]:(

X, T,Y)
X, T,Y)

X, T,Y)

1=M,F 1=M,F

et de déplacement u s’écrivent alors :

62
= po(x,7) + Sppl(x, 7, y) +epid(x, T, y) + ..., y € QM

2 2
= po(x,7) + Sph(x,7) +eply(x, T y) +eSpli(x, T y) 4+ ...,y € QT

Qz:M,]:
(IL.16)

- U()(X, T) + %ugl(xu T) + 811Z10(X, T, Y) + 6%“11()(7 T, y) e Y S
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2 - Homogénéisation

2.2 Formulation moyennée

Le systéme d’équations (11.15) doit étre moyenné afin de construire une estimation du com-
portement homogénéisé.

2.2.1 Formulation partiellement homogénéisée
La procédure d’homogénéisation nécessite d’introduire un opérateur de prise de moyenne
noté (.) :
<L > = / ()dy 1=M,F (I1.17)

La moyenne volumique dans §2 d'une grandeur se décompose alors de la facon suivante :

(=0mt s
L’opérateur (.) ne dépend pas de la variable locale y et commute avec les opérateurs V- et V
par rapport a la variable x.

Remarque : la moyenne de la dérivée spatiale d’'une fonction périodique est nulle.

Afin de construire une formulation homogénéisée de 1’équation de conservation de la masse, les
équations (IT.15a) et (I1.15b) sont moyennées avec I'opérateur (11.17) puis additionnées. Les
propriétés de l'intégration par partie et la y-périodicité des variables sont utilisées. En utilisant
les équations de continuité du flux (I1.15e) et de la pression (I1.15g) a Uinterface I', on obtient :

2 du 1/0Vy(aw)\ M M
(B2) + V- (af2) +1 (B} — 2V (aMVyp), +wV- (M VD),
+1V- <a}—Vyp>}. +V <apr>f
De la méme maniére, afin de construire une formulation homogénéisée de I’équation d’équilibre

mécanique, I’équation (IT.15¢) est moyennée avec I'opérateur (I11.17). En utilisant les équations
de continuité de la traction (I1.15d) et du déplacement (I1.15f) a l'interface I', on obtient :

(11.18)

V- (2ue(u) + A6V-u) + évy- (2uey(u) + A0Vy-u) = V- (apd) (I1.19)

En introduisant la forme des développements (I1.16) dans les deux équations (II1.18) et (I1.19)
puis en identifiant les termes aux ordres 0 et 2—2, on obtient :

opPr 20 ov-u
(8) - %E ((Bpor) = (B) piy) + (a) = (11.20a)
2
=V <a (VP]: + Vyp10)> + % (aVypH)
V- 2ued) + AoV-U) + V- (2uey (1) + A0 Vy-uyg) (IT.20b)

2
€
+;vy- (2uey(uyy) + A6Vy-uyg)

~v-(a8 (74 S () ) ) =0

ol les variables macroscopiques de pression dans le milieu fracture Y7 et de déplacement U
dans Y sont définies par :
P7 =po+ %Pofl
(I1.21)
Uy, = ugo + %Ukm
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

Les formulations (I1.20a) et (I1.20b) ne peuvent pas étre considérées comme totalement homo-
généisées car les équations dépendent encore des variables locales. La résolution de problémes
de fermeture doit étre employée pour obtenir une formulation complétement homogénéisée.

2.2.2 Problémes de fermeture

Afin d’obtenir une formulation complétement homogénéisée du systéme d’équations (I1.20),
les fonctions p7,, pdi, plo, u’lOM 7 et uHMI doivent étre exprimées en fonction des variables
macroscopiques U et P7. On se propose de construire les problémes cellulaires en substituant la
forme des développements asymptotiques (I1.16) des variables p=**% et w=*7 dans le systéme

d’équations (I1.20). On identifie alors les termes de méme ordre.

2.2.2.1 Fonction p,

En identifiant les termes d’ordre < dans (IL.15b) et les termes d’ordre ¢ dans (I1.15¢), la
fonction p7, vérifie le probléme suivant :

Vy- (a” (Vypiy +Vp0)>
a” (Vyplo + Vpo) . =
ply y-périodique

:o (I1.22)

Soit :
plo = ¥7 (y) -Vipo +piy (x,7), yeY” (11.23)

ot la fonction W7 est solution dans Y du probléme :

0 (FOVL\ — _od”
Ay, Byl Oyr,

a ay’“ +6lk> n;
U7 y-périodique et <‘Ilf>f

9

—0 (11.24)

La condition (¥7) . = 0 implique I'unicité de la fonction ¥

On remarque que pj, (x,7) = <p1f0>]_..

2.2.2.2 Fonction p7;

En identifiant les termes d’ordre £ dans (I1.15b) et les termes d’ordre % dans (IT.15¢), la
fonction pf; vérifie :

Vy- (a ( (Vypn + me))

a” (Vypl, + Vpj) n 0 (11.25)
pﬁ y-périodique
Soit :
ph =9 (y) V" +pi(x,7), yeY” (11.26)

oil la fonction W7 est la méme que celle définie dans (11.24).
On remarquera que p7; (x,7) = <p{'1>f.
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2 - Homogénéisation

2.2.2.3 Fonction uj,

En identifiant les termes d’ordre £ dans (I1.15¢), la fonction o vérifie :

Vy- (2uey(uig) + AdVy-uig) + Vy- (2ue(ug) + AdV-ug) = poVy- (ad) (11.27)
ug y-périodique '
Soit
w10 = &mn (¥) €mn(wo) + ¥ (y)po +ujy (x,7), y€EY (I1.28)
ot les fonctions &,,,,, et ¥ sont solutions dans Y des problémes suivants :
Ekmn Y-Dériodique et (Egmn) =0 '
Vy- 2uey(¥) + AoV, ¥ —ad) =0 (11.30)
U, y-périodique et (¥y) =0 '

2.2.2.4 Fonction p}

En identifiant les termes d’ordre € dans (I1.15a) et les termes d’ordre % dans (I1.15d), la
fonction pyfl vérifie :

) OVy-uM OV-uM
v/}\:t (aMV}},p(f]\f) = 6/\/1% +aM gT 10 M 87_0 (11.31)
Po1 }p = pm}p (x,7)

En utilisant (I1.27), (I1.31) peut se réécrire :

Vy (@MW ypit) = B2 4 MO 4 MV (£, 250 ) 4 0MIBYW (11.32)
Soit : 5 5 (10)
M Po Emn (Ug
- a_ ‘gmn - a_
Por = 2 (¥) 5 T (v) 57

ot les fonctions ¢ et 6,,, sont solutions dans Y™ des problémes suivants :

{ Vy (aMVyp) = M + oMV (11.34)
elp =0
Vy (aMV y0n) = a™M (80 + Vy&nn) (11.35)
Opn|p =0 '
2.2.2.5 Fonction uj;
En identifiant les termes d’ordre £ dans (I1.15¢), la fonction uy; vérifie :
Vy' [Z,uey (1111) -+ )\6Vy-u11 + 2/16 (1101) + /\6V'U01 — Oép()ld] =0 (1136)
Soit :
U = { €mn (y) 6mn(u01) + uil (X7 7_) ) Yy € 1;]: . P (1137)
Emn (¥) Conn(Wor) + 1, (%,7) + B (y) B2+ O (y) Z25™), y € YM

oil les fonctions &,,, et ¥ sont les mémes que dans (I1.29) et (I1.30); les fonctions @ et 6,,,
sont solutions dans Y™ des problémes suivants :

{ Vy- (QIUey (@) + /\5Vy'¢ - O‘M@(s) =0 (11-38)

Plr=0

{ Vy+ (2pey (Bn) +A0Vy O — a0,,,8) =0 (11.39)
amn}r =0 |
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

2.2.3 Formulation homogénéisée

Finalement, en introduisant les solutions p?y, p?;, w1, pdy et wi; des problémes cellulaires
(I1.23), (I1.26), (11.28), (I1.33) et (11.37) dans les equatlons (IT.20a) et (I1.20b) et en ne conser-
vant que les termes d’ordres inférieurs ou égaux a =, on obtient :

(8) 222 4 (a) 2TU _ . <K-V7>f) _

e 0?P7 0 Penn) (aV, @) Z GPf (I1.40)

or? mn 972

(V) Lzl BEET T Pen )

or T 57 — Tmn™ 972

. . o OeqnU) 8777
Le champ de pression macroscopique P™ dans le milieu matrice Y™ est défini par :
1
P = —{p) = Po + <p01> (11.42)

ou s = |YM| désigne le volume du domaine matriciel YM.

En utilisant le probléme de fermeture (I1.23) et en ne conservant que les termes d’ordres infé-
- . \ g2 .

rieurs ou égaux a =, on obtient :

oP” 0emn(U)
PM =pPF P —— 47§
or e or
Les équations (I1.40), (I1.41) et (I1.43) constituent le modéle macroscopique a double porosité.
Deux champs de pressions macroscopiques PM et P¥ sont définis et résultent de la forte hété-
rogénéité en perméabilité entre le milieu matrice et le milieu fracture.
Les coefficients macroscopiques du modéle sont donnés ci-dessous :

(11.43)

e le tenseur de perméabilité macroscopique est défini par :

. ovs

e le tenseur de raideur macroscopique du mileu fracturé sec fi,,,r; ainsi que le tenseur de
Biot macroscopique iy; sont définis par :

(I1.45)
Lii = <2M€y,ki(\I’) + /\&mvy\Il — 045]“>

e six tenseurs de relaxation hydromécanique résultent de la double porosité du milieu étudié.
Ils sont définis dans le milieu matrice par :

< ()m TG = = (On) oo (I1.46)

¢ = % (aVyP) Ton = %2 <O‘vy'§mn>/\/1
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3- Analyse du modéle

e les tenseurs macroscopiques du comportement viscoélastique 78 et T,:f; sont définis par :

mnki

Tgmk:i = % <2MM6y,ki (amn> + )‘M5kzvy§mn - aMemn5k1>M

(11.47)

T = e <2MM6y,ki (@) + M0k Vy 3 — 04M905ki>M

w

Le modéle obtenu (11.40), (I1.41) et (I1.43) est complétement homogénéisé. Dans la section
suivante, une interprétation physique en est proposée.

3 Analyse du modéle

Afin d’interpréter le modéle macroscopique général (I1.40), (I1.41) et (11.43), deux cas sim-
plifiés sont présentés et interprétés :

e le cas 1 on a la fois le fluide et les grains de roche sont incompressibles,

e le cas 2 ot seulement le fluide est compressible et les grains de roche sont incompressibles.

3.1 Cas 1 : fluide et grains de roche incompressibles
Supposons que les coefficients de Biot soient unitaires,
a=MF =1
et que le fluide soit incompressible
ﬁi:/\/l,]: — 0

n reprenant une démar n ue a résenté n ion n montr
En reprenant une démarche analogue a celle présentée dans les sections (1) et (2), o ontre
que le modele homogénéisé s’écrit dans ce cas :

ou . f
V.E — V. <K.V’]D ) (I1.48a)
pM =pF 41 Oemn(U) (11.48D)
or

ou le tenseur de perméabilité macroscopique K, le tenseur de raideur macroscopique du milieu
fracturé sec ki, le tenseur macroscopique du comportement viscoélastique 7¢ et le ten-

mnki
seur de relaxation 7¢  sont définis en terme de problémes de fermeture simplifiés présentés en
Annexe A.2.1.

L’équation d’équilibre mécanique (I1.48¢c) peut étre reformulée en faisant apparaitre a 1’échelle
macroscopique deux champs de contraintes, un champ de contrainte effective élastique :

et un champ de contrainte viscoélastique :



IT- Homogénéisation en double milieu déformable

L’équilibre entre les champs de pressions macroscopiques PM et P dans I'équation (I1.48b)
est régi seulement par les déformations macroscopiques du milieu, alors que les écoulements du
fluide incompressible sont décrits a I’échelle macroscopique par 1’équation (I1.48a).

3.2 C(Cas 2 : fluide compressible et grains de roche incompressibles
Supposons que les coefficients de Biot soient unitaires,
ai:/\/l,]: =1
et que le fluide soit compressible
6i:M,.7-' _ d)i:/\/l,]:Kf

On montre que le modeéle homogénéisé s’écrit dans ce cas :

(B) g - aZT-u -V (IA{VPf) =9 (IT.49a)
wee Q== (), T el Pl o Temll)

PM =P 4 Tp% + Tgn%%@ (I1.49b)
V- (ftmnkiCmn (U) — P dix) + (I1.49¢)

Le tenseur de perméabilité macroscopique K, le tenseur de raideur macroscopique du milieu
» ~ . . », . _0 _So . .

fracturé sec fimnki, les coefficients viscoélastiques 7., et 7;, ainsi que les quatre tenseurs de

relaxation 79, 7% 7 7P sont définis par des problémes cellulaires simplifiés présentés en An-

nexe A.2.2.

Le terme source Q dans I'équation (I1.49a) représente les effets couplés hydrodynamique -
mécanique entre le milieun matrice et le milieu fracture. Il peut étre présenté comme la somme
de deux contributions QW et Q@ :

Q=09+ 9®

En utilisant (I1.49b), elle s’expriment :

QW = —(8),, e <¢>pM (PF —PM) 4 { >ATAp 87( ) (11.50)
) (2) o*P” o 0Penn(U) 9 F M
QY = 1 — T g5 = Pz (P7 =PM) (IL.51)

QM est composé de deux termes : le premier terme représente un terme d’échange hydraulique
de la forme classique de Warren & Root proportionnel a la différence de pression entre le milieu
matrice et le milieu fracture. Ce terme est aussi obtenu dans le cas non déformable (Panfilov,
2000). Le second terme est lié au caractére déformable du milieu : les déformations de la matrice
créent un écoulement de la matrice vers les fractures (Panfilov et al., 2006).
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3- Analyse du modéle

Q® représente un rééquilibrage différé entre les pressions de matrice et de fracture.

[’équation macroscopique d’équilibre mécanique (I1.49¢) fait apparaitre a 1’échelle macrosco-
pique un champ de contrainte effective élastique :

$(0) _ LmkiCmn (U) — PT 61
et un champ de contrainte effective viscoélastique :
0 = ?gmkiaemin(w — ?f.g
or v or
3.3 Cas général

Reprenons le cas général présenté dans la section (2). L’équation macroscopique de conser-
vation de la masse (11.40) peut étre reformulée :

(B +aVy-®) 22 | (0) U 4 (47, .,,,) Lol .
v (kvpF) =2 (I1.52)
La fonction de transfert Q entre le milieu matrice et le milieu fracture se décompose sous la
forme de deux contributions QW et Q@ : ces contributions conservent les formes (I1.50) et
(I1.51) du cas précédent, mais les effets de compressibilité du fluide sont complétés par les effets
de compressibilité des grains de roche.

QY = —(B+aVy¥),, Bgf (IT.53a)
B+aVy- ¥ Oemn -09a
SAALATA 2 [(7)/\4 —PF) =16, ar(u)}
o OPPF 5 \ emn()
(2) — _ (r¥ @ _ (-0 0 mn
QP = — (v +79) T = (T + 7o) 55 (11.53b)

QM présente la forme entiére de la contribution hydraulique de Warren & Root et de la contri-
bution des déformations matricielles : les effets de la compressibilité de fluide et des grains de
roche apparaissent simultanément.

O®@ est composé d’effets hydrauliques et mécaniques retardés attribués au comportement de
la matrice.

L’équation macroscopique d’équilibre mécanique (I1.41) fait apparaitre a I’échelle macrosco-
pique un champ de contrainte effective élastique :

2(0) - ﬂmnkiemn (u) - Zkz,P]:
et un champ de contrainte effective viscoélastique :

Den(U) _, OPT

—9
=0 = Tonki ™5 Tki g

De plus, on montre en Annexe A.3 que la symétrie entre les tenseurs de Biot macroscopiques
définis dans les équations (I1.41) et (I1.52) est respectée :

<a6mn + avyfmn) - - <Lmn>

Remarques :
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£

T 2 . R
e en négligeant les termes de I'ordre de =, on retrouve une formulation poroélastique clas-

sique,
e dans le cas ot P¥ = PM, on retrouve la forme classique des écoulements en simple milieu.

Dans la section suivante, nous mettons en oeuvre le cas 2 en supposant que la géométrie
cellulaire est bidimensionnelle, unitaire et périodique.

4 Simulation de tests de puits en milieu fracturé défor-
mable

Dans cette section, nous supposons que le milieu périodique est bidimensionnel et que la
géométrie cellulaire est unitaire et symétrique. L.e modéle macroscopique obtenu pour des grains
de roche incompressibles, cas 2, peut étre reformulé et on simule alors la réponse d’un essai de
test de puits en milieu fracturé déformable.

4.1 Propriétés de symétrie de la géométrie cellulaire

La géométrie cellulaire est définie dans le repére y = {y1,y2}. La symétrie de la géométrie
impose que les coefficients A\, p*, 5, o' et a' sont y;-pairs et yo-pairs dans Y*="t7

4.1.1 Symétrie des fonctions cellulaires

En utilisant le probléme cellulaire (I1.38), ainsi les propriétés de symétrie de a”, on montre
que :
U7 est y,-impaire et y,-paire,

. ! . I1.54
U2 est y,-paire et yo-impaire. (IT.54)

En utilisant les probléme cellulaires (I1.29) et (I1.30) ainsi les propriétés de symétrie de =7

et =7 on montre que :
&111 est yi-impaire et yo-paire, (11.55a)
&o11 est yi-paire et yo-impaire. ’
&112 est yi-paire et yo-impaire, (11.55h)
&919 est yp-impaire et yo-paire. '
&191 est yi-paire et yo-impaire, (I11.55¢)
&991 est yi-impaire et yo-paire. T
&199 est yi-impaire et yo-paire, (11.554)
&999 est yy-paire et yo-impaire. '

et que :

P, est yi-impaire et yo-paire, (11.56)

WUy est yi-paire et yo-impaire
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4 - Simulation de tests de puits en milieu fracturé déformable

En utilisant les problémes cellulaires (I11.34) et (I1.35), ainsi les propriétés de symétrie de a™

et M et les propriétés de symétrie (I1.55) et (I1.56), on montre que :

@ est yj-paire et yo-paire. (I1.57)
et que :

f11 est yi-paire et yo-paire, (I1.58a)

015 est yi-impaire et yo-impaire, (T1.58Db)

021 est yi-impaire et yo-impaire, (T1.58¢)

Oy est yi-paire et yo-paire. (I1.58d)

En utilisant les problémes cellulaires (I1.38) et (I1.39), ainsi les propriétés de symétrie de AM,
pM et a™ et les propriétés de symétrie (I1.57) et (I1.58), on montre que :

; est yij-impaire et yo-paire,

. . . IT.
©y est yp-paire et yg-1mpaire. (I1.59)

et que :

0111 est yi-impaire et yo-paire,

= . . . 11.60a
0511 est yqi-paire et yo-impaire. ( )

0115 est yi-paire et yo-impaire,
0210 est yi-impaire et yo-paire.

(11.60b)

0197 est yi-paire et yo-impaire,
001 est yi-impaire et yo-paire.

(I1.60c¢)

0120 est yi-impaire et yo-paire,

- . . . I1.60d
Oy99 est yq-paire et yo-impaire. ( )

La résolution numérique des problémes de fermeture est présentée en Annexe A.4.

4.1.2 Symétrie des coefficients macroscopiques

Ainsi, les propriétés de symétrie (I11.58) de la fonction 6,,, permettent de montrer que :

(011) = (02) =0#0
(012) = (012) =0

du modeéle macroscopique se simplifient alors :
T =

mn % <9>M 5mn = TG5mn
70 = S (B0) 5y O = (B) 0 T O (I1.62)

(IL61)

e )
Tn et Tnki

G

: 0
Les coefficients 7, |

2

et on peut écrire :

mn _ or =T
2] 82€mn(u) G82Vu

(11.63)
Trn ™ 972 :<ﬁ>MT 5.2

Les propriétés de symétrie (I1.54) de la fonction W7 permettent de montrer que :

f:(n Zf:(n #0

11.64
Kis =Ky =0 ( )
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

4.2 Reformulation du cas 2

En utilisant (I1.63) et (11.64) d’une part, et les problémes cellulaires de I’Annexe A.2.2 ainsi
que les propriétés de I'intégration par partie d’autre part, on montre que le modéle homogénéisé
(I1.49) se reformule alors :

(B)5 25+ 93U -V (KVPT) = -Q (I1.65a)
(B) 5= =Q (IL.65b)
Q= o (pM %) 4 (), L2577 4 Gl oy (1L.65c)
V- (ftmnki€mnU) — 6 PT) = V- (ﬁmki Oemnll) _ & Bgf) (I1.65d)

avec :

82
TP = ) <90>M
£

_ 11.66
Tf = Uz <‘9>M Tgnki = % <_0mn5ki>/\/t ( )
T = S (P0ki) vy

Une estimation des coefficients macroscopiques est présentée en Annexe A.5.

Dans la partie suivante, nous mettons en oeuvre le modéle général en analysant les réponses
d’un test de puits.

4.3 Analyse d’un test de puits en milieu fracturé déformable

Nous utilisons le logiciel Femlab développé par Comsol afin de simuler des essais de tests de
puits en milieu fracturé. Nous comparons les réponses obtenues dans le cas d'un milieu fracturé
non déformable a celles obtenues avec le modéle macroscopique du cas 2 (11.65) pour un milieu
fracturé déformable.

4.3.1 Propriétés du réservoir

Le réservoir, représenté dans la figure II-2, posséde un rayon de 500 m et une hauteur de
100m.
L’arréte (1) représente la paroi du puits le long de laquelle un débit constant est imposé. Les
conditions aux limites hydrauliques et mécaniques sont présentées dans le tableau I.1. Les pro-
priétés pétrophysiques, hydrauliques et mécaniques du réservoir sont celles présentées dans les
Annexe A.4 et A.5 lors de la résolution des problémes cellulaires.
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4 - Simulation de tests de puits en milieu fracturé déformable

| axe de rotation

@

@

Z

L.

- —_—

L =500m

Figure 1I-2: Propriétés géométriques du réservoir.

Numéro de l'arréte

Condition aux limites

(1)

flux constant
déplacements nuls selon r
déplacements libres selon z

(2)

flux nul
déplacements nuls selon r
déplacements nuls selon z

(3)

flux nul
déplacements nuls selon r
déplacements nuls selon 7

(4)

flux nul
déplacements libres selon r
déplacements libres selon z

Tableau I1.1: Conditions aux limites hydrauliques et mécaniques.

4.3.2 Résultats

Nous présentons tout d’abord la réponse a un test de puits en milieu fracturé non déformable
avant d’ajouter les composantes du modéle en milieu fracturé déformable.

4.3.2.1 Test de puits en double milieu non déformable

La réponse au puits d'un essai simulé en double milieu non déformable est, en général, ca-
ractérisée par trois périodes d’écoulements comme le montre la figure 1I-3 pour des pressions

adimensionnelles.
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IT- Homogénéisation en double milieu déformable

e une période dominée par I’écoulement dans le milieu fracture. En raison de leur forte
perméabilité, les fractures sont les premiéres a participer a la production. Le réservoir
répond comme un milieu homogéne de méme perméabilité que le milieu fracture.

e une période dominée par les échanges entre le milieu fracture et le milieu matrice. Il s’agit
d’une période de transition durant laquelle le milieu matrice se met & produire. Cette pé-
riode est caractérisée par le terme d’échange Q.

e une période dominée par I’écoulement de ’ensemble milieu fracture - milieu matrice. Le
réservoir se comporte a nouveau comme un milieu homogeéne de perméabilité équivalente
proportionelle aux permeéabilités du milieu matrice et du milieu fracture.

Chacune de ces périodes est caractérisée par des temps caractéristiques dépendant des propriétés
des milieux matrice et fracture.

0.99

0.97 PO ) ..... Jiig

095"

0.93

0.91

Pression de Fracture au puits (Pa)

3
R

888 Tfracture ‘ Techange Tmailjige-frzctuére :
; : \

107 10 10" 10 10
Log T

Figure 11-3: Caractérisation en trois périodes d'un test de puits en double milieu non défor-
mable : une période dominée par les écoulements dans le milieu fracturé, une période dominée
par les échanges entre le milieu fracture et le milieu matrice et une période dominée par I’écou-
lement de I’ensemble milieu fracture - milieu matrice.

4.3.2.2 Test de puits en double milieu déformable

La figure 11-4 présente la réponse au puits d’essais simulés avec un modéle double milieu non
déformable et avec le modeéle du cas 2. Ces différentes contributions sont rassemblées dans la
figure II-5. La prise en compte de la mécanique modifie la réponse d’un essai de test de puits :
le réservoir est rendu moins compressible par la participation de la composante mécanique et
la période transitoire est caractérisée par une cinétique différente.
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Double milieu déformable
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Figure II-4: Réponses au puits d’essais simulés en double milieu non déformable et déformable.
Selon les contributions ajoutées, les réponses sont différentes.

Double milieu non déformable

I ™_"1 Double milieu déformable, cas 2

Figure II-5: Composantes des modéles simple milieu, double milieu non déformable et double
milieu déformable, cas2.

Les figures (I1-6) et (I1-7) présentent respectivement le champ de déplacement et le champ de
pression adimensionnels dans le réservoir avec le modéle du cas 2.

41



IT- Homogénéisation en double milieu déformable

Champ de déplacement adimensionnel Maxi: 1.00

0.9
0.8
107
- 0.6
0.5
0 04
0.3
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0.1

Hauteur (m)
o
o

0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Rayon (m) Mini: 0

Figure 11I-6: Représentation du champ de déplacement adimensionnel et de la déformée amplifiée
dans le réservoir a 7 = 20 selon une coupe (r,z).

Champ de pression de fracture
adimensionnelle Maxi: 1.00
z

| 0.99
r

10.98

-
o
o

- 10.97

- 10.96

hauteur (m)
4]
o

o

- 10.95

0.94

0.93

0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500 .
Rayon (m) Mini: 0.921

Figure II-7: Représentation du champ de pression de fracture et de la déformée amplifiée dans
le réservoir a 7 = 20 selon une coupe (r,z).
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5- Conclusion

Remarque : pour des temps de simulation de I'ordre du temps de production d’un gisement
pétrolier, les effets de rééquilibrage entre la pression du milieu matrice et celle du milieu fracture
sont négligeables et les pressions sont égales comme le montre la figure 11-8 pour des pressions
adimensionnelles.

.- 1| |—Pression de Fracture
.|| —Pression de Matrice

Pression de puits (Pa)

0.88

0.84

Log T

Figure I1I-8: Evolution de la pression du milieu matrice et de la pression du milieu fracture au
puits au cours du temps : pour des temps longs, les pressions sont identiques et les effets de
rééquilibrage sont négligés.

5 Conclusion

Pour traiter mathématiquement le probléme d’homogénéisation d’un milieu fracturé défor-
mable et étudier la forme des équations, nous avons supposé que la perméabilité des fractures
reste constante. Cette approche simplifiée montre néanmoins que la généralisation du modéle de
Warren et Root au cas des milieux déformables n’est pas immédiate. Les fonctions de transfert
entre la matrice et les fractures consistent en la superposition d’effets hydrauliques, d’effets
meécaniques et d’effets hydrauliques et mécaniques retardés. La contrainte macroscopique est la
somme d'une contribution élastique et d’une contribution viscoélastique.

Ces travaux peuvent étre utilisés pour modéliser et interpréter des tests de puits dans les mi-
lieux fracturés et quantifier les effets mécaniques. Les simulations montrent que les déformations
modifient la réponse d’un essai de test de puits. Ces résultats préliminaires mériteraient d’étre
complétés par des travaux complémentaires mettant en évidence par exemple la signature de
chacune des contributions mécaniques et hydromécaniques.

A Téchelle de la simulation réservoir (pour des temps de 'ordre de I'année ou la dizaine d’an-
nées), les temps de relaxation du modéle hydromécanique peuvent étre négligés : les pressions
dans le milieu matrice et le milieu fracture sont supposées égales. Le probléme d’homogénéisa-
tion se simplifie et les paramétres du modéle macroscopique seront estimés en utilisant dans la
PARTIE III une méthode de champ moyen, ’approche micromécanique.
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PARTIE III : CONTRIBUTION D’UNE
METHODE DE CHAMP MOYEN, L’APPROCHE
MICROMECANIQUE
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Dans le cadre d’une modélisation réservoir ou mécanique, il n’est en général pas possible
de décrire explicitement chacune des fractures du milieu. Seuls les grands objets d’échelle ki-
lométrique, c¢’est-a-dire les failles, peuvent étre pris en compte dans les modéles numériques.
[’approche par homogénéisation consiste a représenter le milieu fracturé par un milieu ho-
mogeéne équivalent. Les hétérogénéités sont alors prises en compte dans la définition de la loi
de comportement du matériau et d'une perméabilité équivalente. Par exemple, une famille de
fractures paralléles sera associée a un milieu homogénéisé anisotrope.

L’approche classique en modélisation des réservoirs fracturés consiste a construire a partir des
données géologiques statiques (logs, analogues de terrain, ...) et dynamiques (tests de puits
et tests d’interférence) une image géostatistique du réseau de fractures. Les perméabilités des
fractures sont ensuite calées sur les données dynamiques. Les fractures peuvent étre de taille
finie ou traverser le volume d’homogénéisation considéré. Cette image est utilisée dans le “work-
flow” réservoir pour estimer un champ de perméabilité homogénéisé. On étend cette démarche
a I’évaluation d'un comportement mécanique et hydromécamique a grande échelle d’un milieu
fracturé.

On s’intéresse dans cette partie a des objets de taille finie : la taille caractéristique des fractures
est petite devant celle du volume élémentaire représentatif (v.e.r.). Pour mettre en oeuvre les
techniques d’homogénéisation, on régularise le probléme en considérant les fractures non pas
comme des interfaces mais comme des objets tridimensionnels fictifs de faible épaisseur. Les
techniques d’homogénéisation développées pour les matériaux hétérogénes contenant des inclu-
sions volumiques (par exemple les composites) peuvent alors étre employées.

Dans le chapitre III, nous montrons a partir des mesures de laboratoire de mécanique des
roches comment estimer le comportement mécanique d’un milieu fracturé a ’échelle de la maille
de réservoir, afin de renseigner les modéles numériques de réservoir. Les résultats sont confron-
tés dans le chapitre IV aux résultats obtenus par I'approche dite 'de joints’ dans laquelle
le volume & homogénéiser contient des fractures traversantes, ainsi qu’a des résultats d’homo-
généisation numérique réalisés avec le code aux éléments distincts UDEC. Les résultats sont
appliqués et comparés aux données du site d’expérimentation Nirex de stockage de déchets
nucléaires. Dans le chapitre V, on propose une estimation de la variation du volume poreux
des fractures en construisant une loi de comportement poroélastique a deux porosités. On pro-
pose également une méthodologie d’actualisation de la perméabilité des fractures en vue de la
simulation hydromécanique des réservoirs fracturés.
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Chapitre 111

Comportement macroscopique d’'un milieu
fracturé sec

Les fractures sont généralement modélisées par des surfaces de discontinuité, dont le com-
portement mécanique est décrit par une loi d’interface. Ces lois sont déterminées expérimenta-
lement sur des échantillons contenant des fractures traversantes (ou joint) : elles sont présentées
en Annexe B. Des méthodes de régularisation (Nemat et Hori, 1993 ; Barthélémy, 2005 ; Pen-
sée et al., 2002) ont été proposées récemment : elles permettent de considérer la fracture non
pas comme une interface, mais comme une inclusion tridimensionnelle de faible épaisseur, dite
inclusion d’Eshelby (Eshelby, 1957). Il est alors possible de faire appel aux méthodes d’homo-
généisation de type champs moyens utilisées pour les milieux composites (Zaoui, 1997) afin de
décrire le comportement mécanique homogénéisé de la maille réservoir :

e Deudé (Deudé, 2002) a utilisé ces méthodes pour des fractures ouvertes ou fermées glis-
santes ;

e Barthélémy (Barthélémy, 2005) a traité le cas de fractures plastiques adhérentes décrites
par une loi d’écoulement plastique associée.

On montre dans ce chapitre comment généraliser ces résultats & des comportements de frac-
tures plus réalistes (Marmier et al., 2006) afin de reproduire les effets observés sur champ et de
constuire des outils utilisables pour les études réservoir. On considére successivement :

e une loi de comportement élastique linéaire permettant de rendre compte d’'un compor-
tement élastique de fractures et de reproduire par exemple leur minéralisation interne
partielle ;

e une loi de comportement élastique non-linéaire : plus une fracture se ferme, plus il est
difficile de la fermer puisque le rapprochement des aspérités augmente le nombre de points
de contacts entre les lévres de la fracture;

e une loi de comportement élastoplastique non associée afin de reproduire les effets de di-
latance et d’irréversibilité du comportement induits par la présence des aspérités.

On intégre ces différents comportements dans un schéma d’homogénéisation de type Mori-
Tanaka afin de rendre compte des interactions entre les fractures et d’estimer le comportement

mécanique homogénéisé d’une roche fracturée séche. Enfin, nous illustrons l'intérét et I'appli-
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cabilité de la méthode par des tests numériques.

1 Principe d’homogénéisation du probléme microscopique

Nous considérons dans ce chapitre une famille de fractures identiques de type "penny-
shaped" plongées dans une matrice rocheuse (figure ITI-1). Chaque fracture est représentée par
une inclusion ellipsoidale de révolution, de rayon R et d’épaisseur 2C. Ces inclusions sont aussi
caractérisées par leur rapport de forme X = C'/R, leur orientation définie par le vecteur normal
és, leur loi de comportement représentée par le tenseur Cy et leur densité N (nombre de fractures
par m?). Nous définissons le paramétre de densité de Budiansky (Budiansky et O’Connel, 1976)
de la famille de fractures d = NR? et la fraction volumique de fractures & = %WEX.

Nous supposons que la condition de séparation d’échelle | << L est satisfaite. Le v.e.r. 2
apparait donc comme un milieu composite constitué d’'un milieu matrice Q™ et d’un milieu
fracture Q7 ; la frontiére externe est notée OS).

Figure ITI-1: Paramétres géométriques des inclusions ellipsoidales.

Les variables surmontées d’une fléeche désignent des vecteurs, les variables en gras désignent des
tenseurs d’ordre deux et les variables doubles désignent des tenseurs d’ordre quatre. On notera
(v) la moyenne d’une grandeur physique v sur le domaine €2 :

1
<V >= = / v(Z)dQ (IT1.1)
€[ Jo

|Q2| désigne le volume du domaine €.
En tout point du v.e.r., le tenseur du taux de déformation microscopique €(Z) est défini a partir
des composantes du champ de taux de déplacement (%) par :

e(7) = % (srad((2) +7 grad(i(2) (111.2)

Nous imposons un taux de déplacement sur le contour 0 :

(@)= Ei Tedf (II1.3)
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1- Principe d’homogénéisation du probléme microscopique

ol E est un tenseur taux de déformation constant.
On a alors :

E = (é) (T11.4)
On définit (Zaoui, 1997) le taux de contrainte macroscopique 3 en utilisant (II1.1) par :

Y = () (I11.5)
o est le taux de contrainte microscopique. De maniére analogue, une condition aux limites en

contrainte imposée sur 9§ par ¢ ()71 = 3.7 méne a la définition du taux de déformation
macroscopique E = (€) (Zaoui, 1997). 7i représente le vecteur normal a frontiére 0S).

La formulation incrémentale du probléme & homogénéiser s’écrit :

dive (£) = 0 (TeQ)
o(7) = C(7): &(7) (€9
u(7) = B.7 (7 € 0Q) (I11.6)
. [ C, (e QM)
avec C(¥) = { c; (T € %)

Appliquons le raisonnement présenté dans Zaoui, 1997, pour construire le tenseur de rigidité
macroscopique Cpop,. La linéarité des équations du probléeme (I11.6) implique I'existence d’une
relation linéaire entre les champs de déformation microscopique €(Z) et macroscopique E :

é(7) = AT E (T11.7)

A représente le tenseur d’ordre quatre de localisation en déformation et exprime la maniére dont
le champ macroscopique E appliqué sur la frontiére 9 est transmis a I'échelle microscopique.
La définition de 3 dans (IT1.5) combinée avec les équations (I11.6) et (I11.7) permet de retrouver
'expression de Cy,,,, (Zaoui, 1997) :

Chom =< C: A > (ITL.8)

avec :

> =Crom: E (111.9)

L’utilisation de conditions aux limites en contrainte imposée aurait mené a la définition et a la
construction du tenseur de souplesse macroscopique Sy, = C,:Olm tel que E = Sy, : X avec

Shom = S : B(Z), B tenseur de localisation en contrainte et S, tenseur de souplesse.

Quant on ne connait que des éléments statistiques de la morphologie du v.e.r., il n’est pas
possible de résoudre exactement le probléme de localisation (II1.7), ¢’est-a-dire de déterminer
le champ de tenseur A (respectivement de B) dont les moyennes par phases sont nécessaires
(IT1.9) pour déterminer le tenseur macroscopique de rigidité Cy,,, (respectivement de souplesse
Shom)- Néanmoins, a partir des connaissances ou des hypothéses concernant la forme des phases
et leur répartition spatiale, des estimations du champ de tenseur Cy,,,, peuvent étre déterminées.

Celles-ci sont construites a partir des solutions de problémes auxiliaires basés sur le probléme
d’Eshelby (Eshelby, 1957).
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ITT- Comportement macroscopique d’'un milieu fracturé sec

2 Le schéma de localisation de Mori-Tanaka

Plusieurs méthodes de champs moyens font appel a la solution d’Eshelby présentée ci-apreés :

e la méthode diluée : dans ce cas, il n’y a pas d’interaction entre les inclusions car la concen-
tration en inclusion est faible. Chaque fracture voit la méme déformation macroscopique ;

e la méthode de Mori-Tanaka : cette méthode permet de prendre en compte des interactions
entre les inclusions en supposant que chacune d’entre elles voit une déformation effective ;

e la méthode de Ponté Castadéna : elle tient compte de la distribution spatiale des frac-
tures. Tant qu’il n’y a pas de recouvrement, elle a un statut de borne plus restrictive que
les bornes de Hashrin Strikman ;

e la méthode auto-cohérente : chaque fissure voit un milieu effectif et ’estimation des pro-
priétés homogénéisées nécessite d’utiliser une méthode itérative.

Les travaux d'Eshelby (Eshelby, 1957) montrent que si Z est un ellipsoide de tenseur d’élasti-
cité Cz, plongé dans une matrice homogéne infinie de tenseur d’élasticité Cy, avec des conditions
aux limites a U'infini du type (II1.3), alors pour tout z € Z, la déformation microscopique €(7)
est uniforme et ne dépend que de ¥ :

VZeT, e =[1+P%: (Cr—Cp)]  : E (111.10)

SV = POT : Cy et POT désignent respectivement les tenseurs d’Eshelby et de polarisation de
I'inclusion Z relatifs au milieu matrice et I le tenseur identité I, = 0;.0;. Les tenseurs S
et PO dépendent a la fois des propriétés mécaniques de la matrice et des caractéristiques géo-
métriques de 'ellipsoide : leurs expressions pour des configurations simples sont données en
Annexe C.

En supposant que la densité des fractures est suffisamment faible pour que I'on puisse né-
gliger les interactions entre elles, on peut ramener la résolution du probléme d’homogénéisation
a une superposition de problémes d'Eshelby (Eshelby, 1957). Une telle méthode constitue le

schéma dit dilué. On obtient alors :
1

(€, ~[1+S:C,': (C;—Cp)] : E (I11.11)

E est la déformation vue par linclusion que l'on suppose confondue avec la déformation
moyenne macroscopique. A partir de cette expression, on évalue (A)f puis Cpop, (Zaoui, 1997).
Cependant la pertinence du schéma dilué se limite & de faibles densités (Zaoui, 1997). Pour des
densités de fractures plus élevées, il est plus intéressant d’utiliser le schéma de Mori-Tanaka qui
permet de prendre en compte des interactions entre les fractures. L’idée est de considérer que
la déformation a l'infini intégre d’une certaine maniére les interactions entre phases a travers
une déformation effective EO :

(€)= [[+S:Cl: (C;—Cn)] " Ey (111.12)

En introduisant (I11.7) dans la décomposition (€) = ®/ (€), + (1 — ®/) (€),, la déformation

effective EO s’écrit :
) 11 .
E, = [(I)ml[ +®/ [I+S:C,!: (C;—Cp)] 1] ' E (T111.13)
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2- Le schéma de localisation de Mori-Tanaka

En combinant (I11.12) et (II1.13), 'estimation de la moyenne du tenseur de localisation en
déformation sur la phase Q7 est :

(A, = [[+S:C.l: (C;—Cp)]

[(1 — NI+ B [I+S:C;l: (Cr—Cp)] ™ ! (I11.14)

En introduisant (I11.14) dans la décomposition (A) = @/ (A),+(1— /) (A), , estimation de
la moyenne du tenseur de localisation en déformation sur la phase QM s’écrit :

(&), = Z51- % (A)
f _ -1
= el - I+S:Cl: (C = Cp)] ™ (IIL.15)

—1

(1= @)1+ @/ [14+8: .1+ (€~ Cy)] !

Finalement, I’expression du tenseur de rigidité macroscopique Cy,,, est obtenue en introduisant
(TT1.14) dans (TIL.8) :

Chom = Cp+®/ (C; —Cp): [I+S:C;l: (C;—Cp)]
11 IT1.16
[(1—<I>f)]I+d>f[]I+S:(C;n1:((Cf—Cm)] 1] ( )
Les inclusions étant des ellipsoides de rapport de forme petit, on considére X comme un infi-

niment petit.
En suivant les travaux de Deudé et al. (Deude et al., 2002), on définit le tenseur limite T :

— 1 L. _ -1
T_}Q%X(HJFS.(CW : (C;—Cp)) (T11.17)

En introduisant 'expression de la porosité, Cp,,, se réécrit, en combinant avec (II1.17) :
47— 4 !
Chom =C,, + ?d((cf —Cp):T|: |I+ ?d']l‘ (I11.18)

I convient maintenant de différencier les expressions de T défini dans (II1.17) selon le compor-
tement mécanique Cy de l'ellipsoide. Nous avons choisi une représentation tridimensionnelle de
la fracture : la fracture est un ellipsoide aplati de type “penny-shaped” de rayon R et de rapport
d’aspect X infinitésimal (figure I11-2).

| 2RX

_— = _—

2R 2R

Figure I11-2: Identification géométrique du modéle bidimensionnel au model tridimensionnel.
Il est nécessaire de construire une loi de comportement tridimensionnelle & partir des lois d’inter-

face bidimensionnelles. Différentes lois de comportements ont été proposées dans la littérature
(Deude et al., 2002) :
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ITT- Comportement macroscopique d’'un milieu fracturé sec

e cas de fractures ouvertes : I'élasticité de la fracture étant nulle C; = 0, le tenseur T s’écrit
directement a partir de (I11.17), T = limx_o X (I — S)_l et on obient Cy,,,, = limx_,oC,, :

[+ 4dx 1-95)7] "

e cas de fractures parfaitement adhérentes : si 'on considére que les lévres des fractures
sont parfaitement adhérentes, cela revient a représenter le comportement de la fracture
par celui de la matrice C; = C,,,. On obtient alors T = 0 et Cy,,,, = C,,.

e cas de fractures fermées sans frottement : il s’agit maintenant de rendre compte de
I’absence de contrainte tangentielle sur les faces de la fracture. Deudé et al. proposent
de représenter la fracture fermée par un milieu isotrope de modules de compression
k., et de cisaillement nul : C; = 3k,,J avec J = %6 ® 0. Dans ces conditions, T =
limy_o X (I—S:K)™" ot K=1—J, ce qui conduit a
Chom = limx 0 Cpy : [T+ 4dX (1—-S:K)™']

3 Géomatériau contenant des fractures élastiques

Dans cette section, nous montrons comment construire une loi de comportement linéaire et
élastique des ellipsoides représentant les fractures. Dans les sections suivantes, nous généralise-
rons la méthodologie a des comportements élastique non linéaire puis élastoplastique.

3.1 Loi de comportement élastique de ’ellipsoide

Dans le cadre de la théorie linéaire des joints rocheux (Goodman et Dubois, 1976), la loi
de comportement élastique bidimensionnelle de I'interface (I11.19) relie les composantes de la
traction ¢ a Dinterface a celles du champ de déplacement & U'interface :

€y =[] (I11.19)
'7_" = kt [ﬁti| '

[v] désigne le saut de discontinuité de la variable v. [us] et [ﬁt} représentent respectivement les

taux de discontinuités des déplacements normal selon €3 (ouverture du joint) et en glissement
dans le plan du joint (€}, €5). Rappelons que (€7, €, €3) forme une base orthonormée (€; et &
sont deux vecteurs normaux a €3 tels que €3 A €] = é,).

Notons :

o (= ([i3]) ; Ta moyenne du taux d’ouverture du joint,
° ? = <[ﬂ’t]> la moyenne du taux de glissement dans le plan du joint.
I

k, et k; désignent respectivement les raideurs normale et tangentielle.

Enfin, ¢,e5 et 7 définissent respectivement les composantes normale et en cisaillement dans le
plan du joint de la traction t= t,€3 + T.

En considérant la fracture en tant qu’objet tridimensionnel, I'intégration sur le volume du
domaine Q7 de € s’écrit :

4
/ €=V (&), avec V' = rR'X (111.20)
OF
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3- Géomatériau contenant des fractures élastiques

La cohérence cinématique (Barthélémy, 2005) entre les deux modéles se traduit alors par :
VZ(e), =57 (5 + 553) ® & (111.21)

Par la suite, on note 1), le tenseur d’ordre deux représentatif du champ de taux de discontinuité

a Dinterface :

. . 3 - S S
n=X(€;= iR ( +Beg) ® € (111.22)

Ce qui permet de réécrire (I11.21) avec (I11.22) sous la forme :
4R . - SN s
5= <v + ﬁe3> ® €3 (T11.23)

Dans le cadre de 1'élasticité linéaire, la loi de comportement tensorielle incrémentale d'un ma-
tériau isotrope, reliant la moyenne du champ de contrainte (d')f a la moyenne du champ de
déformation (€),, s’écrit :

<o > = (Cf < € >f avec (Cf = 3]€fJ -+ 2,U,fK (11124)

En multipliant I’équation précédente (I111.24) par 2£X puis en la contractant avec le vecteur &,
on obtient :

4R - 4R
?X <t >p= {(31{/’]%]}—1- QMfK) : (?T]>:| .€3 (TT1.25)

Finalement, en identifiant I’équation (IT1.25) avec 1’équation (I11.23), on obtient :

By = X (k, — k)
I11.26
{Uf = %th ( )

ou de facon équivalente en terme de module d’Young E; et de coefficient de Poisson vy du
milieu fictif tridimensionnel :

_ Fn =k (111.27)
kn—2k
vp = 2(kn7k2)

{Ef = ARX (k, — 3ki) 72

Le tenseur de rigidité élastique C; du matériau fictif s’écrit alors, en tenant compte de (I11.24)
et de (II1.26) :

4 SR
(Cf = X(Cfo avec (Cfo =4R (kn - gkt> J + ?ktK (11128)
Un tel matériau est thermodynamiquement stable pour Ef > 0 et 0 < vy < 1/2, ce qui est
vérifié pour :
ky > 2k, (111.29)
Enfin, I’énergie élastique e stockée par une fracture demeure finie lorsque le rapport de forme

X —0:

1 1 4
= g€ C;: e,V = on: Cro:m (§7TR3> (IT1.30)
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ITT- Comportement macroscopique d’'un milieu fracturé sec

3.2 Comportement homogénéisé du géomatériau

En utilisant les expressions des coefficients de C; obtenues précédemment (II1.28) et les
expressions analytiques du tenseur d’Eshelby présentées en Annexe C, nous déterminons les
composantes du tenseur limite T défini dans (IT1.17). Les composantes non-nulles de T pour
une inclusion élastique plongée dans une matrice élastique isotrope, de coefficient de Poisson v
et de module d’Young E, sont données ci-dessous :

((T3311 = T3322
_ 12E(v—1)v
- 16Rkn(1/271)(2u7£)+37rE(172u)
_ 12E(v—1)
\ Doz = 16Rk, (v2—1)(2v—1)+3nE(1—2v) (IIL.31)
Tizi3 = Tases
o 6E(r—1)
\ T 32Rk:(v2-1)+3nE(v—2)

L’expression du tenseur de rigidité homogénéisé du géomatériau est alors obtenue en combinant
(TT1.18) et (I11.31) :

4\
Chom =C,,, : (I[ + gﬂ'dT) (TT1.32)
(TT1.32) permet de vérifier que le matériau homogénéisé est bien isotrope transverse.

Enfin, en multipliant (II1.7) par le rapport de forme X et en utilisant (II1.22), nous obtenons
la loi de localisation suivante :

n=X(A), E (111.33)

En combinant (II1.33) avec (II1.9), nous obtenons :

n=X(A),:Cp, 2 (111.34)

hom

En utilisant les expressions de (A), (I11.14) et celle de Cp,p,(111.32), (I11.34) se réécrit
n=T:C!:% (111.35)
Finalement, I'intégration par rapport au temps de (II1.35) donne la loi de localisation :
n=T:C!: % (I11.36)
Cette loi fournit une estimation des déformations de la fracture en fonction des grandeurs ma-
croscopiques : en particulier, en contractant son expression deux fois sur I’axe normal é3, on

peut accéder directement a la variation d’ouverture.

Les résultats obtenus dans cette section permettent de généraliser les travaux de Deudé [53|
pour des fractures ouvertes, fermées parfaitement adhérentes et fermées non-adhérentes :

— (ky, k) = (0,0) correspond a des fractures ouvertes
(k¢, kr) = (00, 00) correspond a des fractures fermées parfaitement adhérentes ;

— (k¢ k) = (0,00) correspond a des fractures fermées non-adhérentes.
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4 - Géomatériau contenant des fractures de comportement non-linéaire

Pour un géomatériau comportant plusieurs familles de fractures, les résultats obtenus (111.32) et
(IT1.36) peuvent étre généralisés en conservant l'utilisation du schéma de localisation de Mori-
Tanaka. Si d; et T; désignent respectivement le paramétre de densité de Budiansky (Budiansky
et O’Connel, 1976) et le tenseur limite de la i-éme famille de fracture, alors :

, =T Cl:¥
" mos (I11.37)
(Chom = (Cm : (I[ + §7T Zz dZTZ)

4 (Géomatériau contenant des fractures de comportement
non-linéaire

4.1 Loi de comportement non-linéaire de l’'interface

Pendant la fermeture d’une fracture et & mesure que les deux lévres se rapprochent, la pré-
sence des aspérités génére une augmentation des points de contacts. Du point de vue mécanique,
cela se traduit par une augmentation de la raideur normale k, : plus la fracture se referme,
plus il est difficile de la refermer. Ce comportement peut étre décrit par le modéle de Barton
(Barton et Choubey, 1977) :

1

[us]
1+§—§

kn = kno pour —& < [ug] <0 (I11.38)

& > 0 désigne l'ouverture maximale du joint, k,o la raideur normale initiale et [ug] I'ouverture
du joint.

Lorsque [us] > 0, nous supposons que k,, = k.

La formulation non-linéaire de la loi de comportement de I'interface s’écrit :

£ = kn([us)) [us] & + k, [@)] (I11.39)

avec
kyn = kno lorsque [ug] >0

kp = kno—t=r lorsque [us] <0

(I11.40)
14+ 12l

4.2 Comportement homogénéisé du géomatériau

Nous reprenons a présent la méthodologie de la section 3 afin d’accéder au comportement
homogénéisé du géomatériau contenant des fractures de comportement non-linéaire et a la
variation de I'ouverture des fractures.

L’opérateur de différenciation sera noté d.
On suppose que la formulation moyennée incrémentale (I111.41) vérifie :

- Ak (8) D)

d < 1>= =2Endie + ld () (I11.41)

ou la raideur normale s’écrit :

kyn = kno lorsque (G >0)
k, = knoﬁ lorsque (8 <0) (T11.42)

)
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ITT- Comportement macroscopique d’'un milieu fracturé sec

b= <[u3])f désigne la moyenne de I'ouverture du joint. En reprenant I’analogie effectuée entre
les modeéles 2d et 3d (III-2), on définit un comportement élastique incrémental pour la fracture
donné par :

t . 4R dkn(ﬂ) 4

{ o= 54X <k” (8)+ T45=0 - Ekt) (T11.43)
Wy = Xk

¢ fait référence au caractére tangent du comportement. T? désigne alors le tenseur limite défini

par (IT1.17) pour une formulation incrémentale. Les composantes non-nulles du tenseur T* sont :

(
T§311 = T§322
o 12E(v—1)v
16R( LB (2 1) (20—1)+37 E(1-2v)

t _ 12E(V*1)2 111.44
a3 16R( LB (12 1) (2v—1)+37 E(1-2v) (ITL.44)
T1t313 = T2t323

o 6E(v—1)
L ~  32Rk(P—1)+3nE(r—2)

[.’équation de localisation incrémentale s’écrit alors :
n=T(5):C!: 2 (111.45)
En notant T (3) = T* (B) : C.!, les composantes non-nulles de T'* sont calculées :

" 12(1-12)

T3333 16R( d(krjifgﬂ)ﬁ))(17'/2)+3ﬂ-E

Tihis = Tobss (T1.46)
6(1—1/2)

32Rk:(1—v2?)+3rE(2—v)

Nous intégrons la loi de localisation (I11.45) en temps puis nous la contractons avec € :

12(1-12)

3 — o —

AR (ﬁ - ﬁO) €3 = 16Rkn(ﬁ)(171/2)+3ﬂ'E23363 11147
3 12(1-12) . . (II1.47)
1R = 32RE(1-12)+3rE(2—1) (.65 — X3363)

Ce résultat permet finalement de reconstruire le tenseur limite T dont les composantes non-
nulles sont données par :

((Ta311 = T332
_ 12E(v—1)v
= - 16R(kn(ﬁ))§;2(1)(%;/21)+3,rE (1 - 21/)
Ts333 = BREG)ED @ DT3B (IT1.48)
Tiz13 = o303
o 6E(v—1)
\ T 32Rki(v?2—1)+37E(v—2)
On obtient alors la formulation :
n=T(E):C, : = (I11.49)

De méme pour la loi de comportement macroscopique, il vient :

E = Spom(f): X

= (]I+ %W&T) Col:m (I11.50)

Nous avons vérifié que la formulation incrémentale tangente définie par (I11.45) est équivalente
a la formulation sécante (II1.49) pour une loi de comportement non-linéaire des fractures. De
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5- Irréversibilité dans les milieux fracturés

plus, Cpop est le méme que dans le cas linéaire (I11.32) dans lequel on remplace T par T* (3)
défini dans (I11.48).

Nous avons donc étendu les résultats obtenus dans la section 3, pour un comportement élastique
de la fracture, au comportement élastique non-linéaire attribué a la non-linéarité de la raideur
normale pendant la fermeture. Dans la section suivante, nous généralisons ces résultats a des
fractures de comportement élastoplastique puis poroélastoplastique.

5 TIrréversibilité dans les milieux fracturés

5.1 Le modéle plastique de Plesha (Plesha, 1987)

L’irrégularité de I'état de surface des joints rocheux est décrit par le modéle de Patton
(Patton, 1966). Ce modéle considére qu’'un joint est composé par deux surfaces en dents de
scies : les aspérités sont caractérisées par I'angle o par rapport a I’horizontal (IT1-3). Le modéle
de Patton suppose une loi de friction de type Coulomb a la surface des dents de sorte que le
critére plastique s’écrit :

F (T tn:) = |7l + thitan® =0 (IT1.51)

7; et 1, ; désignent respectivement les composantes tangentielle et normale du champ de contrainte
dans le repére local défini par le plan d’une dent et sa normale (figure I11-3) ; ® représente I’angle

de friction du matériau. Les paramétres peuvent étre déterminés expérimentalement (Betis et

al., 1983 ; Nguyen et Selvadurai, 1998). Le glissement (ou le régime plastique) débute lorsque

le critére (IT1.51) est saturé.

La loi d’écoulement plastique est non associée et définie par le potentiel plastique G :

G = |7 (I1L52)

La loi d’écoulement étant non associée, le gradient de G détermine la direction de I’écoulement.
Dans le cadre du modéle de Plesha, le critére de plasticité (I11.51) et la loi d’écoulement (I11.52)
sont réécrits en fonction des composantes tangencielle 7 et normale ¢, au plan du joint du champ
de contraintes (Patton, 1966 ; Scotti et Cornet, 1994). On obtient :

avec @ =tan(®+ «) lorsque t,sin(a)+ ||7|cos(a) >0 (TT1.53)

Q =tan (® —«) lorsque t,sin(a)+ ||7||cos (a) <0

et
Ga = ||7T]| +t.Q =0
(I11.54)
avec Q' = tan (o)

Afin de rendre compte d’une dégradation des aspérités pendant leur glissement, Plesha intro-
duit un coefficient de dégradation c. [.’angle des aspérités décroit de maniére exponentielle en
fonction du travail plastique W), selon la loi : (II1.56) et de ¢ :

WP
o = qperp (—/ chp) (TT1.55)
0

W, = / 7d7, (I11.56)

ap désigne la valeur initiale de 'angle des aspérités.
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G
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Figure I11-3: Modéle de Patton (Patton, 1966)

5.2 Le modéle tridimensionnel de fracture

Nous montrons dans cette section comment utiliser le critére de plasticité et la loi de compor-
tement non associée pour construire un modeéle élastoplastique tridimensionnel de fractures et
estimer le comportement macroscopique du géomatériau fracturé sec. On généralise I’approche
développée par Barthélémy pour une fracture ayant un comportement plastique associé (Bar-
thélémy, 2005) au cas d’un comportement élastoplastique non associé (ouverture de la fracture
en dilatance et dégradation des aspérités).

5.2.1 Critére de plasticité et régle d’écoulement

On suppose qu’en régime plastique, 1’état de contrainte est uniforme sur les faces de la
fracture et que le taux de déformation plastique peut étre estimé par sa valeur moyenne (comme
pour le cas élastique précédemment traité). En utilisant la loi d’écoulement plastique pour le
modeéle d’'interface bidimensionnelle, le taux de discontinuité plastique s’écrit :

. . . T .
Bpls 4+ 7p = A (Q’e”g + W) A>0 (ITL.57)
T
A désigne le multiplicateur plastique pour la loi de la moyenne des déformations plastiques
(IT1.57) d’un interface bidimensionnel.
[.’idée de la modélisation tridimensionnelle est de construire un milieu fictif de critére de plas-
ticité noté F34 a partir du critére bidimensionnel Fyy (Barthélémy, 2005) :

ng = ng(d.gg) (11158)

De méme, on suppose que le potentiel plastique 3d s’écrit en fonction du potentiel 2d (Barthé-
lémy, 2005) :
ng = ng(U.gg) (11159)

En différenciant (II1.59), on obtient :

dG3d = Md(a’.e})

do.€3
. (I11.60)
— (dfg) ® 63) cd(o)
Soit finalement : e e
3d 5
=——®cec I11.61
o) a2 ( )
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On introduit alors (I11.22) et (I11.57) dans (II1.61) multipliée par X :

0G3q 3 .
1= j1I—— avec [i1=—A\ I11.62
0= h= 1R (111.62)
On introduit alors le repére cylindrique d’axe €3 tel que €, = ﬁ et € = e3 N é,. L’angle
formé par (€1, €,) est appelé 6.
€,

Figure I11-4: Repéres de I'ellipsoide.

Nous définissons aussi les tenseurs d’ordre deux définis par :
T, =€ ez +e3®e¢€; pour i =1,2,760 (TT1.63)

On peut remarquer que 7; : 7; =2pourt = 1,2, r,0et que 7. QT, + THRX T =TI XTI + TH X To.
En notant 7, le taux de vitesse de discontinuité de la fracture plastique :

=X < é > (I11.64)
La régle d’écoulement (I11.65) est obtenue pour le matériau fictif plastique 3d :
4R . AR /- -, L |
== (ﬂpez + %) © 8=\ (Q/eg ® €3+ 577) (I11.65)
5.2.2 Loi de localisation
Définissons o, :
d'p = —(Cf : <ép>f = —(Cfo : Tip (11166)

On souhaite constuire une régle de localisation reliant 7, o, et la contrainte macroscopique X.
Considérons alors le probléme (P) défini ci-dessous :

dive () = 0 (T eQ)

6 (1) =C(F): (@) +06,(F (Fe)

w (%) = E.Z (7 € 09)
(P) (111.67)
L Cn (€
cw = {g (reay

avec

)

P (7€ Q)
(%) = {dp (7€)

Décomposons linéairement le probléme (II1.67) en la somme de deux sous-problémes (figure I11-5) :
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— le probléme (P’) tel que le v.e.r. est soumis a une déformation

<E - C;l: d'p) sur le contour 0€) et a la précontrainte nulle dans les fractures :
dive’ () =0 (@ e )
(P o' (¥)=C(7): € (2) (@ e Q) (I11.68)

W (7)

(E ol (fp) I (7 €0Q)

— le probléme (P”) tel que le v.e.r. est soumis a une déformation (C,! : ) sur le contour
01 et a la précontrainte o, dans les fractures :

dive” () = 0 (e Q)

(P") 0" () =C(Z): (@) +0,(@) (Fe) (TT1.69)
W (@) = (Col - 6,) 7 (7 € 09)
E  E-Cp:0p E=C,:0

P P’ pP”
Figure I11-5: Décomposition de probléme (P) en deux sous-problémes (P’) et (P”)

Le probléme (P’) a été résolu précédemment. Le taux de discontinuité de la fracture s’écrit :

n=T:C;!: > (111.70)
ou T a été défini dans (IT1.17) et 3’ représente le champ de contrainte solution du probléme
(P").
Le champ de contrainte solution du probléme (P”) s’écrit :

&' =&, (IIL.71)

on obtient n" = 0.
La solution ¥ du probléme (P) est déterminée par la superposition :

=% +0, (T11.72)
Il vient :

n=T:C,": (E — f'fp) (111.73)
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5.3 Comportement homogénéisé

Dans cette partie, nous supposons qu’il n’y pas de dégradation des aspérités ¢ = 0 dans
(IT1.55). La fracture posséde un comportement plastique non associé. En utilisant la décom-
position du taux de discontinuité en sa contribution élastique et sa contribution plastique
1 = 7). + 1)p, on obtient I'équation tensorielle :

My + 1t =T : C,l (E - (;p) (IT1.74)
En utilisant (II1.23) on obtient :
e = o tn (@0 8) — ghe <Qt . + Ot m) (I11.75)
1), est exprimée & partir de la loi d’écoulement plastique (IT1.65). On obtient pour &, :
Gy = ko AQ'E @ & — kAT, — (ky — 2k) AQ' (61 @ &) + & ® &) (111.76)

(CJZO1 copet T:C, ! s’écrivent :

3 . . .
-1, - = =
Cro + 67 = T tn (B © ) = - <Qtn7-,_ n Qt,ﬁm) (111.77)
T:C! = 3E12(1V €3 ® €3 ® €3 ® €3
m T E+16Rkn (1—12
1231 V% (I11.78)

+37rE(2 V) +32Rk; (1—12) 2 (Tr QT + Ty @ Tp)

Les inconnues de I'équation sont la moyenne du taux de déplacement normal t,, la variation
du multiplicateur plastique A ainsi que la variation de I’ angle 6. En contractant successivement
I’équation tensorielle obtenue par €3 ® €3, T, puis 7y, le systéme suivant est obtenu :

b(FEa0-P) e = A
6@ (FEED L4+ TEEOL = 1), (L)
—(9th <37r18ER?€ v) +4(1— y2)> = 4(1— 1/2) 239

Les trois inconnues A, t,, et 6 peuvent étre exprimées en fonction des variables macroscopiques.
En combinant la premiére et la deuxiéme équation de (IT1.79), nous obtenons :

, (233 - %Zw)
) = — (IT1.80)
(1 + 2(2 y)> + B <4Rk + 4Rkt>

En notant D = <1 + 2(2 V)) + 12??52) <4R1kn + fRCIi ), I'expression du multiplicateur plastique

A est obtenue en combinant la deuxiéme équation de (IT1.79) et (II1.80) :

V. 32R(1-v?) 1 : 3rE(2—v)
A= 3rE(2—v) D [Q233 <1 + 32Rkt(1—y2)>
- ZQQ 3TE(2—v)
23, (D <1 + 32Rkt(17u2)))i|
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Enfin, la derniére équation de (IIL79) combinée avec I'expression de £, dans (IT1.80) permet de
déterminer 6 :

Y30
3rE(2—v)
Q <32Rkt(1 oy T 1)
Dans le cas de fractures adhérentes (k,, k) = (00, 00), les expressions (I11.80), (I11.81) et
(I11.82) se simplifient et on obtient :

Ot, = — (111.82)

n="hH:3%
4 . _ . IT1.83
E=C.': X+ jmdhH : % (IT1.83)
tel que
s
h = B30T (TT1.84)
et les composantes non-nulles de H s’écrivent, :
Hsszz = QQ'
H3ss = Hsgs = %Ql
Hsuss = Hys33 = 5Q (TT1.85)
H3r3r H3rr3 - i
Hr33r — 11373 — i

5.4 Fractures dilatantes avec dégradation des aspérités

Nous prenons en compte la dégradation des aspérités en utilisant le modéle de Plesha
(TT1.55). L’angle de dilatance Q n’est plus constant. La loi de consistence du critére plastique
s’écrit alors :

dQ .

il

tn at, =0 IT1.86
o T @+ (I11.86)
On obtient alors le probléme incrémental suivant :
f(f;5+4<1—u>)+% A 41— %) B
3rE(2—v) V)
aqQ - 3rE(2—v 37E(2—v) \ - o 3r
b G (78}(2& (- VQ)) + TR (I11.87)
~0t,Q (g + 4 (1= %) —4(1- ") Sy
«Q = —cW,a

Pour des fractures de comportement défini par (k,, k) = (00, 00), on obtient :

n=hH:X+L
] . _ . _ I11.
E=C.!: X+ indhH : ¥ + swdL (TTT.88)

ou h et H ont été définis dans respectivement (I11.84) et (II1.85). L est un tenseur du second
ordre défini par :
L = ht, 24 (Qée e+ i) (111.89)
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En rappelant que & — cQt,Aa = 0, on peut encore mettre (I11.88) sous la forme :

. . 4 _ .
E=C': 2+ gwdh’H D) (T11.90)

avec

8(1—1?)
TE (2 —v+2QQ — cQt2ae (1 — 12) 328)

h' =

5.5 Geéomatériau fracturé chargé en pression
5.5.1 Loi constitutives

Dans le cas présent, nous nous intéressons au cas oil la matrice poreuse et les fractures sont
saturées par un fluide; on suppose que le principe de Terzaghi pour la contrainte effective est
vérifié.

o (D) +p(@)d =Cp:€(@)+0, (Fef)
o (D) +p(@)d =C,:€(@) (TeM)
Le taux de pression p apparait comme un taux de chargement supplémentaire et s’apparente a
une précontrainte. Le critére de plasticité en poroplasticité s’écrit en fonction de la pression p :

(111.91)

F =71+ Q(tn + p) (111.92)

En reprenant le formalisme introduit dans la partie 5 et dans le cas de fractures adhérentes, on
montre que :

W, = hH: (2’: +p5) ny (I11.93)
ou h et H ont été définis précédemment et L est un tenseur d’ordre deux défini par :

L' = h(t,+p) Pa(Qé®é;+1ir) (111.94)

Rappelons que pendant le régime élastique, le comportement macrocopique est donné par :
E=C,: (E +p6> (I11.95)

5.5.2 Tests numeériques

Dans cette partie, nous nous proposons d’illustrer les résultats de ce chapitre a travers deux
cas tests : I'un en injection, I'autre en dépletion ol nous déterminons la variation d’ouverture
des fractures en fonction de la pression du fluide. Nous considérons un géomatériau constitué
d’une matrice poreuse et d’une famille de fractures de méme comportement élastoplastique
donné par le modéle de Plesha. On suppose que la pression est uniformément répartie dans
les pores et les fractures (on ne considére que la loi d’état en contrainte). Ces deux cas tests
permettent de reproduire qualitativement les effets mis en évidence sur les champs pétroliers.

5.5.3 Réactivation de fractures pendant 1’injection

Considérons une famille de fractures, de paramétre de densité de Budiansky d = 1 faisant
un angle de /5 avec 'axe vertical plongées dans une matrice élastique isotrope. Les fractures
sont supposées fermées adhérentes. Le régime plastique est décrit par les paramétres du modéle
de Plesha : ® = 20", i = 10" et ¢ = 0,5x10™* m.N~!. Les contraintes macrocopiques imposées
sont supposées constantes au cours du chargement en pression : la contrainte verticale (poids
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5 10 15 20
Pressure (MPa)

Figure I11-6: Ouverture des fractures pendant une phase d’injection de fluide.

des terre) est fixée a 3 x 107 Pa et les contraintes horizontales égales a 8,175 x 10° Pa. La
figure 111-6 représente I'évolution de I'ouverture des fractures en fonction de I'augmentation de
la pression. Les courbes en trait-pointillés et en points représentent, respectivement les cas ot
c =0 (pas de dégradation des aspérités) et ¢ = 0,5x107* m.N~! (figure IT1-6)

Lorsque le critére de plasticité est saturé pour une augmentation de la pression de 45 bars,
les fractures s’ouvrent par dilatance. Pour ¢ # 0, les aspérités sont rapidement cisaillées et
I'ouverture atteint une valeur maximale de 6,2x10~°m.

5.5.4 Réouverture de fractures pendant la déplétion

Les conditions initiales et les paramétres physiques sont, les mémes que pour le cas précédent

mais les fractures font maintenant un angle de 45" avec la verticale. On impose cette fois un
chargement oedométrique. La figure I11-6 représente I'ouverture des fractures en fonction de la
diminution de la pression (figure ITI-7).
Le critére de plasticité est saturé lorsque 80 bars ont été déplétés et une ouverture des frac-
tures par dilatance apparait. Cependant, les conditions de chargement étant oedométriques,
les déformations macroscopiques sont nulles et atténuent le glissement et la dégradation des
aspeérités.
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Figure ITI-7: Variation de I'ouverture des fractures pendant une phase de déplétion (production
primaire).

6 Conclusion

LLe comportement mécanique des fractures est caractérisé en laboratoire de mécanique sur
des échantillons de roches fracturées. Nous avons montré dans ce chapitre comment construire,
a 'aide d’une méthode de champs moyens basée sur la solution d’Eshelby, des lois de comporte-
ment mécanique a I’échelle de la maille de réservoir d'un matériau fracturé permettant de tenir
compte des déformations réversibles et irréversibles des fractures pendant leur sollicitation.
Les paramétres décrivant ces lois de comportement utilisent les caractérisations expérimentales
des massifs rocheux. Le comportement macroscopique du géomatériau fracturé sec ainsi que la
variation d’ouverture des fractures peuvent alors étre estimés. Dans le chapitre suivant, ces ré-
sultats seront comparés a ceux obtenus par une homogénéisation numérique du milieu fracturé
et seront appliqués & un cas réel pour lequel on dispose d’une caractérisation détaillée de la
roche et des fractures.
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Chapitre IV

Validité de approche micromécanique

Dans ce chapitre, nous nous intéressons a la validité de I’approche développée dans le cha-
pitre III. En effet, on peut s’interroger sur I'influence des hypothéses simplificatrices de I'ap-
proche (milieu infini et matériau de propriétés mécaniques fictives) sur le résultat de I’homo-
généisation. Deux voies de validation peuvent étre envisagées consistant a comparer les pré-
dictions du modéle soit avec des mesures in situ soit avec d’autres approches numeériques et
semi-analytiques. En ce qui concerne la premiére voie de validation, on se heurte rapidement
a un manque de données limitant le choix des sites. Un exemple de ce type de comparaison
avec les données d’un site d’expérimentation sera traité dans ce chapitre. En ce qui concerne la
deuxiéme voie de validation, la difficulté réside dans le fait que trés souvent les résultats trouvés
dans la littérature concernent soit le cas des fractures ouvertes soit le cas de fractures fermées,
mais dans les deux cas, il s’agit de fractures non remplies, sans propriétés mécaniques :

e pour le cas bidimensionnel : 'estimation du tenseur homogénéisé donnée par la méthode
d’homogénéisation a été comparée a une résolution numérique du probléme mécanique
dans le cas d'un milieu fracturé contenant des fractures ouvertes de taille finie : on im-
pose les déformations et on calcule numériquement la contrainte moyenne pour obtenir le
comportement homogénéisé. Afin de contourner les problémes de maillage, Renaud, 1998,
a utilisé des méthodes intégrales et supposé une distribution isotrope de fractures. Pour
de faibles densités de fractures, les schémas d’homogénéisation sont tous en accord avec
les calculs numériques ;

e pour le cas tridimensionnel : des comparaisons numériques ont été réalisées par Grechka
et Kachanov, 2006, pour des fractures ouvertes. Le schéma d’homogénéisation suppose
implicitement que les fractures ne se coupent pas (ce n’est en général pas le cas des mo-
deéles géostatistiques de réseaux de fractures). Grechka et Kachanov, 2006, utilisent les
éléments finis pour mailler un volume contenant des fractures qui se coupent et résoudre
le probléme d’élasticité en utilisant les éléments finis. Ils valident 'utilisation de ces mé-
thodes d’homogénéisation (ici Mori-Tanaka) et montrent sur des exemples que 'effet des
intersections a peu d’influence sur le calcul du tenseur homogénéisé.

Des résultats plus réalistes ont été obtenus par un calcul direct en utilisant des codes de calculs
spécialisés permettant de tenir compte explicitement de chaque fracture dans un bloc de massif

rocheux.

Nous proposons tout d’abord dans ce chapitre, de comparer les résultats de ’homogénéi-
sation par I'approche micromécanique obtenus dans le chapitre III, pour des inclusions de
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comportement élastique linéaire, avec les résultats de I’lhomogénéisation obtenus par des calculs
directs utilisant la méthode des éléments distincts (calcul par le code UDEC) sur des configu-
rations géométriques de fractures simples. Nous appliquons ensuite I’approche micromécanique
dans le cas réel du site d’expérimentation de Nirex afin de montrer son applicabilité.

1 Comparaison avec d’autres approches

Nous ne disposons pas de code tridimensionnel permettant de représenter les fractures par
des objets de taille finie comme c’est le cas dans 'approche micromécanique. Nous utilisons
alors le logiciel aux éléments distincts UDEC (Universal Distinct Element Code) pour estimer
numériquement le comportement mécanique homogénéisé d'un bloc de géomatériau sec conte-
nant des fractures de la taille du bloc. De telles fractures sont dites traversantes, par opposition
aux fractures de taille finie, et sont représentées sous UDEC par deux plans paralléles trés
proches, que I’'on nommera joint, caractérisés par une raideur normale et une raideur tangen-
tielle. Les résultats sont aussi comparés a une approche analytique de joint, appelée modéle de
joint. Des approches similaires sur lesquelles nous nous appuyons ont été proposées dans le cas
des milieux fracturés (Min et Jing, 2003).

1.1 Modélisation sous UDEC

Description d’un milieu fracturé sous UDEC :

UDEC est un logiciel bidimensionnel, développé par ITasca, particulierement adapté a I’ana-
lyse géotechnique des sols. Il s’agit d’'un code permettant de simuler la réponse mécanique a
un chargement quasi-statique ou dynamique d’une roche contenant des joints (UDEC user’s
guide, 2000). Le milieu fracturé est décrit explicitement par des familles de joints et des blocs
matriciels (figure IV-1);

e chaque famille de joints est définie par une orientation, une densité (nombre de joints),
une longueur [ et un comportement mécanique décrit par une raideur normale k,, et une
raideur tangentielle k; ;

e les blocs matriciels sont constitués d’une roche non poreuse de comportement élastique
isotrope décrit par un module d’Young E et un coefficient de Poisson v.

Estimation des coefficients élastiques macroscopiques :

L’estimation numérique des coefficients du tenseur de compliance homogénéisé Sy, est réalisée
en imposant des chargements en contrainte sur I'un des bords, les déformations sur les autres
bords étant nulles, puis en mesurant les contraintes et les déformations associées dans chacune
des directions. La figure IV-2 donne I’expression des coefficients de la forme matricielle du
tenseur de compliance dans le cas général anisotrope tridimensionnel. LLa modélisation sous
UDEC étant bidimensionnelle, tous les paramétres élastiques du comportement homogénéisé
(modules d’Young, coefficients de Poisson et modules de cisaillement) ne peuvent pas étre
estimés comme le montre la figure IV-2.

70



1- Comparaison avec d’autres approches
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Figure IV-1: Représentation sous UDEC d’un bloc de géomatériau contenant une famille de
quatre fractures.
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Figure IV-2: Dans le cadre d'une modélisation UDEC bidimensionnelle, seuls certains coeffi-
cients de la forme matricielle du tenseur de compliance peuvent étre estimés.

1.2 Approche par modéle de joint

Considérons une famille de joints tous paralléles, de vecteur normal é5, séparés par la dis-
tance notée ¢ comme le montre la figure IV-3. On considére que la roche intacte entourant les
discontinuités posséde un comportement linéaire, élastique et isotrope caractérisé par le tenseur
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de compliance S,,. Le comportement mécanique moyen est estimé en extrayant une cellule de
taille finie et en appliquant un champ de contraintes sur le bord de cette derniére. On vérifie que

I’état de contrainte uniforme est solution du probléme. Dans ce cas, la solution est analytique
(TV.1) et doit correspondre a celle ’'UDEC.

hom _ @Qm 1>
S —? s—i;SO[ﬁ[ei (IV.l)
S:k%€1®61+é62

avec sommation sur « = 1,3 et 7 =1,3.

Les discontinuités naturelles d'un massif rocheux étant généralement réparties suivant des di-
rections bien définies, les contributions de chacune des M familles de joints sont sommeées :
les interactions entre les familles de fractures sont négligées (Maghous, 2002). Le tenseur de
compliance homogénéisé S"™ d’un milieu fracturé contenant M familles de fractures, d’espace-
ments £, s, de vecteurs normaux 7i;—1 s et de propriétés mécaniques k,,; et k;;, s’écrit dans
le repére principal {é7, €5, €3} (Pande, 1985 ; Atta, 2004 ; Bagheri, 2006) :

1 s s
Shom —§ o+ Siﬁzeja ®n; @ ep ® n; (IV.2)
J

avec sommation sur j =1, M, a=1,3 et §=1,3.

vy k

Figure IV-3: Représentation selon le modéle de joint d’un bloc de géomatériau contenant une
famille de quatre fractures.

1.3 Approche micromécanique

Dans le chapitre III, une loi de comportement élastique d’un ellipsoide de révolution
a été construite a partir d’une loi d’interface bidimensionnelle élastique de joint caractérisée
expérimentalement. Nous reprenons cette approche afin de déterminer le comportement d’un
cylindre elliptique infini & partir d’une loi d’interface élastique (figure IV-4). L’inclusion repré-
sentant la fracture est maintenant représentée par un cylindre elliptique de hauteur infinie et de
base elliptique (demi grand axe R et demi petit axe ¢). On rappelle que le comportement mé-
canique élastique d’un interface de joint est décrit par les raideurs normale k,, et tangentielle k;.
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Figure IV-4: Identification géométrique entre le modéle d’interface bidimensionnel (& gauche)
et le modeéle micromécanique cylindre elliptique (a droite).

En suivant la méme démarche que dans la section précédente, on montre alors que les coefficients
de Lamé caractérisant le comportement du cylindre elliptique sont :

G V.3
py = ke 2RX ( )

{ Af = % (3k,, — 4ky)
On utilise la forme du tenseur d’Eshelby d’un cylindre elliptique dans une matrice isotrope
définie dans ’Annexe C et un schéma de localisation de Mori-Tanaka pour estimer le tenseur
de compliance homogénéisé S"™ lorsque X — 0.
La figure 1V-5 illustre, dans le cadre de I’approche micromécanique, un bloc de géomatériau
contenant une famille de quatre fractures représentées par des ellipsoides de révolution ou par
des cylindres elliptique.

Y L 4

Figure IV-5: Représentation selon ’approche micromécanique d’un bloc de géomatériau conte-
nant une famille de quatre fractures assimilées soit a des ellipsoide de révolution de type “Penny
shape” (& gauche) soit a des cylindres elliptiques (a droite) dans le cas ou 2R = L.
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1.4 Résultats et comparaison des différentes approches

On compare les estimations du comportement homogénéisé d'un bloc de géomatériau frac-
turé de 1 m par 1 m, obtenues par I’approche micromécanique (représentation des fractures
sous forme de cylindres elliptiques et d’ellipsoides de révolution), par la modélisation numé-
rique avec le logiciel UDEC ainsi que par le modéle de joint. Trois distributions de fractures
sont testées : une famille de fractures horizontales, deux familles de fractures orthogonales et
deux familles de fractures d’orientations quelconques.

1.4.1 Cas 1 : une famille de fractures horizontales

Le bloc de géomatériau fracturé est constitué d’une famille de dix fractures, paralléles au
plan {€}, €3}, plongées dans une matrice isotrope. Le vecteur €, désigne la direction normale au
plan des fractures. Les propriétés géométrique et mécanique des fractures pour les différentes
approches que nous souhaitons comparer sont présentées dans le tableau I'V.1. Le comportement
de la matrice est supposé élastique isotrope de module d’Young E—8,46x 10! Pa et de coefficient
de Poisson v=0,24.

Propriétés Propriétés
géométriques mécaniques
: Py —  7EX —

Mlcromecanlqlle R 0.5m A = : 6R)((3kn 4ky)

cylindre pp = "=
Micromécanique B A= X3k, — 4ky)
ellipsoide R=0,5m { py = %X’Itl :

[=1m k, = 4,34x10"" Pa.m~

UDEC (=0,1m { ke = 8,68x10Y Pa.m™!
. - k, = 4,34x10* Pam™!
Modéle de joint ¢ =0,1m { k, — 8 68x10' Pam-!

Tableau IV.1: Propriétés géométrique et mécanique des fractures utilisées pour I'approche mi-
cromécanique, pour I'approche numérique sous UDEC et pour le modéle de joint.

Afin de déterminer les propriétés homogénéisées sous UDEC, deux chargements sont réalisés
selon les directions €) et & (figure IV-6) :

e un premier chargement, en imposant une contrainte constante o9, —1x107 Pa sur 1'un
des bords et des déformations nulles sur les autres, permet d’estimer la déformation
€95=3,31x107* m et les contraintes o1;=053=3,16x10° Pa.

e un second chargement, en imposant une contrainte constante o;;=1x10'° Pa sur I'un
des bords et des déformations nulles sur les autres, permet d’estimer la déformation
€11 1,08x107* m et les contraintes oy —2,64x10% Pa et o339,95x10° Pa.

En utilisant les propriétés de la matrice de compliance (figure TV-2), ces deux chargements

permettent d’estimer les coefficients Fy, Ey, E3, V19, 113, Va1, Va3, V31, V3o et Gi3 = 2(1—’1/)

Remarque : le coefficient, de cisaillement G5 pourrait étre estimé en imposant un chargement en
cisaillement o5 et en mesurant les contraintes et les déformations dans chacune des directions.
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Figure IV-6: Deux chargements sont appliqués sous UDEC selon les directions principales pour
déterminer les modules d’Young et les coefficients de Poisson homogénéisés - Cas 1.

Cependant, les déformations sont localisées au niveau des premiers joints sollicités (figure TV-7)
et aucune valeur moyenne ne peut étre mesurée.

R 5 v

[l nn]

Figure IV-7: Localisation des déformations en cisaillement pendant un chargement en cisaille-
ment : les déformations sont localisées au niveau des premiers joints sollicités.

Les résultats de chacune des approches sont présentés dans le tableau IV.2. Les différentes
approches fournissent des estimations identiques. En particulier, on peut montrer que pour
certaines valeurs des propriétés mécanique et géométrique des fractures et de la matrice, le
modéle micromécanique et le modeéle de joint sont équivalents.
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IV - Validité de ’approche micromécanique

En effet, d’aprés le chapitre II1, le tenseur de compliance homogénéisé dans le cas d’ellipsoides
de révolution s’écrit en utilisant (I11.32) :
4rd
Shom = Sm + Sf avec Sf = TC;Ll . T
En supposant que 16 Rk, (1 — v?) > 31 FE (c’est-a-dire que les fractures sont plus raides que la

matrice et perturbent peu le champ de contrainte macroscopique) et en utilisant 1’expression
de T dans (IT1.31), on montre alors que :

Shom _ 1
2222 7 (k,

Shom =9 _ 1 (IV4)
1111 — ~1111 — ks

Les mémes résultats peuvent étre obtenus pour des cylindres elliptiques.
Dans ce cas ou 2R = L, les résultats de I'approche micromécanique (IV.4) sont rigoureusement
identiques a ceux du modéle de joint (IV.1).

Enfin, on remarque que les résultats obtenus avec des ellipsoides de révolution sont, comme
nous nous y attendions, globalement plus raides que pour des cylindres elliptiques.

Micromécanique Micromécanique UDEC Modéle
cylindre ellipsoide de joint
E; (Pa) 8,46x 1010 8,46x 1010 8,46x 1010 | 8,46x10'Y
E, (Pa) 2,87x 1010 3,79x 1010 2,87x1010 | 2,87x10'Y
E; (Pa) 8,46x 1010 8,46x 101" 8,46x 1010 | 8,46x10"Y
V12 0,24 0,24 0,24 0,24
Va1 0,0814 0,108 0,0814 0,0814
V13 0,24 0,24 0,24 0,24
V31 0,24 0,24 0,24 0,24
Vos 0,0814 0,108 0,0814 0,0814
V32 0,24 0,24 0,24 0,24
Gos (Pa) 1,38 %101 2,74x101° X 1,38x10%
Gz (Pa) 6,82x10% 6,82x 10 6,82x10% | 6,82x 10
G2 (Pa) 1,38x 101 2,74x10% X 1,38x 101

Tableau IV.2: Comparaison des estimations obtenues par I’approche micromécanique, par I’ap-
proche numérique sous UDEC et par le modéle de joint - Cas 1.

1.4.2 Cas 2 : deux familles de fractures perpendiculaires de mémes propriétés

Le milieu fracturé est maintenant constitué de deux familles de dix fractures orthogonales,
I'une paralléle au plan {é7, €3} et autre paralléle au plan {é,, €3}, plongées dans une matrice
isotrope. Les propriétés géométrique et mécanique des fractures et de la matrice sont les mémes
que pour le cas précédent.

Dans I'approche micromécanique, on peut se représenter de maniére équivalente deux familles
de 10 fractures de demi grand axe 0,5 m ou deux familles de 100 fractures de demi grand axe

0,05 m (figure IV-8).
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e |

Figure IV-8: Dans l'approche micromécanique, on compare les résultats obtenus pour deux
familles de 10 fractures de demi grand axe 0,5 m et pour deux familles de 100 fractures de demi
grand axe 0,05 m.

Nous pouvons alors non seulement confronter les résultats des différentes approches dans le cas
ol les fractures sont traversantes, mais aussi les comparer a ceux de ’approche micromécanique
dans le cas ot les fractures sont de taille finie 2R < L.

Un seul chargement est réalisé, pour des raisons de symétrie du probléme (figure IV-9), en impo-
sant une contrainte constante o99—=1x107 Pa sur I'un des bords et des déformations nulles sur les
autres. Ceci permet d’estimer la déformation €55,—3,43x107* m et les contraintes oy, =9,80x 10°
Pa et 033 2,65x10° Pa.

2 62
o
— - &y =0
(g— e (19— e
63 e3

g, =0n» = g,=0» oy

A
£, =0

A
£y =0

Chargement 1 Chargement 2
Figure IV-9: Deux chargements sont appliqués sous UDEC pour déterminer les modules d"Young
et les coefficients de Poisson homogénéisés - Cas 2.

Les modules d’Young et les coefficients de Poisson homogénéisés sont alors estimés comme
précédemment et en remarquant que dans ce cas Gy = ﬁ Les résultats de chacune des
approches sont présentés dans le tableau I'V.3.

Pour des fractures traversantes, les résultats obtenus par les différentes approches sont iden-
tiques. Seule la représentation des fractures sous la forme d’ellipsoides de révolution rigidifie le
milieu.

Lorsque les fractures sont de taille finie, les résultats de I'approche micromécanique sont diffé-
rents. En effet, plus les fractures sont grandes, plus elles sont faciles & fermer. Nous montrons
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IV - Validité de ’approche micromécanique

ainsi que le comportement homogénéisé d’un milieu contenant uniquement des fractures traver-
santes ou uniquement des fractures de taille finie est tres différent. L’approche micromécanique
permet de compléter I'estimation réalisée avec un modéle de joint pour le cas ou les fractures
sont de taille finie.
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Micromécanique Micromécanique
cylindre cylindre2R < L
E;(Pa) 2,87x10% 4.47x10%
Es(Pa) 2,87x10% 4,47x1010
Es(Pa) 8,46x10% 8,46x 1010
20 0,0814 0,23
Va1 0,0814 0,23
V13 0,0814 0,23
V31 0,24 0,24
Va3 0,0814 0,23
V39 0,24 0,24
Gos (Pa) 1,38 x10% 3,98 x 1010
Gi3 (Pa) 1,38 x10% 3,98 x 1010
G2 (Pa) 8,76x10" 3,23x10%
Micromécanique Micromécanique
ellipsoide ellipsoide 2R < L
E;(Pa) 3,79x 10 8,10x10%
Ey(Pa) 3,79x 10 8,10x10%
E;(Pa) 8,46x10%° 8,46x 1010
Vi 0,108 0,127
Va1 0,108 0,127
V13 0,108 0,127
V31 0,24 0,24
Va3 0,108 0,127
V39 0,24 0,24
Gos (Pa) 2,74x 1010 6.65x101°
Gi3 (Pa) 2,74x101° 6.65x101°
G1o (Pa) 1,71x10% 6,48 x 1010
upgc | Modele
de joint
E;(Pa) 2,87x10% | 2,.87x 10
Ey(Pa) 2,87x10% | 2,.87x 10
E3(Pa) 8,46x10% | 8 46x 10
V1o 0,0814 0,0814
Va1 0,0814 0,0814
V13 0,0814 0,0814
V31 0,24 0,24
Va3 0,0814 0,0814
V39 0,24 0,24
Gosz (Pa) X 1,38x 101
Gi3 (Pa) X 1,38x10%
Gip (Pa) || 1,33x101° | 7,70x10°

Tableau 1V.3: Comparaison des estimations obtenues par I’'approche micromécanique, par I'ap-
proche numérique sous UDEC et par un modéle de joint - Cas 2.
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1.4.3 Cas 3 : deux familles de fractures perpendiculaires de propriétés mécaniques
différentes

Comme dans le cas précédent, le milieu fracturé est constitué de deux familles de dix frac-
tures orthogonales, I'une paralléle au plan {€7, €3} et I'autre paralléle au plan {é5, €5}, plongées
dans une matrice isotrope. Cependant, on suppose maintenant que la raideur normale de la
famille de fractures paralléles au plan {é5, €3} est deux fois plus grande que celle de la famille
de fractures paralléles au plan {é}, €3}.

Afin de déterminer les propriétés homogénéisées sous UDEC, deux chargements sont réalisés
selon les directions € et é; (figure IV-10) :

e un premier chargement, en imposant une contrainte constante o9, —1x107 Pa sur 1'un
des bords et des déformations nulles sur les autres, permet d’estimer la déformation
€993,41x107* m et les contraintes oq; —1,49x10° Pa et 033 2,77x10% Pa.

e un second chargement, en imposant une contrainte constante o;;=1x10'° Pa sur I'un
des bords et des déformations nulles sur les autres, permet d’estimer la déformation
€11-2,25x107* m et les contraintes oy —2,65x10% Pa et o33 9,64x10° Pa.

~ 1 —
€, - : e,
1
. 22 I . 522 =0
~ € | . €& v
63 1 63
1
1
1
1
g, =0p» ¢, =0 | g, =0» a oy
1
1
1
A ! A
£y =0 ! £y =0
1
Chargement 1 : Chargement 2

Figure IV-10: Deux chargements sont appliqués sous UDEC selon les directions principales pour
déterminer les modules d’Young et les coefficients de Poisson homogénéisés - Cas 3.

Les résultats de chacune des approches sont présentés dans le tableau IV.4. On montre ainsi la
sensibilité des différentes approches aux parameétres mécaniques des fractures.
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Micromécanique Micromécanique
cylindre cylindre2R < L
E;(Pa) 4,28 %101 5,25x10%
Es(Pa) 2,87x10% 4,47x1010
Es(Pa) 8,46x10% 8,46x 1010
V12 0,121 0,149
Va1 0,0814 0,127
V13 0,121 0,149
V31 0,24 0,24
Va3 0,0814 0,127
V39 0,24 0,24
Gos (Pa) 1,38 x10% 3,98 x 1010
Gi3 (Pa) 1,38 x10% 3,98 x 1010
G2 (Pa) 8,76x10% 3,23x10%
Micromécanique Micromécanique
ellipsoide ellipsoide 2R < L
E;(Pa) 5,03x101 8,18x10%
Ey(Pa) 3,79x 10 8,10x10%
E;(Pa) 8,46x10%° 8,46x 1010
20 0,143 0,232
Va1 0,108 0,23
V13 0,143 0,232
V31 0,24 0,24
Va3 0,108 0,23
V39 0,24 0,24
Gos (Pa) 2,74x 1010 6.65x101°
Gi3 (Pa) 2,74x101° 6.65x101°
G1o (Pa) 1,71x10% 6,48 x 1010
upgc | Modele
de joint
E;(Pa) 4,28%x10% | 4,28x10%
Ey(Pa) 2,87x10% | 2,.87x 10
E3(Pa) 8,46x10% | 8 46x 10
V1o 0,122 0,122
Va1 0,0814 0,0814
V13 0,122 0,122
V31 0,24 0,24
Va3 0,0814 0,0814
V39 0,24 0,24
Gosz (Pa) X 1,38x 101
Gi3 (Pa) X 1,38x10%
G1o (Pa) X 7.70x 107

Tableau 1V.4: Comparaison des estimations obtenues par I'approche micromécanique, par I'ap-

proche numérique sous UDEC et par un modéle de joint - Cas 3.
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1.4.4 Cas 4 : deux familles de fractures d’orientations quelconques

Le milieu fracturé est maintenant constitué de deux familles de fractures, I'une paralléle au
plan {€}, €3} et 'autre faisant un angle de 45" avec la précédente dans le plan {é},é5}, plon-
gées dans un matrice isotrope. Les propriétés géométrique et mécanique des fractures et de la
matrice sont les mémes que pour les cas précédents. Deux chargements sont réalisés afin de
déterminer les propriétés homogénéisées sous UDEC (figure IV-11) :

e un premier chargement en imposant une contrainte constante g —1x107 Pa sur 1'un
des bords et des déformations nulles sur les autres permet d’estimer la déformation
€99=5,897x107% m et les contraintes o1;=9,73x10% Pa et 033—4.724x10° Pa.

e un second chargement en imposant une contrainte constante oy, —1x107 Pa sur 1'un
des bords et des déformations nulles sur les autres permettant d’estimer le déformation
€11 6,787x107% m et les contraintes oy 9,625x10% Pa et o33 4,726x10° Pa.

— 1 —
€; : ;
o 1
. 22 ' £,,=0
ﬁé— e ! N
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- ] : = 1
_ ¥ 4 _ 4
g,=0» <4g, =01 g,=0m» Qo
1
1 " Z ;|
A : A
€, =0 ! £y =0
Chargement 1 : Chargement 2

Figure IV-11: Deux chargements sont appliqués sous UDEC pour déterminer les modules
d’Young et les coefficients de Poisson homogénéisés - Cas 4.

Les modules d’Young et les coefficients de Poisson homogénéisés sont alors estimés comme pré-
cédemment. Les résultats de chacune des approches sont présentés dans le tableau IV.5.

Il est intéressant de remarquer que les modéles homogénéisés donnent une rigidité plus forte pour
une direction se trouvant dans le plan des fractures, contrairement au modéle numérique UDEC
ou la direction normale sur le plan des fractures est la plus raide (déformations plus petites pour
la méme sollicitation). Cela peut s’expliquer par les effets des déformations localisées lorsqu’on
sollicite dans la direction & (figure IV-12).
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Micromécanique Micromécanique UDEC Modéle
cylindre ellipsoide de joint
E; (Pa) 2,36x101 3,79x 10 1,07x97 | 2,16x 1010
E, (Pa) 1,53x10% 2,44x 1010 9,43x8% | 1,44x10%
E; (Pa) 8,46x 1010 8,46x 1010 8,61x1010 | 8,46x10'Y
Vi 0,517 0,384 0,84 0,558
Va1 0,335 0,247 1,11 0,373
V13 0,0668 0,108 0,00263 0,0612
V31 0,24 0,24 0,934 0,24
Va3 0,0433 0,0693 0,00297 0,0409
V39 0,24 0,24 1,26 0,24
Gos (Pa) 9,9%10" 2,11x10%° X 9,89x 10"
Gi3 (Pa) 2,30x 1010 3,91x 1010 X 2,30x 1010
G12 (Pa) 1,32x101 2,28x101 X 1,19x10%

Tableau IV.5: Comparaison des estimations obtenues par I’approche micromécanique, par I’ap-
proche numérique sous UDEC et par un modéle de joint - Cas 4

UDEC 340

Figure IV-12: Pendant un chargement en contrainte selon é,, les déformations sont localisées
(en rouge) : ce phénoméne est une source d’erreur pour ’homogénéisation numérique.

Notons également que les résultats sont trés sensibles au moindre changement de la position des
fractures inclinées. Ce changement de position modifie les glissements sur les plans des fractures.
A titre d’exemple, la figure IV-13 présente les mémes calculs, avec comme seule différence un
déplacement de 5 ¢cm vers la gauche de la position des fractures inclinées (on peut remarquer ce
changement de la position en regardant la fagon dont les fractures se croisent). Le glissement
sur les fractures se produit alors d'une fagon tres différente.
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Figure IV-13: Pendant un méme chargement mais pour une position des joints légérement
différente, les glissements (en rouge) ne sont pas localisés aux mémes endroits.

1.5 Conclusion

Les différents cas présentés dans cette section ont permis de montrer d'une part que I'ap-
proche micromécanique est valable pour des fractures de la taille du bloc, par comparaison avec
les résultats du modéle de joint et de I’homogénéisation numérique réalisée sous UDEC. D’autre
part, 'approche micromécanique permet de compléter I'estimation réalisée avec un modéle de
joint pour le cas ot les fractures sont de taille finie et lorsque les fractures sont ouvertes ou plus
souples que la matrice : I'approche micromécanique peut étre combinée au modéle de joint. Pour
une distribution anisotrope des fractures (cas 4, par exemple), la localisation des déformations
rend ’homogénéisation numérique par UDEC difficilement réalisable. Dans la section suivante,
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nous mettons en 'oeuvre ’approche micromécanique dans le cadre d’un site d’expérimentation
(champ de Nirex).

2 Application aux données du champ d’étude de Nirex

La méthodologie développée dans la section précédente est mise en oeuvre en utilisant

les données du programme d’investigation du site d’expérimentation Sellafield (Borrowdale
Volcanic Group, Royaume-Uni) réalisée par United Kingdom Nirex Limited (Nirex), dans une
série rocheuse volcano-clastique d’age Ordovicien. Un laboratoire souterrain y a été construit
pour étudier la roche en vue du stockage de déchets faiblement radioactifs.
Le choix de cette étude a été favorisé par la facilité d’acceés aux données publiques de ce site
d’expérimentation et par les possibilités de comparaison des résultats avec d’autres approches
telle que celle menée par Min et Jing, 2003, avec une homogénéisation numérique. Les données
utilisées dans cette section sont celles définies dans le cadre du BenchMark Test (BMT2) du
programme DECOVALEX III/BENCHPAR. (Min et Jing, 2003 ; Blum et al., 2003 ; Eloranta,
2000). Ces données concernent la caractérisation mécanique en laboratoire de la roche intacte
et des fractures ainsi que des mesures in situ. Ces derniéres ont été réalisées en utilisant la
méthode de mesure de la déformabilité des roches recommandée par 'ISRM (International
Society for Rock Mechanics), Brown, 1981. Les détails du programme ainsi que I’ensemble des
investigations in situ de ce site ne seront pas détaillés ici. On pourra se référer au site web du
programme (www.decovalex.com).

2.1 Description du site de Nirex et des données in situ
2.1.1 Localisation du site

Le laboratoire souterrain (Rock Characterisation Facility, RCF) de Sellafield est situé au
Nord-Est de la cote de Cumbrian (Royaume-Uni) entre la mer d’Irlande a I'Ouest et les mon-
tagnes de Cumbrian a I'Est (figure IV-14).
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Figure IV-14: Photographie, a gauche, et carte régionale, a droite, du site d’expérimentation
de Nirex (www.bnfleducation.com).
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2.1.2 Propriétés de la roche et des fractures

Les propriétés mécaniques de la roche intacte sont présentées dans la figure TV-15 (Eloranta,
2000).

Corer cata Wireline data
Praparty felnis. Ml Mlean Biax. Mim. I=an
LIS {MPa) =S .1 157.0:
"|"|:\-.In|'|'i Modiubin (GFa) GYED 73.84 Ad.:0 aa.56 2.7 BF.0E
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Figure IV-15: Propriétés mécaniques de la roche intacte estimées a partir d’essais en laboratoire
sur des échantillons et des logs (Eloranta, 2000).

Les propriétés mécaniques et I'orientation moyenne des fractures issues d’essais mécaniques en
laboratoire sur les trois formations principales du RFC sont présentées dans la figure IV-16.

Set 1 et 2 Hend Serd
Muaan CirnDip Dir DB/145 BE/4E TEDNZI G0/087
MaxMlin Sping {md 5,350 P 2,000 541
Muaan Spacing m] 0.29 0.Ie I8 0.3
Ansiclual Fricticn Angla 4.9 280 0.0 1.0
JAC,. 2.84 a4.7% 7.7 3.00
= fi1 156 gl 220

Figure IV-16: Propriétés mécaniques et orientation des fractures estimées a partir d’essais en
laboratoire sur des échantillons et des logs (Eloranta, 2000).

Notons cependant qu’avant les essais de laboratoire, lors de la préparation des échantillons, les
fractures peuvent avoir subi une décompression modifiant leurs ouvertures par rapport a leur
état in situ. Il est donc légitime de penser qu’in situ la rigidité des fractures est bien plus élevée
que celle mesurée au laboratoire. Dans le cas des fractures de Sellafield, en tenant compte de
I’état de contrainte in situ, les raideurs normale k,, et en cisaillement k, des fractures ont été
estimées respectivement a 434 GPa.m~! et 86,8 GPa.m~! (Min, 2004 ; Min et Jing, 2003 ; Blum
et al, 2003). Ces valeurs sont présentées dans la figure TV-17.
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RFC1 AFC2 AFC2

k, {GPa‘/m} k, |GPa/m) Kk, {GPa m)
5.73 735 91
761 5.4 B2
J.66 847 4.81
5.72 6.7
LG8
8.06
5.25
763

mean 6,17 mean ¥.1% mean 6,15

Figure IV-17: Propriétés mécaniques moyennes des fractures pour chacune des trois formations
principales du RFC (Min, 2004 ; Min et Jing, 2003 ; Blum et al, 2003).

Comme indiqué dans la figure IV-16, le massif rocheux est sujet a une fracturation désorientée.
Cependant, on distingue principalement quatre familles de fractures dont les pendages varient
de 8 (pour la famille 1, quasi horizontale) a 88" (pour la famille 2, quasi verticale).

La densité de la fracturation (espacement) est quasi uniforme pour chacune des familles avec
un espacement moyen de fractures variant de 0,26 m a 0,31 m. Une caractérisation plus fine de
la géométrie de fractures laisse apparaitre une distribution fractale des longueurs L des traces
des fractures suivant 1'équation (IV.5), Min et Jing, 2003 :

N =4L7" (TV.5)

Dans cette expression, D désigne la dimension fractale, L la longueur des traces de fractures et
N le nombre de fractures de longueur L.

Pour les fractures de Sellafield, la dimension fractale D a une valeur d’environ 2,240,2 et la
longueur moyenne est de 0,92 m (Min et Jing 2003). La figure TV-18 présente les distributions
des longueurs des fractures observées dans le site de Sellafield (Nirex, 1997h).

2.2 Détermination des propriétés élastiques effectives par ’approche
micromécanique

On se restreint a une estimation semi-déterministe des propriétés effectives élastiques du
massif afin de pouvoir comparer ces prédictions avec les mesures in situ et les estimation
d’autres modélisations. En effet, les propriétés mécaniques des fractures et de la roche ainsi
que lorientation des familles des fractures (azimut et pendage) ont été supposées constantes
et égales a leurs valeurs moyennes respectives (figure IV-16). En revanche, la longueur des
fractures a été obtenue par une approche probabilistique. Selon Min, 2004, une distribution de
fractures de longueur L et de dimension fractale D peut étre obtenue en utilisant I’'équation
génératrice suivante :

L = [eut, ) — F (cut, ) — cut*D)}_% (IV.6)

‘min ‘min ‘max
Dans cette expression cut,,i, et cut., désignent les valeurs minimale et maximale des longueurs
de fractures. On suppose, en cohérence avec les autres études sur le méme sujet (Min et Jing,
2003), que la longueur minimale acceptée est de 0,5 m tandis que la longueur maximale acceptée
est fonction de la taille du volume représentatif (Lax), égale & 0,8 Lyax. La fonction F indique
une fonction de probabilité de distribution uniforme (0 < F' < 1).
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Figure IV-18: Distributions des longueurs des fractures observées dans le site de Sellafield
(Nirex, 1997h).

En fixant le nombre de fractures d’une famille égal a la valeur moyenne par unité de volume
présentée dans la figure IV-16 et en choisissant la taille du volume représentatif L,,,,—40 m, on
connait alors le nombre totale de fractures par famille & générer Niy. . En utilisant 1’équation
(TV.6), plusieurs séries de générations de Niya longueurs de fractures sont réalisées jusqu’a ce
que les conditions sur les valeurs de la dimension fractale (égale & 2,240,2) et de la longueur
moyenne des fractures (égale a 0,92 m) soient satisfaites.

Nous présentons sur la figure IV-19 un exemple d’histogramme d’une famille de fractures ainsi
générées, tandis que sur la figure IV-20, nous présentons la vérification que la dimension fractale
est respectée.

Cette distribution des densités et des longueurs sera la méme pour chacune des trois familles.
Chaque famille de fractures générées a été organisée, par souci de simplicité, selon 50 classes
définies par des intervalles de longueurs. Les fractures appartenant a la méme classe ont été par
la suite considérées comme ayant les mémes caractéristiques géométriques.
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000+ Nb. de
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Figure IV-19: Histogramme représentant le nombre de fractures générées pour chaque classe.
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Figure IV-20: Représentation du nombre de fractures en fonction du logarithme de la longueur :
pour cette génération, la valeur de la dimension fractale est ~2.7.

En conservant le formalisme de la section précédente (schéma de localisation de Mori-Tanaka),
on considére que les quatre familles de fractures sont assimilées, dans le cadre de 'approche mi-
cromécanique, a quatre familles de cylindres elliptiques. Les propriétés mécaniques de chacune
des familles sont estimées a partir des valeurs des raideurs normale et en cisaillement présentées
dans la figure IV-17; les valeurs des demi-grand axes sont estimées a partir des résultats de la
génération des fractures et de leurs longueurs; les orientations des familles de fractures sont
celles présentées dans la figure 1V-16.

Les propriétés effectives élastiques du massif rocheux C"™, calculées dans le repére Nord-
Est-Vertical, sont présentées dans la figure IV-21 sous la forme d'un tenseur d’ordre 4. La
présentation choisie est celle proposée par Mathematica : le tenseur d’ordre 4 est présenté
comme une super matrice 3x3 contenant des matrices 3x3. Les deux premiers indices du tenseur
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IV - Validité de ’approche micromécanique

indiquent la position d’un élément-matrice dans la super-matrice, et les deux autres indices
indiquent la position dans une matrice-élément. On remarque le caractére anisotrope du tenseur
homogénéisé. Néanmoins, dans ce repére, la différence entre les termes Clo™ (i—1,3) est assez

iiii
: hom hom hom hom
faible notamment entre les termes CJ{}] = O et C5555 = Cpay™.

[ [ €.63237x 1010 4.15702.10% -1.4809x10% | [ 4.15792x10% 2.11348.1010 _2.84675. 107y [ -1.4809x10% _4.84675x 107 2.08059x 1010 )
| 4.15792 % 10° 2.18289x 10%7 2.11551x 10° | 2.11348x10%7  1.56955.10° -1.00447« 1c5[ ‘ -4.84675+« 107 2.04409x10°  7.03317x 10f
| -1.4809%10% 2.11551«10° 2.02611x 1010 ) 1 -4.84675x 107 -1.00447x10% 5.57465x108 | | 2.08058x 1010 7.03317x10% -2.44514x 10%]
[ 4.15792x10% 2.11348x10°° -4.834675x107)  [2.18289x10% 1.56955x10° 2.04409x10°% | [ 2.11551x10° -1.00447x 10 7.03317« 108
2.11348x 1019 1.56955.10° -1.00447x 107 | 1.56955x10° £.4717 < 101% 1.03605.10% ‘ -1.00447x 10° 1.03605x10° 1.89907x 1040
| -4.82675x 107 -1.00447» 10 5.57465«10% ] | 2.04409x10° 1.03605x10° 1.823%4x10") | 7.03317«10° 1.89807x10%" -2.55572x 10%)
[ -1.4809x10% -4.84675x107 2.08059x 1010} [ 2.11551x10° -1.00447x10% 7.03317x10% | [2.02611x1010 5.574€5x10% -4.44514x10%)
-4.84875x 107 2.0440% . 10°  7.03317 . 10° | -1.00447x 10% 1.03605x10% 1.89807. 1010 5.57465x10° 1.82354x10" _-2,55572x L0°
| 12.08058x 101 7.03317x10° -4.44514x 10%) | 7.03317x10° 1.89807x 10" -2.55572x 10°) 1 -4.44514x10° -2.55572x 10° 7.25684x10% ] J

Figure IV-21: Forme générale du tenseur de raideur homogénéisé obtenu par 1’approche micro-
mécanique pour des cylindres elliptiques.

La figure IV-22 présente la forme matricielle du tenseur de raideur homogénéisé.

c

[ 6.63237=101° 2.18289 %100 2.02611x10" 2.99178x10% -2.09432x10° 5.88019x
2.18289x10%% 5.4717x101% 1.82354x101% 1.4e519x10% 2.g9078x10% 2.21
2.02611%10% 1.82332x10%% 7.256824«10%% -3.61433x10% -6.28638x10° 7.8
2.99178x10%  1.46519x10% -3.61433x10% 3.79813x 101 1.40663x10% -2.00894x 10°
-2.09432x 10% 2.83078x10°% -6.28638x 10° 1.40663x10% 4.16117=101° -9.6935x107

| 5.88019x10% 2.21968x10% 7.88374x10%® -2.00894x10% -9.6935x107 4.22695x1010 ]

Figure 1V-22: Forme simplifiée du tenseur de raideur homogénéisé obtenu par ’approche mi-
cromécanique pour des cylindres elliptiques.

Les valeurs directionnelles des modules d"Young (IV.7) sont alors estimées comme dans la
section précédente (figure IV-2) a partir de la matrice de compliance.

Exora = 55,98GPa
Ery = 55,32GPa (IV.7)
EVertica] = 627 85 GPa

2.3 Comparaison des résultats avec d’autres approches

Une comparaison de ces estimations (IV.7) avec les résultats obtenus par Min et Jing, 2003,
montre que les valeurs que nous avons obtenues sont supérieures a celles rapportées par ces
auteurs. Ces auteurs ont obtenu des valeurs par un calcul numérique direct a 'aide du code
UDEC et en utilisant une méthodologie similaire a celle que nous avons utilisée dans la section
précédente. Les valeurs des modules d’Young obtenus dans ces travaux varient entre 35 GPa
et 45 GPa. Rappelons que ces calculs sont des estimations 2D et que les fractures sont donc
ramenées a une certaine équivalence de configuration 2D. Cette procédure constitue déja une
premiére source de différences. Par ailleurs, de part la nature du code de calcul utilisé, UDEC,
ces travaux sont contraints a représenter soit des fractures traversantes, soit des fractures dé-
bouchant sur d’autres fractures (figure IV-23) : toute fracture non-débouchante est effacée avant
calcul. Ceci conduit automatiquement a un systéme plus souple que ce qu’il peut étre in situ.
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2- Application aux données du champ d’étude de Nirex

Figure 1V-23: Représentation 2D sous UDEC d'une série de dix générations de distributions de
fractures pour des blocs de 3m par 3 m. Les fractures sont soit traversantes soit délimitées par
d’autres fractures.

Un autre calcul est réalisé en utilisant le modéle de joint présenté dans la section précédente.
Les fractures sont représentées par des plans infinis caractérisés par les propriétés mécaniques
et les espacements présentés dans les figures IV-17 et IV-16. La forme compléte du tenseur de
compliance homogénéisé est présentée dans ce cas sur la figure 1V-24.

( 3.83134x10-11 -4.47141x10-1% 5.70416x10-12 |
-4,47141: 1078 _1.35721x 10-1 -1.1582.10-12
18x10-18 -1.1592x10-12 -7

(-4.47141x 10-18 2,79564 »10-11 -1,15833x 10-123) [ 5,70413x10-18 -1.15883x10-12 2,93302x10-1L |
2.79584 1071 1.08984 x10-1F  2,7312x10-2 -1.15883x 10-1% _2.98222x 10-12 _1.60425x 1,3_'_2|
T837x10-2) | -1.15883x10-1% 2,7312x10-12 -5,25133x10-13) | 2,99802x10-1 1425x 10-12  £,93254 « 10-12 |

7 -1.158683x 10-%} [ -1,35721x 10-1 x10-1%  _2,98222x 10°%Y [ -1.1592x10-1%  2,7312x10-% -1.60425x10-22)
2.79564x10-2 1,08984x10-13  2.7312.10-12 1.08934 x 10-13 -3.434058x '_3-12[ 2.7312x10-12  -3.48409x 10-12 3,52976 x 10-1L
| -1.156683x 10722 2.7312x10-% -5.,25133x10-1%] 1 -2,98222x 101 _3.48408:10-2 -5,03294x 102 | -1.80425x10-2 3.52976x10-2 5.47794x10°2 |

18x10-1% -1.15883x10-18 2,99802x10-1L
-1.15683x 10-12 _2.98222x 1012 _1.60425x 10-22
|\ 2.99302 « 10-11 -1.80425x 10-12 £.95254 x10-12 )

{-1.1582x10-12  2,7312x10-12  -1.60425x 10-12)
2.7312x10-2  _3,4840%x 10-2  3.52976x10-0 [
1-1.80425x 10-12  3,52976 = 10-1L  5.47794«10-12 |

(-7.27837= 10-12 -5.25133x 10-1% §.98254 = 10-12)
-5.25133x 10712 _5.03284x 10-22 5.4'.7']‘94><'_C'12[
| 6.98254x10-12 5.47794x10-12 2.88159x10-1L) |

Figure 1V-24: Tenseur de compliance complet dans de cas du modéle de joint.

On retrouve le méme type d’anisotropie que pour le modéle micromécanique, mais le matériau
effectif, comme on pouvait s’y attendre, est beaucoup plus souple. Les modules d’Young calculés
a partir des valeurs de la figure 1V-2 sont :

Exorga = 26,10 GPa
Ey = 25,95 GPa (1V.8)
E\/ertical - 34, 73 GPa

Ces valeurs sont plus faibles encore que celles calculées par Min et Jing, 2003 . L’explication
réside dans le fait que dans le modéle de joint toutes les fractures sont infinies alors que ce n’est
évidemment pas le cas dans les calculs de Min et Jing, 2003.

Enfin, des valeurs du module d’Young in situ ont été obtenues a partir de mesures géotech-
niques le long de forages sur le site faisant intervenir des corrélations de logs et des mesures de
déformabilités (on se référera au rapport Nyrex, 1997b). Ces valeurs ne sont pas reliées a une
direction en particulier mais fournissent un ordre de grandeur du module d’Young in situ. Ces
estimations varient entre 37 GPa et 65 GPa : 'ordre de grandeur est comparable a celui obtenu
par I'approche micromécanique.
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3 Conclusion

Ce chapitre d’application a permi de comparer les résultats de ’approche micromécanique
que nous avons développés dans le chapitre III avec d’autres approches (homogénéisation
numeérique et modéle analytique de joint). Les estimations obtenues par I'approche microméca-
nique restent valables méme lorsque les fractures sont traversantes. Lorsque les fractures sont
de taille finie, nous ne disposons pas de modéle de comparaison. Ce chapitre a aussi mis en
évidence I'applicabilité de I’approche micromécanique au cas d’étude du site d’expérimentation
de Nirex. A partir de la caractérisation, en laboratoire et in situ, de la roche et des fractures, des
estimations du comportement mécanique homogénéisé ont été proposées. Les valeurs obtenues
sont en accord avec les valeurs mesurées in situ.

Dans le chapitre suivant, nous généralisons les résultats de ’approche micromécanique a I’étude
du comportement poroélastique des milieux fracturés en proposant une estimation des coeffi-
cients, dits a double porosité, des milieux fracturés.
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Chapitre V

Comportement poromécanique d’un
milieu fracturé : modéle a double porosité

Dans ce chapitre, nous montrons tout d’abord comment I’approche micromécanique permet
de retrouver la forme classique des lois d’état poroélastiques (Biot, 1941 ; Biot, 1955 ; Coussy,
2004). Ce type de modéle peut étre utilisé pour décrire le comportement poromécanique équi-
valent d’un milieu fracturé. Les milieux fracturés sont généralements décrits par des modéles
a double porosité caractérisés par la superposition de deux champs de pressions. On consideére
alors un matériau, constitué de deux milieux poroélastiques, avec deux pressions P, et P uni-
formes dans chacun des milieux. On généralise alors la théorie de Biot en reliant le champ de
contrainte X, la variation de porosité de matrice A®™ et la variation de porosité du milieu
fracture A®/ d’une part et le champ de déformation E, la pression de matrice p™ et la pression
du réseau de fractures pf d’autre part.

Cette formulation linéaire prend la forme suivante :

P C b c E
AP™ | = b d e ™ (V.1)
ADS c e f p!

C est un tenseur d’ordre quatre. b et ¢ sont des tenseurs d’ordre deux. La symétrie des lois
d’état est imposée par la thermodynamique (i.e. les lois d’état permettant de décrire le com-
portement poroélastique dérivent d’un potentiel thermodynamique).

On montre ensuite comment évaluer les variations de porosité des milieux matrice et fracture.
Ces estimations permettent de rendre compte de ’anisotropie mécanique résultant de ’anisotro-
pie de distribution des fractures et de déterminer leur variation d’ouverture et de perméabilité.
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1 Poroélasticité en simple milieu

On rappelle dans cette premiére section comment la micromécanique permet de retrouver
les théories de la poroélasticité simple milieu (Biot, 1941 ; Biot, 1955; Coussy, 2004) pour un
milieu poreux.

Le v.e.r.  est constitué d’une partie solide Q™ de comportement élastique C,, et de pores 2P
remplis par un fluide a la pression p. ® = |QP|/|Q| désigne la porosité des pores.

Considérons le probléme (P) a homogénéiser pour lequel les deux paramétres de chargement
sont le taux de déformation macroscopique E sur le contour 92 et 1'état de contrainte o, = —pd
dans les pores :

dive () = 0 (T €Q)

6(7) = C(7) : (@) + 67 (FeQ)

i(7) = B.7 (Z € 09)
(P) (V.2)
. Cn (7 € OM)
C@ = { 0 (7 € Q)

avec
I (7 e QM)
o'(7) = { _ps (Tew

Le probléme (P) étant linéaire, on décompose le chargement dans Q défini par E et 67 en deux
sous-problémes (figure V-1) :

— le probléeme (P’) tel que le v.e.r. est soumis a E sur le contour 99 et a la contrainte nulle
dans les pores :

dive’(Z) = 0 (7€)
(P') : o'(Z) = C() : €(%) (FeQ) (V.3)
(%) = B.% (Z € 09)

— le probléme (P”) tel que le v.e.r. est soumis & un taux de déformation macroscopique
E = 0 sur le contour 0f) et & o? dans les pores :

dive” (%) = 0 (7€ Q)
(P") : 6" (%) = C(F) : &"(7) + 6,(T) (F€Q) (V.4)
W' (%) =0 (7 € 09)

Le probléme (P’) représente le comportement macroscopique du milieu sec et peut étre résolu
comme dans la premiére section du chapitre précédent. En rappelant que (A) = ®™ (A) +
o7 (A), =1, on montre que :

m

(A) =T— 2-C=': Chom (V.5)

p dp ™
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N

| P’ P”

Figure V-1: Décomposition du probléme (P) en deux sous-problémes (P’) et (P”)

Dans ce cas, on obtient alors :

2 == (Chom . E
avec Chom = O™ (Cpy:A),, + O (CP: A), (V.6)
= o°C,, : (11 - <A)p)
On définit : .
> = (") (V.7)

La solution du probléme (P”) est proportionnelle au taux de pression p de sorte qu’il existe un
tenseur d’ordre deux B tel que :
> = pB (V.8)

En utilisant le lemme de Hill, on obtient (Zaoui, 1997) :

B =5 (A) (V.9)
Ainsi (V.9) se réécrit en fonction de Cy,,, :
B=®":(A),=46: (I-C;': Chom) (V.10)

On remarquera que dans le cas d’'un comportement macroscopique isotrope (module de com-
pressibilité macroscopique kjop,) et d’'un comportement isotrope des constituants de la matrice
(module de compressibilité k), ’expression (V.9) se réécrit :

kom
B=0b5 b=1- 2 (V.11)

La premiére loi de la poromécanique s’écrit donc :
> =Chom : E—pB (V.12)

La variation du volume de l'espace poreux A®P fait I'objet de la seconde équation d’état
macroscopique :

ADP = D — P = 8 : (&) = DS - <(é’>p n (é”>p) (V.13)
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On peut montrer [145] que :
(1—®7)(e"),, =p(P’d — B) (V.14)
D’une part, on déduit de (V.9) que :
PG : (€), = DTS - <A>p:E:B:E (V.15)
D’autre part, (V.14) permet de montrer que :

Pro ("), =—(1-PP)d:(€"),, = 1
(V.16)
avec 7 =0:C.!: (B — Prd)
La seconde équation d’état de la poroélasticité s’écrit alors en introduisant (V.15) et (V.16)
dans (V.13) :
- = B: E+ 1 V.17
v 2 (v.17)

On remarquera que dans le cas de comportements macroscopique et microscopique isotropes,
le coefficient 1/M s’écrit en utilisant (V.11) :

1 b9

M ks

(V.18)

Les lois d’état (V.12) et (V.17) sont les lois de la poroélasticité de Biot.

2 Poroélasticité en milieu a double porosité, détermination
des lois d’état

Dans cette section, nous ne considérons qu’une seule famille de fractures identiques. On se
place a I’échelle de la maille réservoir représentée par le domaine 2 de frontiére 0S2.
On considére le milieu matriciel Q™ comme un milieu poroélastique dont la loi de comportement
a été établie dans la section précédente :

AP™ = o™ tr (), + —p™
e QM (V.19)
o=C,,:e—am™pmd

ou o et 1/M désignent respectivement les nombre et module de Biot de la roche poreuse.
De méme, on considére que le milieu fracture, de porosité ® = |Q7|/|Q)|, est caractérisé par
un comportement poroélastique :
ADS = tr (€) f
ie 0 (V.20)
o=C;:e—plé

On suppose enfin que les deux milieux possédent une pression différente p™ et p/ uniformément

répartie dans chacun des domaines.
En suivant le formalisme de la section précédente et les notations en vitesse, les taux de pressions
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p™ et p/ dans les domaines QM et Q7 agissent comme des taux de précontraintes dans chacun
des milieux, de sorte qu’elles s’écrivent :

o[ —ampms Fe oM
o) = { o e (V)

Le taux de contrainte macroscopique E est appliqué sur le contour 0f).

Considérons alors le probléme (P) sur le v.e.r. pour lequel les trois paramétres de chargement
sont le taux de déformation macroscopique E sur le contour 952, le champ de précontrainte
lié au taux de pression p™ dans le domaine Q™ et le champ de précontrainte lié au taux de
pression pf dans le domaine Q7 :

dive (7) = 0 (7€ Q)

&(F) = C(T) : é(@) + 67 (T€Q)

P) - i(7) = B2 (Z € 09) (v.22)
. Cm (7 € QM
€@ = { Cy (7 € QF)
wee - —ampms (Te M)
o'(Z) = { —p'd (7 € OF)

Le probléme (P) étant linéaire, on décompose le chargement dans Q défini par E, et les taux
de pression p™ et p/ dans les domaines Q™ et Q7 en trois sous-problémes (figure V-2) :

— le probléme P’ tel que le v.e.r. est soumis & E sur le contour J€2 et a la contrainte nulle
dans le fractures :

dive’ () = 0 (7€)
(P') : &'(7) = C(Z): €(Z) (e (V.23)
W (%) = B.i (7 € 09)

le probléme P” tel que le v.e.r. est soumis & un taux de déformation macroscopique E = 0
sur le contour 9 et a la précontrainte —a™p™é dans le domaine QM :

dive” (%) = 0 (Z € Q)
(P") : 6" (Z) = C(Z) : €"(Z) + 6,(7) (T €Q) (V.24)
W'(Z) =0 (Z € 00)

— le probleme P" tel que le v.e.r. est soumis a un taux de déformation macroscopique E=0
sur le contour 95 et a la précontrainte —p/é dans le domaine Q7 :

dive" (%) = 0 (7€ Q)
(P): 6"(7) = C(Z) : €"(Z) + 6,(%) (¥ €Q) (V.25)
0" (%) =0 (7 € 00)
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P”’

Figure V-2: Décomposition du probléme (P) en trois sous-problémes (P’), (P”) et (P)"”

Le champ de contrainte macroscopique solution du probléme (P) correspond donc a la somme
des champs de contrainte macroscopiques solutions des trois sous-problémes; il en est de méme
pour le champ de déformation.

D’autre part, on rappelle les relations suivantes sur les valeurs moyennes spatiales des champs

microscopiques :
() = (&%) + (6") + (")
(6) = (1—-a/)(a), +/ (o)
tel que (¢) = (1-®)(d),+P (o ’J;f (V.26)
e 2 <0_// _ (1 B (I)f) <o.// + CI)f< ,,>f
6" = (1-07) (5"}, + o (&),
Et
(€) = (&) +(¢") + (¢")
€ = — ®h) (¢ Fle
. 1 ® <6 ;:ni <IC>D f< >/J>« o)

f

6//> + q)f <€//>f
!

e > ) <€///>f

TN TN N

M

<

I
/\/\/-\/-\

P@*

~
— — — —
o~~~

On rappelle enfin la propriété (V.28) du tenseur de localisation A(x) obtenue en combinant
(I11.4) et (ITL7) :

(A) = (1—-®N)(A), +&/(A), =1 (V.28)

=

Dans la suite, nous utiliserons les équations (V.23), (V.24) et (V.25) ainsi que les propriétés
(V.26), (V.27) et(V.28) sans y faire explicitement référence.

Détermination de la premiére loi d’état
Les taux de pression p™ et p/ dans les domaines Q™ et QF sont nuls dans le probléme (P')
et permettent de décrire le comportement macroscopique du milieu sec a travers le tenseur de
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rigidité macroscopique Cpyp, -

(/) = @/ (o), +(1-2/) ("), .
= ®IC;:(A); B+ (1-0/)Cp:(A),: E
= Chom : E (V.29)
avec Chom = Cy+ (1—-@7)(C, —Cy): (A),,
= Cp+ 9 (C;—Cp) : (A),

Dans chacun les problémes (P”) et (P"”), la moyenne du champ de contrainte est proportionnelle
respectivement aux taux de pression p/ et p™ du fluide de sorte qu’il existe deux tenseurs d’ordre
deux B7 et B™ tels que :

(") = —p'B/
<o-.///> _ _mem (V'SO)
ot B et B™ désignent les tenseurs de Biot respectivement des domaines Q" et Q7.
En appliquant le lemme de Hill (Zaoui, 1997), on peut alors montrer que
("y = (aP:A)
= &/ (o7 A);
= @/ (_pf5> : <A>f
(V.31)
(") = (oP:A)
= (1-97)(c7:A),
= (1-®7) (—amp™d) : (A),,
De telle sorte que (V.30) se réécrit :
) A— s -
B O (A)f (V.32)

B" = om(1-d)6:(A),

Au final, en utilisant (V.29) et (V.32), la premiére loi d’état de la poroélasticité en double
s’écrit : . .
> = Chom : E— B™p™ — Bp/ (V.33)

Détermination de la seconde loi d’état
La variation de volume de la famille de fracture A®/ est déterminée en fonction des déformations
volumiques du v.e.r. qui se décomposent en :

AD! = oty <<é> f) = ¢/ {5 (€48 (€, 46 (€, (V.34)

Les taux de pression p™ et p/ dans les domaines QM et QF sont nuls dans le probléme (P’)
de sorte que la moyenne du champ de taux de déformation dans le réseau de fractures est
directement exprimée en fonction du tenseur de biot Bf du domaine 7 :

CDfd:<é'>f:CI>f6:<A>f:E:Bf:E (V.35)

En exprimant la contribution du deuxiéme chargement, relatif au probléme (P”), au taux de
déformation volumique du domaine ®f et en utilisant le fait que (¢") =0, on obtient :

5: (o (&)

6:[—(1—a7)(),]
= (Cn)'o: [~ (1—®)(e"),]
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Soit Cp,: 8 : ®f (&) —5: [(1—2F) (6"),]
= =5 [(¢") — @l (o")]
= =6 [-p'B - (—pl5+ Ty (&),

Soit @/ (C,, — Cy) : 6:(¢"); = 94 (B —®76) p/

f

Finalement :
YN (€); = §&: (Cp —Cp)~ " (B — ®78) p/
S
= i (V.36)
avec 7 =0:(C,p — Cp (B! — ®74)

Cette formulation fait intervenir un scalaire 1/M; représentant de module de Biot macrosco-
pique relatif au domaine QM.

Enfin, en remarquant que (€¢"”) = 0, la contribution du troisiéme chargement au taux de défor-
mation volumiques du domaine Q7 s’écrit :

J: (q’f <é”’>f> = &:[-(1—-d)(em,]
= —(1-®N§:(C,) " [(a™),, +a™p™d]
Soit: €6 (97(&"),) = —6:[—pmB" - S (") ]
—a™ (1 — <I>f) )
E—pMBm - ol Cy (e,
Soit @/ (C,, —Cy): 4 : (€, = 9d: (B™ — am (1 - @f) §) pm

Finalement :
5 (€"), = 6:(Cp—Cp) ' [B"—am (1) 8] pm
= ™) (V.37)
avec II = &:(C,—Cy)~": [B™ —a™ (1 — ®7) §]

Au final, en utilisant (V.35), (V.36) et (V.37), la seconde loi d’état poroélastique (V.34) double
milieu s’écrit : .’

AD =B B+ % + I (V.38)
Détermination de la troisiéme loi d’état
La variation de volume du domaine A®™ fait intervenir la variation du volume des pores et
la compressibilité de la roche. Elle est déterminée en fonction des déformations volumiques du

v.e.r. qui se décompose en :

AP™ = o™ (1— ) tr(é),,

= o™ (1 — CIDf) [6 (€),, +0:(€),, + (5 (€M), + %)} (V.39)

Les taux de pression p™ et p/ dans les domaines QM et Q7 sont nuls dans le probléeme (P') de
sorte que la moyenne du champ de taux de déformation dans le domaine QM est directement
exprimée en fonction du tenseur de biot B™ du domaine QM :

am(1-®)§:(¢), =a™(1-0/)6:(A),: E=B™: E (V.40)
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En exprimant la contribution du deuxiéme chargement, relatif au probléme (P”), au taux de
déformation volumique du domaine ™ et en utilisant le fait que (¢”) = 0, on obtient :

ams: (1—d) (&), = amd:(Cn)~": (1—o) (")

Soit a™C,,:8: (1—df)(¢"),, = amd:|-p/B/ -/ <<'T”>f}
= a™§ - _prf — P (Cf . <€-//>f —pf5>]
Soit a™ (Cp = Cy): 6: (1= 1) (&), = o™ (/6 —B)p/

Finalement :

amd: (1—-@7) ("), = —amd: (C, — Cp)~": (76 — BY] (—p)

m o _-f
= (=) (V.41)
Avec T = a™d:(C,, —Cy) " (@6 — BY]

On vérifie que les expressions de IT dans (V.37) et (V.41) sont bien identiques.
En utilisant (V.28) et (V.32), on peut écrire :

§=06:1=376:(A),+(1—-®/)6:(A), =B + -

ainsi :

B"—am™(1-®M§ = B™—(1-&/)B™—a™ (1) B/
= ®/B™—a™(1-9/) B/

o™ (q)fé — Bf) = ®'B" 4+ amd'Bf — amBf
— o/B"— (1- o) B

Enfin, en remarquant que (€"”) = 0, la contribution du troisiéme chargement au taux de défor-
mation volumiques du domaine QM s’écrit :

S —of
am (1@ [6: (e, +5] = am(1-)4: <e"”>m+am(1j )pm
m |i(1_q>f> m
= « - — 1| p
o (V.42)
- M
Avec ﬁ = am(l;ﬂjf) —1II

Au final, en utilisant (V.40), (V.41) et (V.42), la troisiéme équation d’état poroélastique (V.39)
double milieu s’écrit : .

AD™ = B™: E + TIp! + % (V.43)

Nous pouvons alors réécrire les trois équations d’état (V.33), (V.38) et (V.43) sous la méme
forme matricielle que (V.1) :

by Chom B™ B/ E
AP™ | =| B™ 111 P (V.44)
ADS Bl 1l 5 by

Remarque : il est possible de généraliser cette approche a plusieurs familles de fractures dans
le cas du schéma de Mori-Tanaka (en Annexe C).
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3 Lien avec la perméabilité

D’un point de vue pratique, le modéle mécanique permet également d’évaluer la variation
d’ouverture mécanique des fractures lorsque le chargement mécanique est modifié. 11 est possible
de remettre a jour les propriétés hydrauliques du réseau de fractures en fonction du chargement
en utilisant la loi de Poiseuille (la principale limitation reste le lien entre 'ouverture mécanique
de la fracture et son ouverture hydraulique). Une telle approche permet de rendre compte des
observations sur champ décrites dans la PARTIE I et sera mise en oeuvre dans les simulations
réservoir dans la PARTIE IV.

Les schémas d’homogénéisation développés dans ce chapitre permettent de construire une
estimation du comportement mécanique homogénéisé du milieu fracturé; on peut également
estimer les paramétres hydrauliques du milieu fracturé a partir d’'une méme représentation de
ce milieu.

Différentes approches sont possibles :

e une approche numérique. Pour obtenir la perméabilité équivalente du réseau de fractures,
il suffit généralement de mailler le réseau (et pas la matrice) ; cette méthode est utilisée
dans les logiciels générant des réseaux discrets de fractures.

e une approche type champ moyen faisant appel a des schémas d’homogénéisation comme
ceux utilisés pour la mécanique. Les grandeurs contrainte et déformation sont alors rem-
placées dans le probléme hydraulique d’homogénéisation par le débit et le gradient de
pression.

Avec cette deuxiéme approche, Dormieux et Kondo (Dormieux et Kondo, 2004) s’intéressent
a une distribution isotrope de fractures et étudient la perméabilité macroscopique en fonction
de la densité de fractures. Pour rendre compte des phénoménes de percolation a une densité
critique de fractures, Dormieux et Kondo, 200, mettent en oeuvre une méthode d’homogénéi-
sation de type auto-cohérent (chaque fracture voit un milieu dont les propriétés hydrauliques
résultent de la présence de la matrice et de toutes les autres fractures). Ils s’intéressent plus
particulierement aux problémes d’endommagement et a ’évolution de la perméabilité en fonc-
tion de la densité de fractures. Cette approche peut étre utilisée & plus grande échelle (i.e. a
I’échelle du réservoir). De plus, cette méthode a été généralisée a plusieurs familles de fractures
(Barthélémy, 2006) ; le tenseur de perméabilité homogénéisé n’est alors plus isotrope.

On construit ainsi une estimation des propriétés mécaniques et une estimation des propriétés
hydrauliques & partir d’'une méme représentation du milieu. A I'inverse, on peut se demander si
les données de la perméabilité a grande échelle et celles des propriétés élastiques a grande échelle
(par exemple obtenues a partir de données sismiques) peuvent contraindre la représentation que
I'on a du réseau de fractures.

102



4 - Conclusion

4 Conclusion

A partir d’une représentation du milieu (propriétés des familles de fractures et de la ma-
trice), nous avons proposé une estimation, a ’échelle de la maille réservoir, du comportement
mécanique et hydromécanique homogénéisé d’un milieu fracturé intégrant un comportement
linéaire et non linéaire des fractures et un comportement linéaire de la matrice. Les résultats
concernent des fractures de taille finie. Nous avons montré qu’ils restent valable pour des frac-
tures traversantes en comparant les estimations avec celles obtenues par une homogénéisation
numérique du milieu fracturé et par un modéle de joint. Notre approche est utilisable en in-
génierie et a été mise en pratique avec les données du site d’expérimentation de Nirex pour le
stockage de déchets nucléaires. A plus petit échelle, cette approche peut étre appliquée pour
modéliser le comportement de roches microfracturées et interpréter les mesures en laboratoire
réalisées sur des échantillons de roche récupérées pendant la production des réservoirs pétroliers
(“cuttings”). Elle pourrait aussi étre utilisée pour I’évaluation de I'anisotropie des vitesses de
propagation d’une onde sismique dans une roche fracturée (Barthélémy, 2006).

Dans la PARTIE IV, nous allons mettre en oeuvre cette approche dans le cadre d’une modéli-
sation hydromécanique des réservoirs fracturés.
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PARTIE IV : COUPLAGE HYDROMECANIQUE
EN SIMULATION DE RESERVOIR FRACTURE
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Dans l'industrie pétroliére, les simulations des réservoirs fracturés intégrent les effets po-
lyphasiques de réimbibition capillaire et de drainage gravitaire des blocs matriciels pendant
I'injection d’eau. La prise en compte des déformations du réservoir et des épontes repose, dans
les études classiques, sur des hypothéses simplificatrices ne permettant pas modéliser la diversité
des chemins de chargement et de reproduire les variations de perméabilité observées pendant
la production des réservoirs pétroliers fracturés. En effet, dans de nombreuses études, le terme
de compressibilité du fluide dans 1’équation de conservation de la masse est complété par une
compressibilité de roche adimensionnelle. Nous proposons de résoudre le probléme hydroméca-
nique en utilisant conjointement un simulateur réservoir, qui résout le probléme d’écoulements
polyphasiques dans le réservoir, et un simulateur mécanique qui estime les champs de contrainte
et de déplacement dans le réservoir et le milieu géologique environnant (épontes).

Nous présentons dans le chapitre VI les méthodologies de résolution du probléme hydromé-
canique pouvant étre appliquées au cas des réservoirs fracturés. Les résultats de 1’approche
micromécanique sont mis en oeuvre dans le chapitre VII afin d’estimer le comportement mé-
canique homogénéisé du milieu fracturé et d’actualiser la perméabilité de fracture au cours
de la production. Des simulations hydromécaniques d’une réservoirs fracturé entouré d’éponte
sont effectuées afin de reproduire les variations de perméabilité pouvant apparaitre pendant la
production primaire par déplétion, puis pendant la production secondaire par injection d’eau.
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Chapitre V1

Méthodologie de couplage
hydromécanique en simulation de
réservoirs fracturés

On présente, dans un premier temps, les modéles de simulation réservoir permettant de
décrire et de reproduire les écoulements polyphasiques dans les milieux fracturés. La prise en
compte de I'information mécanique n’étant prise en compte que de fagon simplifiée dans ces mo-
déles, nous présentons ensuite comment intégrer les résultats de 'approche micromécanique de
la PARTIE III dans les modéles de simulation mécanique des structures géologiques et comment
mettre en oeuvre ces modéles pour la simulation hydromécanique des réservoirs fracturés.

1 Simulation de réservoir

La modélisation numérique des gisements est utilisée depuis de nombreuses années dans
I’industrie pétroliére. Elle permet d’étudier le comportement des réservoirs, de prévoir la récu-
pération des hydrocarbures et de guider I'exploitation du gisement (emplacement des nouveaux
puits a forer, choix techniques et économiques de récupération, optimisation des débits et com-
plétion des puits, ...). La qualité des prévisions numériques est avant tout dépendante du modéle
et des données physiques (les propriétés thermodynamiques des fluides, la géométrie du réser-
voir, les propriétés pétrophysiques des formations).

La modélisation numérique permet d’étudier les différentes méthodes de récupération qui
peuvent étre mises en oeuvre lors de I'exploitation d’un réservoir comme, par exemple :

la déplétion et I'injection d’eau ou de gaz;

— l'injection de gaz miscibles tels que le gaz carbonique;
I'injection de tensio-actifs (pour diminuer les effets de tension superficielle), de polymeéres
(pour augmenter la viscosité de I'eau injectée), les méthodes thermiques telles que 1'in-
jection de vapeur (utilisée par exemple pour I’exploitation des bruts lourds au Canada)

ou la combustion n situ.

La modélisation des écoulements en milieu poreux dans les réservoirs pétroliers fait intervenir
en général trois phases : I'eau, I'huile et le gaz. L’écoulement des fluides, sous l'effet de 'injection
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et / ou de la production, est lié & une variation spatiale du champ de pression des fluides au
sein du réservoir. L’écoulement des fluides modifie également leur répartition dans le réservoir
et donc les champs de saturation relatifs & chacune des phases.

1.1 Modéle physique et simulation simple milieu

Les écoulements de fluide dans les milieux poreux sont gouvernés par les lois de conservation
de la masse, de la quantité de mouvement et de I’énergie (cas des simulations thermiques). Par
la suite, nous considérons un réservoir initialement isotherme et une évolution isotherme du
réservoir.

1.1.1 Loi de conservation de la masse

La loi de conservation de la masse dans un volume élémentaire de roche donné pour une
phase p a I’échelle du milieu poreux s’écrit de la facon suivante :

a —
ot (¢pp5p) = -V <ppV) — 0gp (VL)
A M | F‘l' Source

ccumulation ux ’

ol ¢ est la porosité du volume de roche considéré, S, la saturation de la phase p dans ce volume,
pp la masse volumique de la phase p et 17]) sa vitesse de filtration. dg, est la masse par unité de
volume et par unité de temps injectée (dg, > 0) ou soutirée (dg, < 0) dans le volume.

La loi de conservation de la masse exprime I’égalité au cours du temps entre les flux entrants et
sortants et les variations de masse. Ces flux proviennent des échanges entre éléments de volume,
des débits soutirés ou injectés par les puits et des échanges entre les frontiéres du réservoir; la
variation de la masse peut étre due a la variation de saturation (balayage d’un fluide par un
autre), de compressibilité ou de concentration du fluide.

Dans le cas ou plusieurs constituants sont transportés dans les phases avec possibilité de trans-
fert entre les différentes phases, on écrit la conservation de chaque constituant dans chacune
des phases :

5, ;
o > CoppSy | ==V | Y CoppV, | — dac (V1.2)
p p

1.1.2 Loi de Darcy

La vitesse de filtration du fluide est décrite par loi de Darcy.

Ecoulement monophasique : Darcy (Darcy, 1856) a établi expérimentalement I’expression
de la vitesse de filtration d'un écoulement monodimensionnel :

V= —% @—5) (VL3)

K, est la perméabilité intrinséque du milieu dans la direction z, p la viscosité dynamique du
fluide, P la pression macroscopique du fluide et z la direction de I’écoulement.

Ecoulement polyphasique : A I'échelle du laboratoire ou du champ, la différence des pres-

sions macroscopiques des phases considérées (eau, huile, gaz) définit la capillarité macrosco-
pique. Pour une phase p, la pression capillaire est exprimée généralement en fonction de la
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saturation. Pour un écoulement triphasique eau-huile-gaz, les pressions capillaires eau-huile
(Pcoy), dans le cas ot 'eau est le fluide mouillant, et gaz-huile (Pc,,) dans le cas ot I'huile est
le fluide mouillant, s’expriment de la fagon suivante :

Pcow(sw) =P, — Py

V1.4

PCOQ(SQ):PQ_PO ( )

Les pressions capillaires sont estimées a partir de mesures de laboratoire (Marle, 1984 ; Cossé,
1988).

Les perméabilités relatives permettent de généraliser la loi de Darcy a des écoulements mul-
tiphasiques. Il est généralement supposé qu’elles dépendent essentiellement des saturations.
Leurs valeurs sont comprises entre 0 et 1. Leur somme (kr,, + kr, + kr,) est inférieure a 1 :
ceci traduit que les fluides se génent mutuellement pendant 1’écoulement. La capacité totale
de I'écoulement est alors réduite par rapport au cas monophasique. Les courbes de perméabi-
lités relatives peuvent étre obtenues par des mesures de laboratoire effectuées sur des carottes.
Il existe aussi des relations empiriques établies pour des roches difficiles a carotter (Marle, 1984).

Lorsque I’écoulement est multiphasique et tridimensionnel, la loi de Darcy, généralisée pour une
phase p, constitue un modéle simplifié couramment employé et s’écrit de la facon suivante :

. koK /= B
V= =" (V(P = Pey) — pyd) (VL5)
Hp

ou K est le tenseur de perméabilité qui peut étre déterminé expérimentalement ; P est la pres-
sion de la phase huile; k,, et Pc, sont respectivement la perméabilité relative et la pression
capillaire de la phase p et g le vecteur accélération de pesanteur.

1.1.3 Modéle numérique

En introduisant la loi de Darcy généralisée (VI.5) dans les lois de conservation de la masse
d’un composant ¢ (VI.2), on obtient :

0 o
= (A)+ V- (F) +6g. =0 (VL6)

ot le terme d’accumulation A, et le vecteur flux F, sont définis de la facon suivante :

Ac = ¢ Zp Ccpppsp

., > . VI.7
Fo= K- Y, M, (V (P~ Pe,) = ) (VL7)
M., désigne la mobilité massique du constituant ¢ dans la phase p. Elle est définie par :
k
M, = Cczoppﬂ (VL3)
Hp

L’équation (VI.6) est complétée par le bilan des fractions massiques C., des constituants c
d’une phase p :

Y Cp=1 (VL9)
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et par I’équation traduisant I’hypothése que les fluides remplissent la totalité du volume poreux
disponible :
Sw 4+ S, + 5, =1 (VI.10)

Lorsque le transfert entre deux phases est limité a la présence d’un seul composant gaz dans
les phases huile et gaz, I’écoulement est modélisé par une seule équation par phase : il s’agit du
modéle black-oil. La phase eau n’est alors constituée que du composant eau, la phase gaz que
du composant gaz et la phase huile que d’huile et de gaz dissous (selon la valeur de la pression
de bulle).

En indicant e, h et v respectivement les composants eau, huile et gaz, et w, o et g respectivement
les phases eau, huile et gaz, le bilan des fractions massiques s’écrit :

Oew =1 et Ohw = va =0
Coy=1 et Coy=Chy=0 (VI.11)
Coo+Cho=1 et Cp =0

Si I'on ne considére que les phases eau et huile, le bilan des fractions massiques (VI.11) se
simplifie alors :
Ceow=1 et Cho=1 (VI.12)

Dans le cas ou le composant gaz est présent, on adopte I’hypothése qu’il est a I’équilibre
thermodynamique entre les phases huile et gaz. Ceci s’exprime par une équation d’état, notée
b

b (Cho, Cro, P) =0 (VI.13)

Dans le cas du modéle black-oil, nous disposons d’un systéme de six équations continues : une
loi de conservation de la masse (VI.6) par composant, deux équations reliant les saturations et
fractions massiques (VI.10) et (VI.11) et I'équation d’état pour le modeéle thermodynamique

(VL.13).

Ce systéme comprend six inconnues qui doivent étre déterminées en tout point du réservoir
noté ) et de frontiére notée I'g :

P : pression de la phase huile (pression de référence) ;
S, @ saturation de la phase eau;
— S, : saturation de la phase huile;
— S, : saturation de la phase gaz;
Ch, : fraction massique du composant huile dans la phase huile;
— () : fraction massique du composant gaz dans la phase huile.

Les masses volumiques, les viscosités des fluides et la porosité dépendent de la pression de la
phase huile. Les perméabilités relatives et les pressions capillaires dépendent des saturations.
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Pour résoudre ce systéme d’équation, il faut connaitre :

e les conditions initiales. On suppose I'équilibre hydrostatique. Il suffit de connaitre la pres-
sion en un point et la position des contacts eau-huile et gaz-huile pour définir les champs
de pression et de saturation en tout point du réservoir ;

e les conditions aux limites. A I'instant initial, nous supposons que nous connaissons, via
des mesures en laboratoire et sur champs, la valeur de toutes les inconnues dans le do-
maine (). Dans le cas d'un gisement fermé, les conditions aux limites correspondent & une
paroi imperméable, c’est-a-dire a une condition de flux nul pour chaque composant. Les
puits interviennent comme des points sources a débit ou pression constantes.

L’objectif est de résoudre le systéeme d’équations (VI.6), (VI.9) et (VI.10), c’est-a-dire
connaitre en tout point du domaine et a chaque instant la valeur des inconnues. Ce systéme
est cependant trop complexe pour trouver une solution analytique. De ce fait, on résout les
équations continues en espace et en temps en estimant les inconnues en un nombre fini de
points de discrétisation, de 'espace et du temps : les équations continues sont approchées par
des équations discrétes.

1.1.4 Schémas numériques

Le systéeme mathématique a résoudre constitue un systéme d’équations différentielles non
linéaires. Il est discrétisé en espace a l'aide de la méthode des volumes finis, les équations aux
dérivées partielles sont intégrées sur un volume de controle (c’est-a-dire la maille définissant le
maillage). Les schémas volumes finis sont les plus employés dans I'industrie pétroliére car ils
garantissent la conservation de la masse (ou du composant) sur chaque maille et permettent de
discrétiser aisément des équations ayant des termes diffusifs (diffusion capillaire par exemple)
et hyperboliques (advection). Le détail des méthodes numériques utilisées en simulation de
réservoir est présenté en Annexe D.

1.2 Reéservoirs fracturés et simulation double milieu

Dans le cas des réservoirs fracturés, I'essentiel de la perméabilité est assuré par le réseau
de fractures de porosité trés faible, alors que l'essentiel de ’accumulation d’huile réside dans la
porosité matricielle. Les fractures jouent le role de drains entre les puits et les blocs matriciels.
Les mécanismes physiques de production de 1'huile en place sont I’expansion du systéme rocheux
saturé de fluides et les échanges polyphasiques matrice - fracture : le déplacement de 1’huile des
blocs par un autre fluide (eau ou gaz) par imbibition capillaire et / ou par drainage gravitaire.

1.2.1 Effets de compressibilité du fluide

Les effets de compressibilité sont liés au rééquilibrage de pression entre les blocs et 1a matrice.
Ils sont décrits a une échelle homogénéisée par les équations de Warren et Root, (Warren et
Root, 1967). Le temps caractéristique des échanges matrice - fracture est donné par 7,, le temps
de diffusion d’une perturbation de pression dans un bloc matriciel :
Cfl/LLZ
Ty — —————
P K
ol ¢y désigne la compressibilité de fluide, ;o la viscosité du fluide, L la taille caractéristique
des blocs et K la perméabilité. Pour une viscosité de 'ordre de 1072 Pa.s, une perméabilité de
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10~ m?2, une longueur caractéristique de bloc de 0.1 m et une compressibilité de fluide de 10~?
Pa~!, le retour a I’équilibre est rapide au vue des temps de simulation :
)

7, = 10s

1.2.2 Description des effets polyphasiques, processus d’imbibition capillaire et de
drainage gravitaire

1.2.2.1 Imbibition capillaire

L’imbibition capillaire n’est autre que le rééquilibrage des pressions capillaires de part et

d’autre de la frontiére séparant deux milieux alors que 1I’équilibre initial a été rompu. Les gi-
sements fracturés présentent le cas extréme ou I'un des milieux, le milieu fissuré, posséde une
pression capillaire nulle (sauf pour les valeurs extrémes de saturation pour lesquelles elle n’est
pas définie).
Considérons un bloc matriciel vertical initialement saturé en eau et en huile entouré de fractures
ouvertes. Les deux milieux, matrice et fracture, qui le composent sont a 1’équilibre capillaire.
Pendant un balayage a I’eau, le milieu fracture, plus perméable, est plus rapidement saturé par
le fluide non mouillant, que le milieu matriciel. Un nouvel état d’équilibre va tendre a s’établir
dans chacun des deux milieux : les fractures vont perdre de leur eau au bénéfice de la matrice
qui va en échange perdre de [’huile jusqu’a ce que la pression capillaire y soit devenue nulle :
c’est le processus de récupération d’huile par imbibition capillaire.

Remarque : le temps caractéristique de diffusion de la saturation peut étre estimé par :

pl?
Ts =
KPc

ot Pc désigne la pression capillaire.
Pour une pression capillaire caractéristique Pc = 10°Pa, on estime le rapport des temps carac-

téristiques T,/Ts :

T _ cpPe~ 1074

S

1.2.2.2 Drainage gravitaire

Les forces de pesanteur tendent a provoquer une ségrégation verticale des fluides selon leur
densité. Le drainage gravitaire résulte de la perturbation de cet état initial.
Considérons de nouveau le cas d’un bloc matriciel vertical entouré de fractures ouvertes balayées
a leau (figure VI-1). La différence de position entre les fronts d’eau dans le milieu fracture
(position X) et dans le milieu matrice (position x) d’une part, et la différence de densité entre
leau et l’huile d’autre part, créent un écoulement de l’huile matricielle vers les fractures et
de l'eau des fractures vers le bloc matriciel : c¢’est le phénomene de récupération d’huile par
drainage gravitaire.

En raison du fort contraste entre les densités du gaz et de I’huile, le potentiel de gravité du
couple gaz-huile est supérieur a celui du couple eau-huile. Il peut méme étre supérieur au po-

tentiel total imbibition + gravité du couple eau-huile.

Remarque : les phénomenes dimbibition capillaire et de drainage gravitaire peuvent avoir lieu
simultanément :
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Figure VI-1: Effets de drainage gravitaire dans les réservoirs fracturés (Marle, 1984) : I'huile
matricielle est remplacée par I’'eau de fractures.

e dans le cas ou la roche est préférentiellement mouillable a ’eau, les forces gravitaires et
capillaires jouent dans le méme sens : [’eau pénetre dans la matrice et [’huile est expulsée.

e dans le cas ou la roche est préférentiellement mouillable a ['huile, la capillarité tend a
s’opposer a l'entrée de l’eau dans le bloc matriciel sous effet de la gravité. I’entrée de
l’eau, et par conséquent la sortie de [’huile, ne sont possible que si le terme de gravité,
moteur, est supérieur au terme de capillarité, résistant. La littérature pétroliere fait état
de réservoirs calcaires préférentiellement mouillables a huile, expliquant certains échecs
d’injection d’eau dans ces réservoirs.

1.2.3 Modélisation numérique des écoulements dans les réservoirs fracturés

Pour simuler des écoulements polyphasiques dans les réservoirs fracturés, aucune solution
analytique et approche théorique n’ont permis de calculer un facteur de forme . On utilise alors
des modeles simplifiés basés sur le concept de double milieu. On généralise la modélisation de
Warren et Root au cas d’écoulements polyphasiques. Ces approches reposent sur une démarche
heuristique permettant d’évaluer les flux de chacune des phases entre le milieu fracture et le
milieu matrice. Elles sont validées en les comparant a des simulations dites “fines” (la fracture
et la matrice sont alors maillées explicitement). Les simulateurs de réservoir intégrent les effets
polyphasiques dans 'estimation des termes d’échange. Ces approches sont décrites en Annexe

C.
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1.3 Conclusion

Les effets polyphasiques de capillarité et de drainage gravitaire sont des mécanismes essen-
tiels & une modélisation fine des réservoirs fracturés en double milieu. Pour des écoulements
monophasiques, une représentation simple milieu du milieu fracturé est suffisante.

2 Apports de la simulation géomécanique a la modélisation
des réservoirs fracturés

La modification de I’état d’équilibre mécanique au sein du réservoir pendant la production
peut induire des déformations pouvant impacter la production et ’environnement de maniére
non négligeable. Il s’agit notamment :

e des roches trés poreuses : la diminution du volume des pores peut provoquer un tasse-
ment de la roche réservoir en profondeur assez important pour générer une subsidence en
surface. Par exemple, en Mer du Nord, les plateformes du gisement d’Ekofisk ont di étre
relevées de six métres pour s’adapter a la subsidence du fond marin (Sulak et Danielsen,
1989).

e de la récupération des huiles lourdes par le procédé SAGD (Steam Assisted Gravity Drai-
nage) qui consiste a injecter de la vapeur d’eau : la roche se dilate sous leffet de la
température, se souléve autour des puits d’injection et éventuellement se fracture (Cha-
laturnyk et al., 1997 ; Chakrabarty et al., 1998).

e des réservoirs fracturés : comme nous ’avons montré dans la premiére partie, la fermeture
des réseaux de fractures pendant la déplétion du champ de Valhall a diminué de prés de
90% la perméabilité du puits producteur A-9 (Powley, 1992).

Les formulations simplifiées d’ingénierie de réservoir utilisant une compressibilité de roche
constante pour décrire les déformations de la roche ne sont pas suffisantes en général pour
prendre en compte ces phénoménes. La prise en compte de chemins de chargements mécaniques
complexes en utilisant conjointement a la simulation de réservoir une modélisation mécanique
permet de reproduire ces phénoménes mécaniques et de prendre en compte leurs effets sur la
production.

2.1 Introduction au couplage : description poromécanique
2.1.1 Apport de la description poromécanique

En ingénierie de réservoir, la variation de volume poreux n’est représentée que par la com-
pressibilité de pore, qui dépend uniquement de la pression. La théorie des milieux poroélastiques
considére que la porosité de la roche est une variable mécanique dépendant de la pression et
des contraintes (ou des déformations). I.’approximation utilisée en simulation de réservoir n’est
justifiée que dans quelques cas bien particuliers, comme pour le chargement oedométrique o
la roche ne peut pas se déformer latéralement (Bouteca, 1992 ; Bévillon, 2000).
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2.1.2 Description poromécanique

On note 2 le domaine mécanique modélisé. ) est constitué du domaine réservoir .. et des
épontes (.. Les épontes seront supposées imperméables. Nous présentons les équations cou-
plées hydromécanique-mécanique décrivant 1’écoulement monophasique d'un fluide faiblement
compressible dans un milieu poroélastique isotrope.

e Le comportement du réservoir est décrit par la loi d’équilibre mécanique d’un milieu
poreux poroélastique :
V-o=F
g =

Co:e— bPI dans e (VI.14)

on rapelle que o désigne le tenseur des contraintes, b le coefficient de Biot et € le tenseur
des déformations. F représente le vecteur des forces extérieures.

Au sein de chaque maille, le tenseur homogénéisé C,.s doit étre estimé. Dans le cadre de
notre étude consacrée aux réservoirs fraturés, C,.s est estimé par la méthode de champ
moyen décrite dans la PARTIE II1.

La variation de la porosité ¢ dans le réservoir s’exprime de la fagon suivante :

@_ 8tre+18_P
o ot not

(VL.15)

otl 77 désigne une propriété réservoir définie par :

1 1 b— ¢o
N T
0 M oK g1 K.
On rappelle que les paramétres de Biot font intervenir les propriétés de la roche et du
fluide :
K,
b=1-32
1 _b=¢0  ¢o
M K K

on K désigne le module d’incompressibilité de la matrice solide, K le module d’incom-
pressibilité du fluide, K, le module de rigidité drainé et ¢, la porosité initiale du milieu.
Par conséquent, le probléme hydraulique s’écrit :

k 1 OP Otre
A EvVP ) = — [.1
\Y (MV ) 2 ot +0b 5 (VI.16)

e le comportement des épontes est décrit par :

V-o=F
o = Cp - € dans Qepo (VI.17)
Nous allons présenter comment mettre en oeuvre numériquement le couplage entre les écoule-
ments et les déformations, ¢’est-a-dire comment résoudre les équations (VI.14), (VI.15), (VI.16)

et (VL.17).
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2.2 Meéthode de résolution
2.2.1 Généralités

Le probléme couplé hydromécanique peut se formuler de la maniére générale suivante (Set-

tari et Walters, 2001) :
C B AP (G
(5 %) (50)=(%) g

La premiére ligne du systéme représente la résolution du probléme hydraulique (conservation
de la masse) dans le réservoir. La seconde ligne est liée a la résolution du probléme d’équilibre
mécanique dans les épontes et le réservoir. Le symbole A; désigne une variation entre deux pas
de temps :

AtP — Pn+1 — pn

Atu — un-i—l —u"

ou P et u désignent les vecteurs représentant les inconnues de pression et de déplacement. Les
vecteurs P et w sont respectivement de dimensions N,,, et N,.

On définit ci-dessous les différentes matrices de la formulation (VI.18) :

e A représente la matrice de raideur linéaire ou non linéaire du matériau sec de dimension
N, x N,.

e C désigne l'opérateur (éventuellement non linéaire dans le cas des écoulements polypha-
siques) de I'application réservoir RVm — RNm associée au probléme d’écoulement. 11 peut
étre exprimé par l’équation suivante :

C=T-D

ou T représente la matrice de transmissivité et I la matrice d’accumulation définies
toutes deux dans (VIL.7).

e B et B’ sont des matrices respectivement de dimensions N,, x N, et N, x N,, prennant
en compte le couplage entre les vecteurs A; P et A;u. Dans le cadre de la poroélasticité,
B’ = 'B. La matrice B permet d’estimer la variation de volume poreux en chaque maille.

e F' désigne le chargement de pesanteur et G les termes source de la simulation réservoir :
G=Q-TP"

ou Q désigne le terme source des puits (masse par unité de volume et par unité de temps
injectée ou soutirée).

On notera que ces termes dépendent tous des valeurs P" et u”.

2.2.2 Couplage total

[’approche en couplage total résout simultanément les problémes d’écoulement et de déplace-
ment. A chaque pas de temps, le systéme d’équations nonlinéaires couplées (VI.18) est résolu
par un algorithme de Newton. Différents modéles spécifiques en couplage total ont été déve-
loppés : ils sont dédiés a la modélisation des écoulements polyphasiques (Lewis et Sukirman,
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1993), a la modélisation des aspects thermiques (Onaisi, 1991 ; Skoczylas et al, 1992) ou a la
description des milieux fracturés. Cependant, les modéles en couplage total proposent une des-
cription simplifiée des écoulements dans le gisement par rapport a un simulateur de réservoir
classique. D'un point de vue pratique, I'approche en couplage total nécessite des développe-
ments informatiques importants.

2.2.3 Couplage partiel

L’approche en couplage partiel propose de résoudre le probléme couplé en résolvant de maniére
itérative les problémes d’écoulement et de mécanique.

En notant R 'opérateur non linéaire associé a la simulation de réservoir, le systéme d’équations
(VI.18) peut étre réécrit comme un probléme de point fixe non linéaire en déplacement u :

H (u) = A (B (R (‘Bu™")) - F) = u"*! (V1.19)

Un algorithme itératif résout le systéme d’équations couplées (VI.19) en effectuant une itéra-
tion composée d'une simulation réservoir suivie d’une simulation mécanique (opérateur H). En
supposant que les vecteurs u” et P" aient été calculés au temps t", on recherche une estimation
de leurs valeurs au pas de temps suivant t".

L’algorithme itératif le plus simple est un algorithme de point fixe classique. Une itération
débute alors par un calcul hydraulique (simulation réservoir) qui fournit une estimation de la
variation de pression. Cette variation de pression perturbe I’équilibre mécanique; elle est uti-
liste comme chargement pour le probléme mécanique. Au nouvel état d’équilibre est associée
une variation de porosité, dont on tient compte dans le calcul hydraulique a I'itération suivante.
Ce procédé est itéré jusqu'a ce que le critére de convergence (imposé par 'utilisateur) sur les
inconnues de pression et de déplacement soit satisfait.

Les simulateurs de réservoir supposent généralement que la porosité varie linéairement en fonc-
tion de la pression a travers la compressibilité de la roche :

d=¢y(l+c,(P—FR) (VI.20)

ou Py et ¢y désignent la pression et la porosité initiales et ¢, la compressibilité de roche utilisée
pour la simulation réservoir. Bévillon et Masson (Bévillon et Masson, 2000) ont montré que
la compressibilité de roche ¢, peut étre utilisée pour accélérer la convergence de I'algorithme
de point fixe. La résolution itérative d’un tel systéme peut alors étre interprétée comme un
algorithme de Gauss-Seidel (figure VI-2) avec un parameétre de relaxation égal a (1 + ¢,/cs) ou
cy désigne la compressibilité de fluide. La compressibilité de roche ¢, est alors assimilée a un
paramétre numérique permettant d’accélérer la convergence de 1’algorithme.

D’autres algorithmes plus complexes que 'algorithme de Gauss-Seidel permettent d’augmen-
ter l'efficacité du couplage tel que l'algorithme GMRES ou 'algorithme de gradient conjugué
nonlinéaire (Jeannin et al., 2005).

2.2.4 Les approximations du probléme de couplage

Les résolutions du systéme couplé sont en pratique cotiteuses numériquement. On se contente
dans les études d’une solution approchée, en particulier lorsque le milieu est peu déformable.
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Pour n =1, ..., jusqu'a fin de calcul Fait:

Initialisation de A"
Pour v=1, ..., jusqu'a convergence Fait :
Calcul P "1, AV reeerearasens simulation réservoir

Calcul t ™1, A@Y™, . ovcrevreses simulation mécanique

mec I

Test convergence | 4,01 __ - @+
Fin itération temps (n)

n=n+1

Fin calcul

Figure VI-2: Pseudo-algorithme de Gauss-Seidel.

2.2.4.1 Reésolution découplée

Lorsque les variations de porosité sont négligées dans la simulation d’écoulement, le probléme
mécanique est complétement découplé du probléme hydraulique :

CAu=F — LAP (VL.21)

Le simulateur réservoir est utilisé pour déterminer I’évolution de P au cours de la production.
Chaque nouvelle distribution de pression dans le réservoir est appliquée comme un chargement
dans les simulations mécaniques.

2.2.4.2 Couplage partiel explicite

Une alternative au couplage itératif est le couplage dit “explicite” : il s’agit d’un cas parti-
culier du couplage partiel itératif, puisqu’une seule itération est réalisée par pas de temps.
Supposons que P™ et u" soient connus. La porosité au temps t"! est estimée a la fin de la
résolution du temps ¢". La simulation réservoir permet de déterminer le champ de pression
Pt opar :

(T —D)AP"™' =Q T -P"— LAu" (VI1.22)

Ensuite, en utilisant les valeurs de A,P""!, on peut déterminer les valeurs de A,u™! par :
KAt'U,nJrl =F — LAtPTH_l (VIQS)

Cette méthode a été appliquée par plusieurs auteurs (Dean et al., 2003 ; Samier et al., 2003) et
posséde 'avantage de réduire les coiits informatiques par rapport & 'approche en couplage total
et itératif : pour des pas de temps suffisamment courts (At — 0), les résultats sont proches de
ceux fournis par I'approche itérative de type Gauss-Seidel.
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3 Mise en oeuvre en simulation hydromécanique des réser-
voirs fracturés

3.1 Meéthodologie employée

Nous avons fait le choix lors de 'implémentation d’'un algorithme de couplage dédié aux
milieux fracturés d’'un algorithme de couplage partiel explicite : a la suite de chaque itération,
constituée d'une simulation réservoir avec le logiciel IFP Puma’’® (Athos User’s guide, 2003) et
d’une simulation mécanique avec le logiciel Abaqus (Abaqus User’s guide, 2006), la perméabilité
de fracture et la porosité de matrice sont mises a jours. Le couplage partiel explicite a également
été étendu aux paramétres mécaniques de la fracture (cas d’une loi élastique nonlinéaire) et
au comportement mécanique homogénéisé de la maille. Des implémentations plus sophistiquées
concernant le couplage ou la nonlinéarité de la loi de comportement sont développés dans la
littérature pour un milieu sec (Xu, 2003 pour une modélisation de I'endommagement avec des
fractures frottantes).

A chaque itération, les propriétés mécaniques homogénéisées de chaque maille ainsi que la per-
meéabilité des fractures sont estimées en faisant appel aux résultats de la PARTIE II1.

Ce type d’approche permet de fournir une solution peu cotiteuse du point de vue numérique et
d’estimer quels peuvent étre les effets hydromécaniques sur la récupération des ressources. La fi-
gure VI-3 résume la méthodologie employée. En pratique, le couplage entre les logiciels réservoir
et mécanique a été réalisé en language Python. Au cours d’une période de calcul, ce programme
gére les fichiers d’entrée et de sortie, ainsi que I'exécution des différentes applications.

n=0 n: période de calcul

>
h 4

Module réservoir: First

A 4
n=n+1 Module mécanique: Abaqus
A
\ 4

» actualisation de la
perméabilité de fracture,

- actualisation des propriétés
mécaniques du milieu fracturé,

» actualisation de la porosité
matricielle.

A 4
Fin de calcul

Figure VI-3: Méthodologie du couplage partiel réservoir - mécanique.
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3.2 Actualisation de la perméabilité de fracture

Les valeurs du tenseur de perméabilité sont remises a jour a chaque période de couplage a
partir de 'estimation de 1'ouverture mécanique des fractures.
La variation d’ouverture de la j-éme famille de fractures A"™'3;, pour le simple milieu, est
estimée dans le cadre de 'approche micromécanique présentée dans la PARTIE III par :

A" = %5 LTI CL (A 4+ A §) (V1.24)

Cette estimation fait intervenir les propriétés géométriques et mécaniques de la matrice et des
fractures. T?“ est estimé conjointement comme nous le présentons dans la partie suivante.

Dans le cas du double milieu, pour lequel deux champs de pression sont superposés, le char-
gement hydraulique A"p de I'équation (VI.24) est remplacé par le chargement hydraulique

moyen :
n~ o ¢f ) n ( ¢m ) n
A= (—2 A P ) A, VI,
(¢m+¢f Pt \gmt e, ) 7 (V125)

L’ouverture de la j-éme famille de fracture pour la période de temps suivante t"*! est :
gt = g+ A", (V1.26)

Le tenseur de perméabilité de chaque famille de fracture est alors estimé par une loi cubique
de I'écoulement d’un fluide entre deux plaques (loi de Poiseuille) :

B(”"Fl)

Rt = V1.27
Remarque : la loi cubique en régime laminaire est valable pour de faibles nombres de Reynolds.
Nous supposons que cette condition est vérifice.

Le tenseur de perméabilité du milieu fracturé dans chaque direction ko—g, , .} est estimé par
une loi de mélange. 11 pourrait étre calculé par une méthode d’homogénéisation analogue a
celle mise en oeuvre pour la mécanique. D’autre part, les simulateurs réservoirs supposent en
général que les directions propres du tenseur de perméabilité sont alignées avec les directions
principales du maillage. Cette limitation peut étre levée en utilisant des schémas Volumes Finis
adaptés (schémas en 0, Aavatsmark et al., 1996).

La figure VI-4 présente la structure du code d’actualisation de la perméabilité de fracture.
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En utilisant les simulations réservoir et mécanique aux temps 1 et t"'
Pour chaque maille du réservoir :
Calcul A" p
Calcul A" ¥
Calcul B =f(ap,4"%)
Caicul k! = f(gr")

Figure VI-4: Structure du code d’actualisation de la perméabilité de fracture.

3.3 Actualisation des propriétés mécaniques

A partir des nouvelles valeurs des ouvertures des familles des fractures ﬁ;‘“, la valeur de la
raideur normale de chacune des familles de fractures k:fgl est estimée (loi non linéaire de type
Barton) pour chaque maille. Les nouveaux coefficients de Lamé équivalents pour des inclusions
elliptiques sont estimés, permettant d’actualiser pour chaque maille la valeur du tenseur T?H
et le tenseur de raideur homogénéisé CP*™"*+1 (figure VI-5) comme nous I'avons présenté dans
le chapitre V.

En utilisant les simulations réservoir et mécanique aux temps t” et t*'
Pour chaque maille du réservoir :
Calcul A" p
Calcul A"
Calcul B = f(4"p,4"%)
Calcul kn™" = (5)
Calcul T} = f (kn;’”)

Calcul c*™! - f(r™)

Figure VI-5: Structure du code d’actualisation des propriétés mécaniques.

3.4 Actualisation de la porosité matricielle

La porosité totale (matrice et fractures) résulte essentiellement de la contribution de la
porosité matricielle (¢,, < ¢). Dans le cas d'une représentation simple milieu ou double
milieu du milieu fracturé, la variation de volume poreux matriciel A"V p sera assimilée a la
variation de volume poreux total.
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La variation de volume poreux matricielle A"V pyeser associée a la simulation réservoir, entre les
temps n et n + 1, s’écrit, :

Anvvplréser = Anqsrése]r‘/maille = Vp?éser - Vpnfl (VIQS)

réser

N n n—1 , . . , .
ol Vpleer et Vi, désignent respectivement les volumes poreux calculés par le simulateur
réservoir aux pas de temps n et n-1.

La variation de volume poreux matriciel A"V preca associée a la simulation mécanique, entre
les temps n et n + 1, s’écrit :

Anvvpméca = An¢méca‘/maille = Vpﬁéca - Vpnfl (VIQQ)

méca

oil VP, et Vil désignent respectivement les volumes poreux calculés par le simulateur

réservoir aux pas de temps n et n-1.

Pour le calcul réservoir au pas de temps suivant n-+1, la correction a la variation de volume
poreux matriciel calculée par le simulateur réservoir est donnée par :

Anvvpcorlrect = Anvvpméca - An‘/p]réser (VI30)

En pratique, on définit, & chaque pas de temps et pour chaque maille, une correction du volume
) b) b)
poreux matriciel relative au pas de temps effectué :

An‘/p(‘,orrect o Anvpméca - An‘/préselr

DPV"™ =
v Ant Ant

(V1.31)

3.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons montré que la prise en compte simplifiée de I'information
mécanique ne permet pas de décrire, dans le cadre d’une simulation réservoir classique, la
diversité des phénoménes observés et en particulier les phénoménes de ré-ouverture / fermeture
des réseaux de fractures. Les résultats de l'approche micromécanique que nous avons développés
dans la PARTIE III vont étre mis en oeuvre, conjointement & des simulations réservoir, afin
de déterminer d’une part les propriétés mécaniques homogénéisées d’'un géomatériau fracturé
utilisées par les simulations mécaniques, et d’actualiser la perméabilité des fractures d’autre
part.
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Chapitre VII

Application : simulation hydromécanique
des réservoirs fracturés en couplage
explicite

1 Présentation du modéle 3-D

A partir de la modélisation tridimensionnelle d'un réservoir (cas issu la littérature Chin et
al., 1999), on étudie I'influence de la fracturation sur le comportement mécanique et hydraulique
du réservoir. On montre en particulier comment la présence des fractures affecte les prévisions
de production, dans le cas d’une récupération primaire par déplétion (cas monophasique) puis
dans le cas d'une récupération secondaire par injection d’eau (cas diphasique).

1.1 Propriétés géométriques

Pour décrire la réponse mécanique de la production d’un réservoir fracturé, il est nécessaire

de le replacer dans son contexte structural en ajoutant un maillage complémentaire dans lequel
il sera contenu. La structure compléte est donc constituée d'un réservoir disposé en position
centrale a une profondeur de 2500 m et d’épontes latérale, supérieure et inférieure. Le réservoir
que nous avons modélisé consiste en un parallélépipéde rectangle d’extensions horizontales
1500 m et d’extension verticale 150 m. La structure globale quant a elle posséde une extension
horizontale de 4750 m et une extension verticale de 3300 m.
[’ensemble du domaine est discrétisé en 10206 mailles hexaédriques : 27 mailles selon chacune
des directions horizontales (7 et i) et 14 mailles selon la direction verticale (Z). La représentation
du maillage est donnée dans le tableau VII.1. L’ensemble de la structure et du maillage sont
représentés sur la figure 1.2.

1.2 Propriétés pétrophysiques du réservoir

Les écoulements sont autorisés uniquement dans le réservoir, les épontes sont considérées
comme imperméables. Le fluide est une huile monophasique compressible et faiblement vis-
queuse dont les propriétés sont présentées dans le tableau VII.2.

Le réservoir est constitué d’une famille de fractures verticales denses orientées selon 'axe T

plongées dans une matrice poreuse. Les propriétés géométriques de référence des fractures sont
présentées dans le tableau VII.3.
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VII- Application : simulation hydromécanique des réservoirs fracturés en couplage explicite

)

el

Figure VII-1: Représentation et maillage de la structure géomécanique compléte.

Réservoir
2x 175 2 x 125 2 x 90 2 x 65 13 x 45
2x 175 2 x 125 2 x 90 2 x 65 13 x 45
3 x 50

Direction & (m)
Direction ¢ (m)
Direction 2’ (m)

Eponte supérieure
6x95 2 x 175 2 x 125 2 x 90 2 x 65 13 x 45
6x95 2 x 175 2 x 125 2 x 90 2 x 65 13 x 45
770 550 390 280 210 170 130

Direction & (m)
Direction ¢ (m)
Direction 2’ (m)

Eponte inférieure
Direction & (m) || 6x95 2 x 1752 x 1252 x 90 2 x 65 13 x 45

Direction g(m) 6x95 2 x 1752 x 1252 x 90 2 x 65 13 x 45
Direction 2’ (m) 200 450

Eponte latérale
Direction & (m) 6 x 95
Direction ¥ (m) 6 x 95
Direction Z' (m) 3 x 50

Tableau VII.1: Propriétés du maillage de la structure géomécanique.
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1- Présentation du modéle 3-D

Pression initiale de I’huile (bars) 478
a 2500m de profondeur
Densité de I'huile (g.cm™) 0,85
Compressibilité de I'huile (Pa™!) 6x107Y
Viscosité de I'huile a Pipiiiae(Pa.s™t) 0,213

Tableau VII.2: Propriétés de I'huile en place.

Densité (m—?) 1
Ouverture initiale (m) 2 x 1071
Ouverture minimale (m) 1 x 1071
Longueur des fractures (m) 2

Tableau VII.3: Propriétés géométriques de référence des fractures

La connaissance de I'ouverture de référence des fractures permet d’estimer la permeéabilité de
fracture par une loi cubique. La porosité de fracture est estimée par le calcul du volume des
ellipsoides de révolution. La perméabilité et la porosité de la matrice ainsi que la compressibilité
sont celles d'un gres. Elles sont présentées dans le tableau VII.4.

Milieu matrice | Milieu fracture
Porosité (%) 20 0,01
Perméabilité (mD) 10 4000

Tableau VII.4: Propriétés pétrophysiques double milieu du réservoir

Dans cette partie, nous faisons I’hypothése d’une représentation “simple milieu” du milieu frac-
turé : la porosité et la perméabilité du milieu équivalent sont calculées en additionnant les
porosités de la matrice et des fractures d’'une part, et en utilisant une loi de mélange entre les
perméabilités de matrice et de fracture d’autre part. Le tenseur de perméabilité équivalent du
milieu obtenu prend la forme :

10mD 0 0
0 675mD 0
0 0 675mD

Des simulations “double milieu” seront effectuées dans la partie suivante.

1.3 Propriétés mécaniques de I’ensemble de la structure

Les épontes sont considérées comme des solides déformables de comportement élastique iso-
trope. Les propriétés mécaniques de référence des épontes sont présentées dans le tableau VIIL.5.

Le comportement de la roche matricielle du réservoir est supposé poroélastique et isotrope : les
propriétés poromécaniques de la matrice sont présentées dans le tableau VII.6.

Le comportement des fractures est estimé en utilisant ’approche micromécanique développée
dans la PARTIE III a partir du comportement d’un joint élastique non-linéaire (la loi de Bandis,

127



VII- Application : simulation hydromécanique des réservoirs fracturés en couplage explicite

1985) : les propriétés mécaniques de référence des joints sont présentées dans le tableau VIL7.
Les plans de fractures apparaissent comme des plans de faiblesse mécanique.

Le comportement mécanique homogénéisé de la roche réservoir contenant les fractures est estimé
par 'approche micromécanique présentée dans la PARTIE III.

Eponte Eponte Eponte
supérieure latérale inférieure
Module d’Young (GPa) 2 14 14
Coefficient de Poisson 0,3 0,35 0,35
Densité (kg.m?) 2220 2220 2220

Tableau VII.5: Propriétés mécaniques de référence des épontes

Module d’Young (GPa) 10
Coefficient de Poisson 0,3
Densité (kg.m™?) 2200
Coefficient de Biot 1

Tableau VII.6: Propriétés poromécaniques de la matrice

Raideur normale initiale (Pa™1) 2x10
Raideur tangentielle initiale (Pa™!) || 0,25x10?

Tableau VII.7: Propriétés mécaniques de référence des joints

1.4 Définition des conditions initiales

La résolution des équations de la mécanique nécessite que 1’'on définisse un champ de
contraintes initiales, a la fois dans les épontes et dans le réservoir.

Dans les épontes, le champ des contraintes initiales est défini par les contraintes totales. La
distribution de la contrainte verticale correspond au poids des terres. [.’état des contraintes
horizontales est défini en fonction du rapport d’anisotropie de contrainte : il s’agit du rapport
entre la contrainte horizontale maximum oy ou minimum oy, et la contrainte verticale o,. L’état
de contrainte initiale dans les épontes a été calculé et est présenté dans le tableau VII.8. Les
valeurs des contraintes horizontales minimum et maximum sont identiques, car nous choisissons
de traiter un cas sans anisotropie horizontale.

Les valeurs du champ de pression dans le réservoir sont présentées dans le tableau VIIL.9.

La condition de déplacement nul est imposée sur les parois latérales et inférieure des épontes
comme représenté dans la figure VII-2.
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1- Présentation du modéle 3-D

o, (MPa) | oy/oy, | on/oy

Eponte supérieure :

alm: 0 0,8 0,8
a -2500m : -63,5 0,8 0,8
Eponte latérale :

a -2500 m : -63,5 0,8 0,8
a -2650 m : -67 0,8 0,8
Eponte inférieure :

a -2650 m : -67 0,8 0,8
a-3300 m : -81 0,8 0,8

Tableau VII.8: Champ de contraintes initiales dans les épontes.

Pression
hydrostatique (MPa)

Couche 1 :
a-2500 m : 47,89
a-2550 m : 48,09
Couche 2
a-2550 m : 48,09 8
a-2600 m : 48,51
Couche 3
a-2600 m : 48,51
a-2650 m : 48,71

Tableau VII.9: Champ de contraintes initiales dans le réservoir.

>

Overburden

Sideburden

Réservoir

Underburden

Sideburden

A A A

’ : condition de déplacement nul

Figure VII-2: Conditions de déplacement nul aux limites pour la simulation mécanique.
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VII- Application : simulation hydromécanique des réservoirs fracturés en couplage explicite

1.5 Production et historique de production

La production est simulée a 1’aide d’un puits localisé au centre du réservoir, dans les trois
couches verticales. Le débit global de référence est fixé a 4000 m?.j~. L’huile contenue dans la
porosité de matrice et des fractures est drainée par les fractures jusqu’au puits producteur.
On étudie I’évolution de la pression et des déplacements en trois points situés dans la deuxiéme
couche du réservoir :

le point (1) est disposé dans la maille puits;

le point (2) est disposé selon la direction des fractures;
— le point (3) est disposé selon la direction normale aux fractures.

Ces points sont représentés sur la figure VII-3.

Direction
des
fractures

Figure VII-3: Disposition des points témoins dans le réservoir pour le suivi de I’évolution des
grandeurs physiques pendant les simulations.

2 Mise en oeuvre en phase de production primaire

2.1 Analyse des écoulements dans le réservoir

La figure VII-4 présente les variations de la perméabilité moyenne selon la direction des frac-
tures pour les trois points témoins au cours de la production. La diminution de la perméabilité
des fractures est un phénoméne anisotrope. Les fractures ont atteint leur fermeture maximale
aprés 450 jours, 500 jours et 600 jours de production, respectivement pour les points (1), (2)
et (3). On constate que la fermeture des fractures a lieu préférentiellement au puits et selon la
direction des fractures. Lorsque les fractures ont atteint leur fermeture maximale, nous avons
choisi de conserver une perméabilité résiduelle selon la direction des fractures (égale a 85 mD)
supérieure a celle de la roche poreuse (10 mD). La figure VII-5 montre I’évolution du champ
de perméabilité moyenne selon la direction des fractures au cours de la déplétion a différents
pas de temps : 0 j, 100 j, 200 j, 350 j, 500 j et 600 j.

La présence des fractures conduit le réservoir a se dépléter de facon anisotrope. La figure VII-6
montre I’évolution du champ de pression dans le réservoir au cours de la déplétion a différents
pas de temps : 0 j, 100 j, 200 j, 350 j, 500 j et 600 j.
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2- Mise en oeuvre en phase de production primaire

700

Position (1)

20 - kx——"——"———F———————————+ -=- Position (2)

I

-=— Position (3)

350 A

175 -

Perméabilité moyenne (mD)

0 200 1000 1500

Production (jours)

Figure VII-4: Variation de la perméabilité moyenne selon la direction des fractures au cours de
la production : la diminution de la perméabilité a lieu préférentiellement au puits et selon la
direction des fractures.

2.2 Analyse des déplacements

La chute de la pression au cours de la production induit localement une modification de
I’état d’équilibre. Cette perturbation induit des déformations au niveau des fractures et de la
matrice poreuse. La figure VII-7 présente I'évolution des déplacements horizontaux au niveau du
puits producteur dans la direction # (déplacements u,) et dans la direction ¢ (déplacements wu,,).

e selon la direction 7, la perturbation de I’état d’équilibre induit des déplacements dilatants :
la pression dans le réservoir diminue du fait de la production et le réservoir s’affaisse sous
I'augmentation de la contrainte effective verticale.

e selon la direction 7/, les déplacements horizontaux sont dans un premier temps contrac-
tants : le soutirage du fluide en place tend préférentiellement a refermer les réseaux de
fractures. En effet, celles-ci constituent des plans de déformation préférentiels. A mesure
que les fractures se referment, leur raideur normale augmente et leur perméabilité di-
minue. Lorsque les fractures ont atteint leur fermeture maximale, soit ici la moitié de
leur ouverture initiale, le rééquilibrage des contraintes induit des déplacements dilatants.
Les taux de déplacements u, et w, dans chacune des directions & et y sont alors égaux
puisque les propriétés mécaniques dans chacune des directions sont égales. Les pentes des
droites représentent la variation de déplacement par rapport au pas de temps : elles sont
identiques dans les deux directions (figure VII-7).
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Mean fracture permeability field, bottom (mD) Mean fracture permeability field, bottom (mD)
i H
i 500
SEEE | h}j_"'%_ 450
h 4 I.'
R .:1: i I 400
159 5 ) 5 4 6 L E L 350
[E[EE E : ' 300
(a) Champ de perméabilité, couche inférieure (b) Champ de perméabilité, couche inférieure
at=0]j at=100j
Mean fracture permeability field, bottom (mD) Mean fracture permeability field, bottom (mD)
} } 250
200
150
= 100
N
(¢) Champ de perméabilité, couche inférieure (d) Champ de perméabilité, couche inférieure
a t=200 j at=350j
Mean fracture permeability field, bottom (mD) Mean fracture permeability field, bottom (mD)
(e) Champ de perméabilité, couche inférieure (f) Champ de perméabilité, couche inférieure
a t=500 j a t=600 j

Figure VII-5: Evolution du champ de la perméabilité moyenne selon la direction des fractures
au cours de la production : la diminution de la perméabilité est anisotrope et affecte I’ensemble
du réservoir.

2.3 Comparaison entre les approches réservoir et hydromécamique

La figure VII-8 quantifie I'impact de la production sur la fermeture des réseaux de fractures.
Plus le débit de production est important, plus la perméabilité du milieu diminue rapidement
et donc plus les effets sur la récupération de I’huile en place seront importants.

La figure VII-9 compare ’évolution de la pression au niveau du puits producteur pour plusieurs
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2- Mise en oeuvre en phase de production primaire

POR POR
(Avg: 75%) (Avg: 75%)
- +4.871e+07 - +4.835e+07
i +4.857e+07 s | +4.794e+07 ~
- +4,844e+07 v — +4,753e+07 o4
— +4.830e+07 +4.712e+07 |
- +4.816e+07 = +4.671e+07 X
~ +4.803e+07 25 ~ +4,630e+07 X
- +4.789%e+07 : +4.5_89e+07

(a) Champ de pression a t=0 j (b) Champ de pression a t=100 j
POR POR
(Avg: 75%) (Avg: 75%)
- +4.764e+07 - +4.616e+07
+4.718e+07 _ | +4.559e+07 ~
— +4.672e+07 Y — +4.503e+07 v
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~ +4.533e+07 X - +4.334e+07 X
+4 277e+07
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(c) Champde pression & t=200 j (d) Champ de pression a t=350 j

POR POR
(Avg: 75%) (Avg: 75%)
- +4.315e+07 - +3.854e+07
i +4.257e+07 _ | +3.796e+07 _
- +4.199e+07 V -~ +3.737e+07 Y
-~ +4.142e+07 I — +3.679e+07 |
~ +4.084e+07 hd - +3.621e+07 X
- +4.026e+07 X ~ +3.562e+07 X
- +3.968e+07 - +3.504e+07
A a0 \
.-_-»‘:__—- : : = = = /// \\\\
= == ! A\
A il ———
| T o
(e) Champ de pression & t—>500 j f) Champ de pression & t—600 j

Figure VII-6: Evolution du champ de pression au cours de la production : I’évolution du champ
de pression suit I’évolution anisotrope de la perméabilité moyenne des fractures.

débits lorsque la perméabilité moyenne des fractures est mise a jour a chaque période (cas
couplé) et lorsque la perméabilité moyenne des fractures reste constante (cas non couplé).
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4,5E-02

30E-02 +—— X i

1,6E02 4 ——— ———

0,0E+00

Déplacements horizontaux (m)

-1,5E-02 ‘ '
0 500 1000 1500
Production (jours)

Figure VII-7: Déplacements horizontaux u, et u, au niveau de I’ensemble des puits producteurs :
les fractures constituent des plans de faiblesse induisant des déplacements contractants puis
dilatants dans la direction normale des fractures alors que les déplacements restent dilatants
dans l'autre direction, trés peu affectée par la présence des fractures.
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Figure VII-8: Influence du débit de production sur la perméabilité moyenne selon la direction des
fractures au niveau du puits producteur : plus les débits sont importants, plus la perméabilité
diminue rapidement.
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2- Mise en oeuvre en phase de production primaire
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Figure VII-9: Ecarts de la variation de pression au niveau du puits producteur entre les cas
non couplé et couplé pour différents débits : plus les débits sont importants, plus les effets
hydromécaniques sont importants.

2.4 Etude paramétrique

On étudie maintenant I'influence des propriétés des fractures (densité et raideur normale)
ainsi que l'influence des propriétés mécaniques des épontes sur les effets hydromécaniques liés
a la production.

2.4.1 Influence des propriétés des fractures

On étudie le méme réservoir que précédemment : la famille de fractures n’est plus verticale
mais horizontale.

e La figure VII-10 présente les déplacements verticaux en surface au niveau du puits pro-
ducteur en fonction de la densité de fractures. Plus la densité de fractures est importante,
plus les effets de subsidence sont importants. L.a présence du réseau de fractures hori-
zontales tend a rendre le réservoir plus déformable verticalement. La courbe en traits
pointillés représente la compaction pour un milieu non fracturé.

La figure VII-11 illustre au cours de la déplétion les variations de perméabilité moyenne
selon la direction des fractures au niveau du puits producteur selon la densité de fractures.
Plus la densité de fractures est importante, plus les fractures atteignent leur fermeture
maximum tardivement. Les variations de déformation sont réparties sur un plus grand
nombre de fractures.

e La figure VII-12 présente les déplacements verticaux en surface au niveau du puits pro-
ducteur pour plusieurs valeurs de la raideur normale des fractures. Plus la raideur normale
des fractures est importante, moins les déplacements verticaux sont importants.

La figure VII-13 présente la perméabilité moyenne selon la direction des fractures au
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niveau du puits producteur pour plusieurs valeurs de la raideur normale des fractures.
Plus les fractures sont rigides, moins la perméabilité est affectée par la diminution de la
pression dans le réservoir.
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2- Mise en oeuvre en phase de production primaire
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Figure VII-10: Influence de la densité des fractures horizontales sur les déplacements verticaux
en surface au niveau du puits producteur : les fractures horizontales rendent le réservoir plus
déformable verticalement.
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Figure VII-11: Influence de la densité de fractures sur les variations de la perméabilité moyenne
selon la direction des fractures au niveau du puits producteur : plus la densité de fractures est
importante, plus les fractures atteignent leur fermeture maximum tardivement.
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Figure VII-12: Influence de la raideur normale des fractures sur les déplacements verticaux en
surface au niveau du puits producteur : plus la raideur normale des fractures est importante,
moins les déplacements verticaux sont importants.
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Figure VII-13: Influence de la raideur normale des fractures sur les variations de la perméabilité
moyenne selon la direction des fractures au niveau du puits producteur : plus les fractures sont
rigides, moins la perméabilité est affectée par la déplétion.
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2- Mise en oeuvre en phase de production primaire

2.4.2 Influence du comportement mécanique des épontes

[’influence des épontes dépend essentiellement de leur capacité a se déformer. Lorsque le
module d"Young des épontes est plus important que celui du réservoir, la capacité de ’éponte a
se déformer est plus faible. Globalement, I’éponte se comporte comme un bloc rigide. Lorsque
le module d’Young des épontes est moins important que celui du réservoir, les déplacements
du réservoir sont plus importants. Ainsi, les déplacements verticaux a la base du réservoir dé-
pendent essentiellement de la rigidité de I’éponte supérieure et les déplacement horizontaux du
réservoir dépendent essentiellement de la rigidité des épontes latérales. Cependant, la rigidité
des épontes agit aussi a travers le module de cisaillement du réservoir. Ces effets des épontes
sont amplifiés par la présence des fractures qui constituent dans notre cas des plans de défor-
mation préférentiels.

On considére successivement un milieu avec des fractures verticales, puis un milieu conte-
nant des fractures horizontales.

Fractures verticales :

La figure VII-14 illustre au cours de la déplétion les déplacements horizontaux au niveau du
puits producteur, selon la rigidité des épontes latérales. Plus les épontes latérales sont rigides,
moins les déplacements horizontaux dans le réservoir sont autorisés.

La figure VII-15 illustre au cours de la déplétion les variations de la perméabilité moyenne
selon la direction des fractures en fonction de la rigidité des épontes latérales. La fermeture
maximale des réseaux de fractures intervient respectivement apres 250 jours, 350 jours et 500
jours de production pour des rigidités croissantes des épontes latérales.

Remarque : les déplacements verticauzr sont affectés dans une moindre mesure par la rigidité
des épontes latérales (figure VII-16).
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Figure VII-14: Influence de la rigidité des épontes latérales sur les déplacements horizontaux
au niveau du puits producteur : plus les épontes latérales sont rigides, moins les déplacements
horizontaux dans le réservoir sont autorisés.
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Figure VII-15: Influence de la rigidité des épontes latérales sur les variations de perméabilité
moyenne selon la direction des fractures au niveau du puits producteur : la fermeture maximale
des réseaux de fractures intervient respectivement aprés 250 jours, 350 jours et 500 jours de
production pour des rigidités croissantes des épontes latérales.
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Faibles déplacements
verticaux dans le réservoir

Epontes

Réservoir ,
latérales

Figure VII-16: Pour une distribution verticale de fractures : faible influence de I’éponte latérale
sur les déplacement verticaux dans le réservoir - forte influence de I'éponte latérale sur les
déplacements horizontaux dans le réservoir.

Fractures horizontales :

Dans ce cas, les déformations verticales et I'effet de subsidence en surface dépendent essentiel-
lement de la rigidité de I’éponte supérieure.

La figure VII-17 illustre au cours de la déplétion les déplacements verticaux en surface au niveau
du puits producteur, selon la rigidité de ’éponte supérieure. Pour une distribution horizontale
de fractures, leur déformation est fortement influencée par la rigidité de I’éponte supérieure.

Remarque : les déplacements verticauz sont affectés dans une moindre mesure par la rigidité de
I’éponte supérieure (figure VII-18).

141



VII- Application : simulation hydromécanique des réservoirs fracturés en couplage explicite

0 500 1000 1500
0
Eosd+——— o A=
a
[&]
g |
[+}]
% Elai =20 GPa I
g 0,6 4| = Elai =12GPA -} ——— —— ——— — - ———
0 = E=1GPa |
|
|
-0,9 |

Production (jours)

Figure VII-17: Influence de la rigidité de I’éponte supérieure sur les déplacements verticaux au
niveau de I’ensemble des puits producteurs - distribution verticale de fractures : leur déformation
est fortement influencée par la rigidité de I’éponte supérieure.

Eponte supérieure

Faibles
déplacements
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Figure VII-18: Pour une distribution horizontale de fractures : faible influence de 1’éponte
supérieure sur les déplacement horizontaux du réservoir - forte influence de 1’éponte supérieure
sur les déplacements verticaux dans le réservoir.

2.5 Modéle double milieu

Dans ce paragraphe, nous utilisons une représentation double milieu du milieu fracturé
toujours dans le cas d’un fluide monophasique. On applique le méme algorithme en actualisant
la perméabilité et les propriétés mécaniques des fractures, ainsi que la porosité de la matrice.
La figure VII-19 présente les variations de la pression de matrice et de fracture au niveau du
puits producteur. Les valeurs sont proches du cas simple milieu.
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Figure VII-19: Variation des pressions du puits producteur pour une représentation simple
milieu et double milieu du milieu fracturé : les résultats sont proches.

2.6 Conclusion

Les effets de la déplétion sur la production des ressources en place ont été mis en évidence :
les propriétés hydrauliques (perméabilité de fracture) d’une part ainsi que les déplacements
horizontaux et la subsidence d’autre part sont modifiées par la présence des fractures. [.’étude
paramétrique a révélé la sensibilité des résultats aux propriétés des fractures (densité et raideur
normale) et des épontes (module d’Young). Nous avons vérifié que les résultats de 'approche
simple milieu utilisée dans cette partie pour un fluide monophasique sont proches de ceux d’une
approche double milieu. Dans la partie suivante, nous utilisons une représentation double milieu
pour modéliser les effets diphasiques liés & une récupération secondaire.
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3 Reécupération par injection d’eau

Le soutirage des fluides par les puits provoque un abaissement de la pression des fluides
contenus dans le réservoir. Le taux de récupération pourra ne pas dépasser quelques pourcents
des quantités en place, 25% en moyenne pour 'huile (Cossé, 1988). Une récupération secondaire
est mise en oeuvre; elle consiste généralement en l'injection d’eau (ou de gaz) pour maintenir
la pression dans le réservoir (on évite ainsi de passer sous le point de bulle) et pour balayer
I’huile en place par le fluide injecté. Dans le cas des réservoir fracturés, les effets polyphasiques
des fluides favorisent I'expulsion de I'huile des blocs matriciels vers les fractures.

Dans cette partie, nous montrons quels peuvent étre les effets du comportement hydromécanique
des fractures sur la production secondaire.

3.1 Présentation du cas 3-D diphasique

La géométrie et le maillage du réservoir et de la structure géomécanique ainsi que les condi-
tions initiales et aux limites sont les mémes que celles employées dans la partie précédente.
Seules les données réservoir et le schéma de production sont différents.

3.1.1 Description des propriétés du réservoir

Le réservoir est constitué de la méme roche poreuse et de deux distributions orthogonales et
verticales de fractures. Les propriétés hydrauliques et mécaniques des fractures sont les mémes
que dans le cas précédent.

Le réservoir est supposé saturé en huile et en eau (modéle black-oil simplifié). Les propriétés
pétrophysiques des fluides en place sont présentées dans les tableaux VII.10 et VII.11.

Milieu matrice | Milieu fracture

Porosité (%) 20 0,1
Perméabilité K, (mD) 10 4000
Perméabilité K, (mD) 10 4000
Perméabilité K, (mD) 10 4000
Saturation résiduelle S,,., 0,25 0
Saturation irréductible S,,; 0,2 0

Pression capillaire min. Pcy, ., (Pa) 0 0

Pression capillaire max. Pcy, .. (Pa) 2.3 x10° 0
Perméabilité relative a I'huile max. k;.oy, .. 0,23 0,23
Perméabilité relative a I'eau max. k., 1 1

Tableau VII.10: Propriétés pétrophysiques double milieu du réservoir

Phase eau | Phase huile
Compressibilité de fluide (Pa~t) || 5 x1071° | 6 x107°
Masse volumique (kg.m™?) 1000 819
Viscosité (cPo) 0,35 0,21

Tableau VII.11: Propriétés thermodynamiques double milieu du réservoir

144



3- Récupération par injection d’eau

Le contact eau - huile est défini a la cote -2600m.

La courbe de pression capillaire matricielle (on rappelle que la pression capillaire du milieu
fracturé est nulle) est présentée sur la figure VII-20.
Les courbes de perméabilités relatives a ’eau k,,, et a ’huile k,, sont linéaires :

krw (S'w> = krwmax%
Krow (Sw) = k 1780 —Soru (VIL1)

roWmax 1 _Sorw - Swi

ol Sy, Sy et Sy désignent respectivement la saturation en eau, la saturation résiduelle en huile
et la saturation interstitielle en eau dans le milieu matriciel.

Les courbes de pression capillaires sont présentées sur la figure VII-20.
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(a) Perméabilités relatives a I’eau et a ’huile. (b) Pression capillaire matricielle.

Figure VII-20: Propriétés polyphasiques des fluides.

3.1.2 Schéma de production secondaire

Les quatre puits injecteurs sont implantés en “five-spot” autour du puits producteur (figure
VII-21) : cette disposition des puits injecteurs et producteur permet de drainer un volume
optimal.

INJ 1 INJ 2

Balayage

PROD

INJ 4 INJ 3

Figure VII-21: Disposition en “five-spot” des puits injecteurs et producteur.

Les puits injecteurs sont localisés dans la couche inférieure du réservoir ; le puits producteur est
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Position | Débit min - max (m?3.j71) | Pression (bars)
INJ 1 5173 0 - 500 400
INJ 2 17173 0-500 400
INJ 3 1753 0-500 400
INJ 4 2903 0-500 400
| PROD 1 [ 11111-3 0-3000 >200

Tableau VII.12: Localisation et propriétés de production des puits injecteurs et du puits pro-
ducteur.

implanté en position centrale a travers toute le hauteur du réservoir. Les propriétés des puits
injecteurs et du puits producteur sont présentées dans le tableau VII.12. Durant la premiére
phase de production, le réservoir est déplété de 100 MPa. Pendant la seconde phase, I'injection
d’eau au niveau des quatre puits injecteurs est réalisée conjointement a la production. Ce schéma
de production est présenté sur la figure VII-22.
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Production (jours)

Figure VII-22: LLa phase de production primaire précéde une phase de production par injection
d’eau.

3.2 Résultats

[’injection d’eau augmente localement la pression et réouvre les réseaux de fractures. L.’évo-
lution des champs de saturation en eau dans les fractures est représentée sur la figure VII-23.
La réouverture des fractures au niveau des puits injecteurs est responsable d’un envahissement
de l'eau plus important et d'une venue d’eau au puits producteur plus rapide que lorsque la
perméabilité des fractures est supposée constante (figure VII-24).
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Figure VII-23: Evolution du champ de saturation en eau dans les fractures au cours de la
production dans la couche inférieure du réservoir.
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Figure VII-24: Quantité d’eau produite par le puits producteur pendant la phase d’injection :
la ré-activation des réseaux de fractures est responsable de venue d’eau plus rapide.
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Figure VII-25: Water-QOil ratio au cours du temps : la réactivation des réseaux de fractures est
responsable d’une venue d’eau plus rapide.
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Figure VII-26: Quantité d’huile produite par le puits producteur au cours du temps : la surpro-
duction d’eau est responsable d’une production d’huile plus faible que lorsque la perméabilité
des fractures est supposée constante.

4 Conclusions

Nous avons mis en place une méthodologie pour modéliser le comportement hydroméca-
nique des réservoirs fracturés; cette approche permet effectivement de modéliser I'anisotropie
mécanique et hydraulique, ainsi que les variations de perméabilité a partir d’une description en
terme de familles des propriétés hydrauliques et mécaniques du milieu fracturé.

Le probléme principal concernant la modélisation des réservoirs fracturés reste cependant la
détermination des lois de comportement des fractures ainsi que la relation entre ’ouverture
mécanique et I'ouverture hydraulique. Seules quelques études hydrogéologiques ou de stockage
de déchets radioactifs permettent de renseigner avec suffisamment de précision les modéles.
La littérature pétroliére ne fournit que des observations et des interprétations a posteriori en
terme de variations de perméabilité. Une maniére d’acquérir des données pour contraindre le
modéle mécanique et le modéle hydraulique serait, par exemple, d’utiliser des données sis-
miques, conjointement aux données hydrauliques (Barthélémy, 2006).

LLe modéle mis en place peut étre utilisé comme un outil pour valider les interprétations propo-
sées. Une maniére de prendre en compte la connaissance insuffisante des lois de comportement
des fractures que I’'on peut avoir dans le cadre de I’étude d’un site de stockage est de construire
un modéle hydromécanique intégrant les fractures et d’étudier sa sensibilité aux paramétres de
la loi de comportement des fractures, et ce dans des gammes de valeurs réalistes. On pourra par
exemple utiliser des méthodes de plan d’expérience pour mettre en oeuvre ce type d’analyse de
risques.

D’un point de vue numérique, ce modéle mériterait d’étre complété par des lois élastoplastiques
(dilatance ou fermeture en cisaillement). Les algorithmes de couplage en porosité et en perméa-
bilité devront étre testés pour ces lois élastoplastiques. [.’évaluation de la perméabilité pourrait
également étre améliorée (Barthélémy, 2006), plutdot que d’utiliser une loi de mélange qui ne
décrit pas les phénoménes de percolation.
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[’objectif de cette thése était de proposer des outils mathématiques et numériques permet-

tant de reproduire I'impact des déformations de la roche sur la récupération des hydrocarbures
pendant la production des réservoirs pétroliers fracturés.
Les simulations industrielles permettent de simuler des écoulements polyphasiques en milieu
fracturé. Néanmoins, la prise en compte des déformations du réservoir et des épontes repose,
dans les études classiques sur des hypothéses simplificatrices, ne permettant pas de modéliser
la diversité des chemins de chargement et de reproduire les variations de perméabilité obser-
vées pendant la production des réservoirs pétroliers fracturés. En effet, le soutirage et / ou
Iinjection de fluides pendant les phases d’exploitation d’un champ pétrolier perturbent I'état
d’équilibre initial de la structure géologique et des déformations de la roche peuvent se pro-
duire. Des variations de la perméabilité mesurée au puits ont été observées et sont interprétées
en terme de variations d’ouverture des fractures. Ces mesures mettent en évidence le couplage
entre les écoulements et les déformations. En laboratoire de mécanique, les déformations des
fractures peuvent étre analysées et des modéles bidimensionnels du comportement mécanique
des fractures sont proposés. L'utilisation de ces données issues des laboratoires et des mesures
de puits pose un probléme majeur lié a la différence des échelles d’observations.

Dans cette thése, une représentation continue du milieu fracturé a été utilisée, par opposition
a une représentation explicite pour laquelle le grand nombre de fractures dans les structures
géologiques pose rapidement des problémes de maillage et de cotit numérique. Des méthodes
d’homogénéisation ont été mises en oeuvre afin de décrire et d’estimer le comportement hydro-
mécanique d’une roche fracturée a I'échelle de la maille de réservoir.

La premiére partie de notre étude montre la difficulté de la généralisation des modéles de milieux
fracturés non déformables utilisés en ingénierie de réservoir a des milieux fracturés déformables.
Un modéle complétement homogénéisé a été construit a 1’aide des méthodes d’homogénéisation
asymptotique. Ce modéle peut étre utilisé pour interpréter des tests de puits en milieu fracturé
et fournit des interprétations différentes des modéles classiques en tenant compte de la défor-
mation de la roche.

Pour des temps d’observation de l'ordre du temps d’exploitation d’un réservoir pétrolier (de
'année a la dizaines d’années), les pressions du milieu matrice et du milieu fracture sont sup-
posées identiques et le probléme d’homogénéisation se simplifie. Dans la deuxiéme partie de
la thése, on se place donc a I'échelle de temps de la production d’'un champ pétrolier et une
méthode de champ moyen basée sur la solution d’Eshelby est utilisée afin d’estimer le compor-
tement poroélastique macroscopique d’un milieu fracturé contenant des fractures élastiques et
élastoplastiques. Les résultats de cette approche ont été validés par une homogénéisation nu-
meérique et mis en oeuvre avec les données d'un site d’expérimentation de stockage de déchets
radioactifs. L’intérét de I’approche micromécanique est qu’elle permet d’estimer les variations
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d’ouverture mécanique des fractures : ainsi, une méthodologie de remise a jour de la perméabi-
lité des fractures a été proposée en vue de la simulation hydromécanique des réservoirs fracturés.

Dans la derniére partie de la thése, un simulateur réservoir permettant de calculer les écou-
lements dans le réservoir a été couplé explicitement a un simulateur mécanique permettant
de calculer les variations de déplacements dans le réservoir et les épontes. Les résultats de
I’approche micromécanique ainsi que la méthodologie de réactualisation de la perméabilité des
fractures ont ainsi été mis en oeuvre. Dans un premier temps, la modélisation hydromécanique
de la production primaire d'un réservoir fracturé contenu dans des épontes géologiques a permis
de reproduire les effets de fermeture des fractures et de montrer I'impact d'un tel comportement
sur la production. Une étude paramétrique sur les propriétés des fractures (propriétés méca-
niques, distribution et densité) et des épontes (propriétés mécaniques) a été réalisée montrant
la pertinence du modéle. Dans un second temps, la modélisation de la production secondaire
par injection d’eau a montré que I’hydrodynamisme des fractures pouvait étre responsable de
venues d’eau précoces au puits producteur. Ces développements sont utilisables en ingénierie de
réservoir et permettent d’interpréter les variations de perméabilité observées sur champs dans
un cadre mécanique.

La principale difficulté de notre approche concerne I'incertitude sur les données d’entrée des
modeéles. Par exemple, pour renseigner le modéle de fracture, on ne dispose que d’observations
a posteriori des variations de perméabilité. Pour une étude réservoir, il apparait nécessaire
d’acquérir plus de données relatives a la fracturation (longueur, distribution, remplissage, lois
de comportement hydrauliques et mécaniques de la matrice et des fractures, ...) et de les intégrer
dans les modéles. Les événements microsismiques enregistrés sur certains champs pétroliers
pendant leur production, ainsi que les déformations de surface apportent également de nouvelles
informations et permettent de mieux contraindre le modéle géomécanique. Enfin, des études
de type plan d’expérience permettraient d’évaluer la sensibilité du modéle aux paramétres de
fractures mal connus. Il serait également intéressant d’appliquer la méthodologie a des sites
d’expérimentation hydrogéologiques ou de stockage nucléaire pour lesquels les mesures in situ
sont plus nombreuses que dans le domaine pétrolier.
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Annexe A

METHODES D’HOMOGENEISATION
ASYMPTOTIQUE

1 Forme des développements asymptotiques

Les formes des développements asymptotiques (I1.12) des variables de pression p=*%7 et
de déplacement «=M7 sont justifiées ci-dessous :

e en substituant I’équation (I1.12) dans les équations (I1.15b) et (I1.15d) puis en identifiant

les termes d’ordre 4 et d’ordre L, on obtient :
€2 €’

Vy- (anypOf) =0
(a"Vypl) m|., =0 (A.1)
pl, y-périodique

La solution pJ de ce probléme est indépendante de la variable y :

P (x,7.y) =p (x.7) (A-2)
e en substituant I'équation (I1.12) dans les équations (I1.15a) et (I1.15¢) puis en identifiant

les termes d’ordre % et d’ordre %, on obtient :

Vy- (aMVyp{)\/‘) =0
Polpa =g (x,7) (A.3)
Pl y-périodique

La solution p{* de ce probléme est indépendante de la variable y :

po" (.7 y) =pp (x,7) (A4)

Soit :
po =l (x,7) = py! (x,7) (A.5)
e en substituant I’équation (I1.12) dans les équations (II.15b) et (I1.15¢) puis en identifiant

les termes d’ordre £ et d’ordre L, on obtient :
€2 €’

Vy- (anypr) =0
(a"Vyply) m|., =0 (A.6)
Pl y-périodique

La solution pJ; de ce probléme est indépendante de la variable y :

pofl (Xu T, Y> - pg:l (X7 T) (A7)
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e en substituant I'équation (I1.12) dans I'équation (II.15¢) puis en identifiant les termes
d’ordre ELQ, on obtient :

Vy- (2uey(ug) + AdVy.ug) =0 (A.8)
Uro y-périodique '
La solution ug de ce probléme est indépendante de y :
Uo (Xu T, Y> = Ug (Xu T) (Ag)

e en substituant I'équation (I1.12) dans I'équation (I1.15¢) puis en identifiant les termes
d’ordre %, on obtient :

Vy- (2pey(ug1) + A0Vy.up1) =0 (A10)
Ug1 y-périodique '
La solution ug; de ce probléme est indépendante de la variable y :
uo1 (X,7,y) = o1 (X, 7) (A.11)

2 Problémes cellulaires des cas simplifiés

Dans cette partie, nous présentons la forme des problémes cellulaires des modéles macro-
scopiques obtenus pour les cas simplifiés.

2.1 Cas 1

e les fonctions U7 et &, sont les solutions respectivement des problémes cellulaires (11.24)
et (I1.29).

e les fonctions 6,,, et 6,,, sont solutions des problémes cellulaires suivants :

Vy (aMVy0,00) = On + Vi -Emn ceyM
{ey!(pzoy ) vem Y (A.122)
V- (2p€y(Omn) + A0V -Omn — 0nd) =0 y € YM
{ v (‘ _y(() ) y ) (A.12b)
mn T -
2.2 C(Cas 2
e les fonctions W7 et &, sont les solutions respectivement des problémes cellulaires (11.24)
et (I1.29).
e les fonctions O, Omn, @ et @ sont les solutions des problémes cellulaires suivants :
Vy (aMVy000) = Vyln yEYM
(5 (%3t T, s
V- (21ey(Omn) + A0V -Omn — Ond) =0 y € YM
{ v (} _yé ) y ) (A.13b)
mn T -
(M _ M M
{ Z’yr (:ozO Vyp) =" yev (A.13¢)
. %) QO — — M
kT =
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3 Symétrie du tenseur de Biot
Le probléme elliptique (I1.27) peut étre réécrit :

Vy' [aijmn(y)ey,mn(um) + &ijmn(}’)emn(uo)] = Vy' (OC(Y)PO(S) (A 14)
ug1 y-périodique '

Ol ;jmn (y) désigne les coefficients de la matrice de raideur satisfaisant la condition de symétrie :

@ijmn(y) = ajimn(y) - aijnm(y) = &jinm(y) y € Y

Afin d’étudier la formulation (A.14), nous introduisons I'espace de Hilbert Hy pour le produit
scalaire défini par :

{ Hy = {u;u; € L*(R?), Y-périodique} (A.15)

(W, V), = fy wv;dy
En multipliant (A.14) par la fonction test z € Hy, puis en intégrant sur le volume Y, et en
utilisant I'y-périodicité pour I'intégration par partie, la solution de (A.14) s’écrit comme dans
(I1.28), ou les fonctions &,,, et ¥ sont solutions des sous-problémes suivants :

/CLijPQ(y)ey,pq(Emn)eij(z)dy - _/ aijmney,ij(z)dy (A'16a)
Y Y

[ iy (eyistay = [ aly)Vyndy (A16D)
Y Y

En remplacant z par ¥ dans la premiére formulation et z par &,,, dans la seconde formulation,
on obtient 1’égalité suivante :

<aijmn€y,ij(\];’)> - = <avy£mn> (A17)
Ainsi (A.17) permet d’écrire ’égalité suivante entre les paramétres macroscopiques :

(a0mn + aVy.Emn) = (—Qijmney i (¥) + Wmn) = — (tmn) (A.18)

4 Résolution des problémes cellulaires bidimensionnels et
estimation des coefficients et des temps de relaxation du
modéle macroscopique dans le cas 2

Dans un premier temps, la résolution des problémes cellulaires 2-D permet d’estimer les
fonctions non triviales U7, &,.., ¥, ¢, 0, @ et O,,, définies respectivement par les problémes
cellulaires (11.24), (11.29), (I1.30), (11.34), (I1.35), (I1.38) et (I1.39). On estime ensuite le coeffi-
cient du modéle macroscopique.

4.1 Grandeurs adimensionnelles

Les problémes cellulaires sont résolus, en utilisant le logiciel Femlab, sur une cellule unitaire
bidimensionnelle, notée €2, dont la géométrie symétrique est composée d’un milieu matrice QM
et d’un milieu fracture Q7 (figure A-1). La taille caractéristique séparant deux fractures est 1
= 1 m de sorte pour une maille réservoir de 200 m de longueur :

e=5x10" <1
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Figure A-1: Représentation du domaine €2, constitué du milieu matrice QM et du milieu fracture
07 ainsi que du maillage.

On suppose que 'ouverture des fractures est 0,001 m. Les fractions surfaciques des milieux
matrice et fracture sont alors estimé :

0,96 dans QM

5= 0,04 dans QF

Les propriétés mécaniques du domaine €2 sont caractérisées par les modules d’Young et les
coefficients de Poisson dans chacun des milieux matrice et fissure. Dans notre cas, le milieu
fracture est plus rigide que le milieu matrice :

1 x 10°Pa dans OM

E=" 4x 10Pa dans 07
- 0,25 dans QM
v 0,25 dans Q7

Les coefficients de Lamé adimensionnels sont calculés a partir des valeurs de E et U et du
coefficient de Lamé moyen N° = fi. = 1,6 x 1010 :

\ - 0,25 dans QM
N 1 dans Q7
0,25 dans QM
= 1 dans Q7

Les propriétés du fluides sont celles d’'un fluide monophasique faiblement compressible et vis-
queux :

K; =6x10""Pa

u = 10%Pa.s
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Le milieu fracture est plus perméable que le milieu matrice :

(A.19)

K 10~®m? dans QM
1 1073m?2 dans QF

Les valeurs des mobilités adimensionnelles a sont calculées a partir des valeurs des perméabilités
K=M7F et de Ky = K7 :
0= { 0,01 dans QM

~ 1 1dans QF

Nous supposons les valeurs suivantes pour le coefficient de Biot @ et la compressibilité de la
roche K :

_ 0,1 dans QM

@ { 1 dans QF

K- 5 x 10°Pa dans QM
s 5 x 10°Pa dans Q7

Les valeurs du coefficient de Biot adimensionnel a et du module de Biot adimentionnel § sont
calculées a partir des valeurs de @, S, ag = @, K, et de Ky -

0,1 dansQM
1 dans Q7

3 = 1 dans QM
N 0,01 dansQ”
4.2 Forme des fonctions cellulaires

Les figures A-2, A-3, A-4, A-5, A-6 et A-T et A-8 représentent respectivement les fonctions
Erns Orns ©, O, @, W et W7 solutions des problémes cellulaires (11.29), (11.35), (11.34), (I1.39),
(T1.38), (I1.30) et (I1.24).
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Figure A-2: Fonctions &,,, définies par le probléme cellulaire (I1.29).
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Figure A-3: Fonctions 6,,, définies par le probléme cellulaire (I1.35)

Maxi: 0
0

04
0.1

0.3
0.2 {02
z 0.1 03

= o
L 0.4

0.1
0.2 0.5

0.3
0.6

04
05 0.7

05 -04 03 0201 0 01 02 03 04 05
y1(m) Mini: 0.777
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Figure A-5: Fonctions 0,,, définies par le probléme cellulaire (I1.39)
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Figure A-6: Fonctions @ définies par le probléme cellulaire (11.38)
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Figure A-7: Fonctions W définies par le probléme cellulaire (I1.30)
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Figure A-8: Fonctions ¥ définies par le probléme cellulaire (11.24)

Remarque : les propriétés de symétries (I1.54), (IL.55), (I1.56), (I1.57), (I1.58), (I1.59) et (I1.60)
des fonctions W7, &,..., ¥, ¢, O,,,. @ et O,,, sont vérifiées.
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5 Estimation des coefficients macroscopiques :

La figure A-9 présente les variations du coefficient 77 en fonction de la fraction surfacique de
fracture S” pour différentes valeurs des propriétés hydrauliques des milieux matrice et fracture.
Les variations du coefficient TZ peuvent également étre estimées a partir de celles de 77 en
rappelant que TZ = 7Py;;. Les temps de relaxations 77 et TZ dépendent des propriétés géomé-
triques et hydrauliques du milieu matrice et du milieu fracture.
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Figure A-9: Variations du temps de relaxation 77 en fonction de la fraction surfacique de fracture
pour plusieurs valeurs du rapport kuatrice/ KFracture-

Les figures A-10 et A-11 présentent les variations du coefficient 7& en fonction de la fraction
surfacique de fracture S* pour différentes valeurs des propriétés hydrauliques et mécaniques des

milieux matrice et fracture. Les variations du coefficient 78 ;. peuvent également étre estimées
a partir de celles de & en rappelant que 79 . = <Tgn5k,»>. Les temps de relaxation 7¢ et

79 dépendent des propriétés géométriques, hydrauliques et mécaniques du milieu matrice et

mnki

du milieu fracture.
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La figure A-12 présente les variations du tenseur de perméabilité macroscopique K en
fonction de la fraction surfacique S* de fracture pour différentes valeurs de perméabilité du
milieu fracture.
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Figure A-12: Variations des composantes K;; = Koy en fonction de la fraction surfacique de

fracture pour plusieurs valeurs de la perméabilité du milieu fracture, f(m et f(m étant nuls.
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Annexe B

MODELISATION D’UN MASSIF ROCHEUX
FRACTURE

1 Propriétés mécaniques d’une matrice rocheuse

De nombreux travaux sont dédiés a la caractérisation du comportement de la matrice ro-
cheuse. Leur description exhaustive dépasse le cadre de ce chapitre.

La plupart du temps la matrice rocheuse peut étre considérée comme isotrope. L.e comportement
élastique linéaire est donc caractérisé par la donnée du module d’Young E et du coefficient de
Poisson v. Dans le cadre de la poroélasticité, la roche est en plus caractérisée par le coefficient
de Biot b. Le tableau B.1 présente leurs valeurs pour quelques roches intactes couramment
rencontrées en mécanique des roches.

o. (MPa) | oy (Mpa) | E (Mpa) | v b
Granite 166 12 45 0,23 0,3-0,5
Quartzite 250 25 90 0,16
Gres 100 6 22 0,24 | 0,65 - 0,85
Calcaire 102 14 48 0,25

Tableau B.1: Caractéristiques mécaniques de roches (Bieniawski, 1974).

Dans la phase des déformations irréversibles, le comportement de la matrice rocheuse est décrit
par une loi élastoplastique, intégrant parfois des aspects d’endommagement. Le plus souvent, les
caractéristiques post-élastiques se réduisent aux valeurs des résistances a la compression o, et a
la traction ;. Le tableau B.1 montre que cette derniére est d’un ordre de grandeur inférieure a la

résistance en compression. Ces grandeurs peuvent étre estimées expérimentalement (Goodman
et al., 1968).

2 Propriétés mécaniques des joints rocheux

2.1 Mesures en laboratoire

Soumis & un chargement mécanique, les joints rocheux se déforment. I.’étude du comporte-
ment mécanique des joints s’appuie sur des études expérimentales.
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Les fractures sont constituées de deux surfaces rugueuses en contact éventuellement ci-
mentées entre elles. La loi de comportement est une loi d’interface. Les études de laboratoire
permettent de la déterminer sur des échantillons fracturés de l'ordre de quelques centimétres
de long.

Figure B-1: Cellule a cisaillement du laboratoire Laego & Nancy.

La figure B-1 montre le dispositif du laboratoire Laego & Nancy : il s’agit d’'une " boite de
cisaillement " adaptée aux roches fracturées permettant de mesurer simultanément les pro-
priétés hydrauliques et mécaniques (éventuellement anisotropes) d’une fracture naturelle ou
artificielle. D’une part, on peut étudier I’échantillon sous chargement normal ; d’autre part, on
peut également cisailler I’échantillon suivant deux directions orthogonales. L’essai classique en
cisaillement consiste a imposer une vitesse de déplacement constante entre les deux épontes, la
contrainte normale étant maintenue constante. De nombreux travaux ont été réalisés avec cette
cellule (Souley, 1993 ; Belem, 1997)
La conductivité hydraulique est étudiée en considérant une injection radiale dans la fracture
au centre de I’échantillon.
Les mesures en laboratoire permettent en particulier de déterminer :
— les raideurs normales et en cisaillement de la fracture,
I’angle de friction et la cohésion de la fracture,
la morphologie de la surface (rugosité par mesure Laser par exemple),
— l'angle de dilatance,
— la conductivité hydraulique.

2.1.1 Comportement sous chargement normal

On observe que plus la fermeture de la fracture est importante, plus la contrainte normale
appliquée augmente. Plusieurs cycles charge-décharge (figure B-2) sont réalisés. Un fort hysté-
résis est observé lors des premiers cycles, puis il s’estompe apreés quelques cycles. Il est attribué a
la perturbation expérimentale des épontes. Le cycle limite obtenu est supposé étre représentatif
du comportement du joint en conditions in situ. La fermeture de la fracture se stabilise & une
valeur limite appelée fermeture maximale.
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Figure B-2: Comportement de joints rocheux sous chargement et déchargement normaux (Good-
man et al., 1968).

2.1.2 Comportement sous cisaillement

La contrainte normale a la fracture étant maintenue constante, on impose un déplacement
relatif entre les deux épontes de la fracture. La contrainte de cisaillement augmente avec le
déplacement imposé de maniére linéaire pour les faibles déplacements (typiquement de I’ordre
du millimétre pour les expériences de laboratoire). Les aspérités constituant la surface de la
fracture sont ensuite endommagées si le déplacement est plus important : la contrainte de
cisaillement croit moins vite, jusqu’a atteindre le pic de résistance en cisaillement. Puis, le dé-
placement tangentiel augmentant, on atteint le régime plastique. Il y a alors des déformations
irréversibles des aspérités; la contrainte de cisaillement décroit pour atteindre une limite rési-
duelle (figure B-3).

Le glissement s’accompagne d’'une dilatance ; la surface de la fracture n’étant pas parfaitement
lisse, la fracture s’ouvre sous cisaillement & cause du glissement des aspérités les unes sur
les autres. Puis la dilatance est limitée en raison de I'endommagement des aspérités. Si la
contrainte normale est élevée, la contrainte de cisaillement au pic est plus faible que pour des
faibles contraintes normales. En d’autres termes, le pic de résistance en cisaillement dépend de
la contrainte normale.

2.2 Modéles mécaniques du comportement des joints rocheux
2.2.1 Comportement élastique linéaire

Le modéle linéaire élastique de Goodman (Goodman et al., 1968) suppose que les varia-
tions de la contrainte normale o, et de la contrainte de cisaillement 7 sont proportionnelles
respectivement a la variation de déplacement normal u,, et a celle de cisaillement u,. Les deux
parametres de ce modéle sont la rigidité normale k,, et la rigidité en cisaillement k; ; ils peuvent
étre quantifiés a partir des expériences. Ces paramétres sont reliés les uns aux autres par la

relation élastique suivante :
on\ [ Kk O Up,
()= ) () o)
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U

Figure B-3: Exemple de courbe expérimentale contrainte - déplacement tangentiel : le comporte-
ment est linéaire jusqu’au pic - pour les glissements au dela du pic, la contrainte de cisaillement
est égale a la contrainte résiduelle .

La rigidité de cisaillement est souvent plus faible que la rigidité normale (Bandis et al., 1981).
Ce modeéle correspond a la linéarisation des raideurs mesurées au laboratoire au voisinage d’un
état donné dans le domaine élastique. Il ne permet pas de décrire les phénoménes non-linéaires :
— lorsque la contrainte normale augmente, la raideur normale augmente ;
sous cisaillement important, les aspérités se dégradent de maniére irréversible ;
enfin, la dilatance n’est pas prise en compte.

2.2.2 Comportement élastique non linéaire

Bandis et al., 1981, suggére la relation ci-dessous pour un chargement normal :

Unp

U
T—up

(B.2)

Op =

kni (lorsque w, — 0) désigne la rigidité normale initiale et ] la fermeture maximale de la
fracture.

2.2.3 Comportement irréversible : le comportement élastoplastique

Le modéle de Coulomb :
Le critére de résistance d’une fracture lisse est généralement décrit par un critére de Mohr-
Coulomb :

T = c+ oytan (P) (B.3)

ol ¢ désigne la cohésion interne de la roche et ¢ I'angle de friction statique.

Le modéle de Patton, 1966 :

La fracture est constituée de surfaces rugueuses; les aspérités de la fracture sont de taille et
de forme irréguliére. Néanmoins, le comportement mécanique et la forme du critére de rupture
peuvent étre expliqués a partir d'un modéle simple dit en " dents de scie " (figure B-4). L’angle
des dents avec le plan de fracture est noté 7. Patton a réalisé des essais sur des échantillons
synthétiques taillés en dents de scie et a proposé le modéle suivant :

T = outan (¢, +1i) lorsque o, < or

T = c+outan(¢p,) lorsque o, = or (B.4)

or est la contrainte de transition entre deux régimes de contrainte normale définis ci-dessous.
La relation 7 = o,tan (¢, + 1) décrit un critére de rupture de type Mohr-Coulomb appliqué sur
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N

Figure B-4: Représentation en dents de scie de la surface des fractures.

la surface des dents (¢, est 'angle de frottement entre les deux surfaces des dents composant
la fracture). La cohésion est supposée nulle. Lorsque la contrainte normale est plus élevée, les
dents sont endommagées et le critére de rupture est alors donné par I'angle de frottement rési-
duel de la surface ¢,, et une cohésion apparente c.

Le modéle de Barton :

Le critére le plus largement accepté pour la résistance au cisaillement des joints rocheux a été
développé par Barton et Choubey, 1977. Il décrit I'enveloppe du pic de résistance et prend la
forme suivante :

T —tan {JRC’log (‘]CS ) + qsr] (B.5)

On n

Les paramétres de ce critére, JCS (MPa) Joint Compressive Stiffness, JRC (sans dimension),
Joint Roughness Coefficient, I'angle de friction ¢, peuvent étre estimés par des mesures en
laboratoire.

Le JRC peut étre choisi en comparant les profils standards (figures B-5 et B-6), avec le profil de
la surface pour laquelle il doit étre estimé. e terme JCS mesure la résistance en compression
du joint :

e pour un joint qui n’est pas érodé ou altéré, le JCS est égal a la résistance a la compression
non confinée du matériau ;

e pour un joint érodé, le JCS a la valeur de la résistance a la compression relative a 1’état
de surface du joint. Plus la paroi est rigide, plus le JCS est élevée.

Les paramétres du modéle peuvent étre déterminés a partir de deux tests de laboratoire (Barton
et Choubey, 1977) : un test de glissement et un test de percussion dit de Schmidt.

L’essai de Schmidt consiste & appliquer au matériau un chargement par impact grace a un
cylindre en métal et a déterminer le nombre de rebonds. Les corrélations suivantes ont été
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Typical Roughness Profileg
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Figure B-5: Profils standart de rugosité (Barton et Choubey, 1977).

proposées :
o = (P, —20) + 205

logyo JC'S = 0,00088 + 1,01 (B.6)

JRC = L=

o)

ou r est le nombre de rebond de Schmidt sur les surfaces de joint mouillées, R est le nombre de
rebond de Schmidt sur les surfaces de joint séches et ¢, 'angle de friction pour une surface du
joint lisse. p est le poids de la roche en kN.m™3. Les deux paramétres suivants sont donnés par

le test de glissement : 3 est I'angle de glissement,o( la contrainte normale induite sur le joint
au moment du glissement.

Les paramétres déterminés au laboratoire sont relatifs a ’échelle de I’échantillon. Ce type de
comportement est généralement attribué a la diminution de l'aire de contact réelle entre les
épontes lorsque la taille du joint augmente (Barton et al., 1985). On observe en laboratoire que
les valeurs de JRC et JCS sont dépendantes de la taille de I’échantillon. La figure (figure B-7)
illustre le fait que plus I’échantillon est grand, moins la résistance au pic est marquée. Bandis
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Figure B-6: Le critére de Barton (Bandis et al., 1981).
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Figure B-7: Effet d’échelle - test en cisaillement (Bandis et al. 1981).

et al., 1981 a proposé les lois d’échelle

JRC

JRC

suivante pour calculer le JRC et le JCS :

L —0,02JRCq
— JRCy (£

_ JC’%(L%) —0,03JCSo (B.7)



B- MODELISATION D’UN MASSIF ROCHEUX FRACTURE

JRCy et JCSy sont les valeurs déterminées en laboratoire pour un échantillon de taille Ly=10
cm. Les indices JRC (rugosité) comme ceux JCS (compression) diminuent lorsque la longueur

augmente.

Barton et al., 1985 a également étudié le glissement au pic de résistance. Il est indépendant de
la contrainte normale et prend la forme suivante :

L JRC 033
Upeak = m( To ) (B.8)

Lorsque le pic de résistance est atteint, le joint est endommagé. La rugosité de la fracture est
donc modifiée. Olsson et Barton, 2001 proposent le modéle incrémental adimensionnel résumé

dans la figure B-8 :

|
|
% 45°

]
utmun

EXAMPLE |: R,z (3 4 o l ¢
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5/7

°
b,
////// /7
ROUGHNES)
// MOBILIZED|
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DILATION
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i «
i Mem=0 ( /b reax ) —>
&
N -05 4
< s JRCq i=b,- &,
£ [ & JRC, i= JRC log (4CS)
g On
s ‘ o -¢,,, | START
1.0 i 0.3 [o] i 15°
| 06 ' 0.75 ’
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| 2.0 085 !
| 4.0 | 0.70 ‘ é, =30 .,i=15
s ! 10.0 . 0.50 | $u(imae JRC = 15, 0, = 10.0 MPa,
1100.0 | O P esiguar JCS = 100 MPa
“20-¢ '(¢/i. )‘ o

Figure B-8: Modéle adimensionnel pour la modélisation contrainte de cisaillement - déplacement
(Olsson et Barton, 2001).

La valeur de JRCmob (figure B-8) fait référence a la rugosité au pic de résistance. On ob-

serve en particulier que :
— la résistance maximale est atteinte & JRC,0p/J RCpear = 1,0 et 0/dpear = 1,0
I’angle de dilatance diminue quand la rugosité diminue aprés le pic.

Il existe dans la littérature un grand nombre de critéres pour les fractures (critére de Ladanyi
et Archambault, 1970 ; critére de Amadei et Saeb, 1990, par exemple). On pourra se reporter
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au manuel de mécanique des roches du C.F.M.R. (Comité Frangais de Mécanique des Roches,
2000).

2.2.4 Observations in situ :

Outre les effets de variation de perméabilité recensés dans le premier chapitre de cette étude,
on dispose de certaines mesures liées a des expériences en carriére ou a des études hydrogéolo-
giques.

Des études a 'échelle métrique (André, 2004) sur un bloc de carriére instrumenté montrent
un comportement hydromécanique réversible de I'ensemble du bloc. Ces essais réalisés sur du
granite montrent un comportement linéaire réversible dans la gamme des contraintes appli-
quées (4,5 Mpa au maximum). Les essais permettent également d’estimer les raideurs normales
des fractures; les valeurs sont de 'ordre de 10'' MPa.m~!, de plus d'un ordre de grandeur
inférieur aux mesures de laboratoire. Des études hydro-géologiques a l'échelle d’'un massif de
30mx30mx15m du site de Coaraze (Kadiri, 2002 ; Cappa, 2005) modélisent les fractures avec des
raideurs élastiques normales linéaires et non-linéaires et tangentielles constantes pour interpré-
ter les observations. L’expérience consiste en une succession de charge et décharge hydraulique
dans une structure réservoir traversée par des failles verticales et des plans de stratification. Les
comparaisons des résultats expérimentaux montrent que le comportement hydrodynamique du
réservoir peut étre reproduit si un contraste élevé de raideur est utilisé entre les discontinuités
de forte et de faible perméabilité. On pourra se rapporter également a Cornet et al., 2003 pour
I’étude du comportement réversible d’une fracture in situ.

Les effets élasto-plastiques sont également observés pour interpréter le cisaillement des puits par
glissement des failles (Maury et Sauzay, 1989) ou des expériences d’injection et de sollicitation
de fractures (Scotti et Cornet, 1994). Scotti et Cornet interprétent les variations de contraintes
autour d’'une fracture aprés injection comme le résultat d’un glissement plastique d’une faille
considérée comme une inclusion dans un milieu élastique.

Le comportement d'une fracture est caractérisé dans le domaine élastique par une raideur
tangente et une raideur normale. On peut lui associer une loi élastoplastique pour décrire
les déformations irréversibles. On notera cependant qu’il y a beaucoup d’incertitudes sur les
parameétres mécaniques a utiliser pour les joints. On peut par exemple se demander si les mesures
en laboratoire sur un échantillon de quelques centimétres sont représentatives du comportement
d’une fracture d’une dizaine de métres. Ces aspects sont présentés dans Borri-Brunetto et al.,
2001 ; Turcote, 1990.
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Annexe C

METHODE MICROMECANIQUE

1 Coefficients du tenseur d’Eshelby

1.1 Inclusions sphériques dans un milieu isotrope

Dans le cas d’une inclusion sphérique, de modules de compression k° et de cisaillement p°,
plongée dans un milieu infini isotrope, le tenseur d’Eshelby S s’écrit :

1 5 kY +2u°

T - - = =7
3KV + 4,uOJ + 30 3kO + 40

(C.1)

1.2 Inclusion ellipsoidale dans un milieu isotrope

Dans cette section, le milieu est isotrope mais I’inclusion est maintenant de forme ellipsoidale
de révolution autour d’'un axe que I'on prendra par convention orienté selon €3. Les demi-axes
a1 = ag sont orientés selon € et é€;. Le rapport X = Z—i’ = Z—;’ définit le rapport de forme de
I'ellipsoide.

Outre le cas déja traité de la sphére X = 1, on distingue deux types d’ellipsoides : I'ellipsoide
applati X < 1 et I'ellipsoide allongé X > 1. Quelque soit le rapport d’aspect X de I'ellipsoide,

Figure C-1: Ellipsoides de révolution : ellipsoide aplati (image de gauche) et ellipsoide allongé
(image de droite).

la symétrie du probléme méne naturellement & un tenseur P transverse. On introduit les
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notations suivantes :

Q= 8#(1?1'/‘9)
R = o725
B o Xarcco(ii(;(ggw pour X <1

o { onX X@Qﬁﬁgcm pour X > 1

I3 =47 — 214 o
L3 = _3(111:)1;’32)

Iy = % B %

Iy = 31

_ Az
I33 = 555 — 2113

Les composantes non-nulles de S et en invoquant soit ’isotropie transverse soit la propriété
de symétrie entre les deux premiers et entre les deux derniers indice, S;ji = Sjiri = Sijik, alors
on déduit que :

S = QIn + RL
Ssss3 = QX?I33 + RI;

51122 - QIIQ - Rll
(C.3)
51133 = QX2[13 - RIl

Saz11 = QI13 — RI3

So323 = %(1 + X?) 15 + %([1 + I3)

L’isotropie transverse et les roles symétriques joués par les axes 1 et 2 impliquent que le coeffi-
cient 81212 s’écrit :

1

51212 = 5 (Sllll - 51122) (C4)

Les autres composantes non nulles sont obtenues par permutation entre 'axe 1 et 'axe 2 et
par permutation entre les deux premiers indices et / ou les deux derniers. Toutes les autres
composantes sont nulles.

Pour des inclusions ellipsoidales aplaties ("penny-shaped"), les composantes de S sont déter-
minées a partir des développements en série de Taylor autour de X = 0 a l'ordre 1 de (C.2)

178



1- Coefficients du tenseur d’Eshelby

introduits dans (C.3) et s’écrivent, :

Sllll

53333

51122 =

51133
53311

52323

Pour des inclusions allongées, les composantes de S sont obtenues a partir des développements
de Taylor autour de X = +o00 de (C.2) introduits dans (C.3) et s’écrivent :

51111

53333

51122

51133 =

53311

52323

1 11-200 InX +
81—V 4 1-0 X2

()

+ (=)

1-20° InX
1—0 X2 +

+4 ()

(C.6)

1 0 4 11402 InX
2110 21-19 X2

+(x2)

1-200 InX
Xz T

% 1—10 (%)

+ (%2)

140 InX
1-0 X2

ST
=

1.3 Inclusions cylindrique dans un milieu isotrope

L’ellipsoide n’est plus de révolution mais s’apparente dans ce cas limite a un cylindre a base

elliptique :

Toutes les composantes du tenseur d’Eshelby qui ne sont pas engendrées par les

symétries Siju = Sjii = Sijue & partir des composantes suivantes sont nulles :

Sllll

S9299
S1129)

52211
51133

53311

51212
52323
53131

X(3—21/0+2X(1—V0))
2(1+X)2(1—19)
2(1—1/0)+X(3—2u0)
2(14+X)2(1—10)
X(f(172u0)+2X1/0)
2(14+X)2(1—10)
21/07X(1721/0)
2(1+X)?(1—19)

XY
(1+X)817u0)
(1+X)(1—29)
1—1/0+X(1—2y0)+X2(1—y0)

2(1+X)%(1—19)
2(1}){)

2(1+X)
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.
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Figure C-2: Inclusion cylindrique.

2 Extension du modéle & double porosité pour plusieurs

familles de fractures

On suppose que n familles de fractures sont saturées par un fluide monophasique incompres-
sible a la pression py. En reprenant une démarche analogue a celle présentée dans le chapitre

V, le modéle macroscopique obtenu par décomposition du chargement s’écrit :

_2.: Chom B Bfl

(I)m Bm Hm,m Hm,fl
P | =| B Hpm Hpp
Ci)fn Bfn an,m an,fl

Dans lequel :

Byj = @5 (6: A)y;

(Chom = (Cm : <A>m + Zj (ij : <A>f]

Hyj 5y = =248 : (Cro = Cpy) " : ((5 A) g — 5>

My = 2,848 : (Cpy — Cypy) " <<6 PA) g — 6) -

B,
Hm,fn
Hp pn

Hyp o

(1-2;)

X

Hpp g = Hpm = @6 : (Cpy = Cpy) ™ <<6 Ay~ 6)

Les tenseurs de localisation alors sont estimés avec un schéma dilué par

<Adi]ué>fj — [I+S:C;: (Cyy — Cm)}*l
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2 - Extension du modéle a double porosité pour plusieurs familles de fractures

avec un schéma de Mori-Tanaka :
2 _ 1
(AMT) = [I+8:C.l: (Cpy —Cp)]

-t (C.11)
_ [(1_q>f)}1+zj<1)fk I+S:C,!: (Cp —C,)]
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Annexe D

SIMULATION DE RESERVOIR

Dans la premiére partie de cette annexe, nous présentons les méthodes de discrétisation
utilisées dans le Logiciel IFP Pumaf’®”. Nous présentons ensuite comment sont intégrés les
effets polyphasiques dans le terme d’échange matrice - fracture.

1 Discrétisation des équations d’écoulement pour la simu-
lation réservoir

1.1 Discrétisation de la loi de conservation de masse

Avec un schéma aux volumes finis, la discrétisation des lois de conservation de la masse
(VL.6) consiste a intégrer sur le volume d'une maille les termes d’accumulation, de flux et
source (VI.6) et (VI.7). On note ©y le maillage du domaine 2 ot N est le nombre de mailles.
Pour toute fonction u, on note sa valeur approchée uy, fonction constante par maille telle que :

up (x) =u; pour z € G

Oy ={Gsi=1,.. . N} (D.1)

1.2 Discrétisation en temps et en espace du terme d’accumulation

Si on note V; le volume de la maille G;, le terme d’accumulation de cette maille pour un
composant ¢ entre les temps n et n+1 est approximé de la facon suivante :

DA, Al pn.
dy ~ V;— =t D.2
///v o T (D-2)

1.3 Discrétisation en espace du terme de flux

D’apreés le théoréeme de Green, pour une maille G;, l'intégrale sur son volume V; de la
divergence du vecteur flux F, sera égale a I'intégrale sur son contour dG; du produit scalaire
entre le vecteur flux et le vecteur unitaire normal au contour 7iyg, :

///V div (ﬁ) qy — //M F. iy dl 03)

Nac, est le vecteur unitaire normal dirigé vers I'extérieur de la maille G;.
Si H désigne I'ensemble des mailles voisines de (;, on peut alors écrire :

/ / F, - figg,dl = > F (D.4)
0G;

G]'GH

183



D- SIMULATION DE RESERVOIR

F, ;; désigne le flux discrétisé du composant ¢ calculé a I'interface des mailles G; € H et G; € H.
Il est positif sl est dirigé de la maille G; vers la maille G;. On écrit alors généralement :

Foij=T; Z Mep (i, iy (Pj = Pep — P+ Peyy + B, 1,90%5) (D.5)
p

ot T;; désigne la transmissivité entre les mailles i et j; up(i, j) est la fonction “amont”, z est la
cote verticale et p, ;. est une masse volumique moyenne.
L’expression du flux discret (D.5) a été obtenue en considérant plusieurs points détaillés ci-
dessous :
— on considére que les masses volumiques sont constantes a 'intérieur de chaque maille. De
ce fait, on peut mettre le terme de gravité dans le gradient lorsqu’on intégre pour une
maille G; la divergence du vecteur flux (D.2).

— nous avons considéré un axe vertical dirigé vers le haut : § = —gz.

la composante suivant x du gradient d'une grandeur W a l'interface de deux mailles G;

et G; dont les noeuds sont distants d'une longueur L;; dans la direction x est approchée

par différence finie :

ow W =W

8xij o Lij

— pour les mailles GG; et G, on note Su;; I'aire de la surface de contact et K;; une perméa-
bilité moyenne des deux perméabilités K; et K. Dés lors, la transmissivité 7;; s’exprime
de la facon suivante :

KijS'LLij

T = =4

ij
~ Pp.j est la moyenne des masses volumiques de la phase p calculées dans les mailles G; et
G par :
_ Ppi X pres(p,i) + ppj X pres(p, j)
pres(p,i) + pres(p, j)
pres(p, i) est un indicateur de présence de la phase p dans la maille G; : il est égal a 0 si
la phase p est absente de la maille G; ou a 1 sinon.

Pp.ij

Mep up(i, j) est la mobilité du composant ¢ dans la phase p prise dans la maille amont de
I’écoulement.

— Az;; est la différence de cote entre les mailles G et Gj.
on définit la différence de potentiel de phase A®,, ;; par :
AP, ;j = Pj — Pcyj — P+ Pey; + 7y, 1,907

— la fonction “amont” est définie en fonction du signe de A®,,;; par :

- | 7 lorsque A®,;; >0
up(i, j) = { i lorsque A®,;; <0 (D6)

Précisions concernant la fonction “amont” :
Précédemment, nous avons vu que pour calculer un flux discret a l'interface de deux mailles
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G et Gj, il fallait calculer, lors de la discrétisation en espace, une mobilité M, ., ;) dont la
définition (VL.8) est reprécisée ci-dessous :

kry is

_ byt
Mep,up(i,j) = CepijPpiis—
Pyt

(D.7)

Par I'intermédiaire de la masse volumique, de la viscosité et de la fraction massique, la mobilité
est une fonction de la pression de I'huile (pression de référence P). Elle est aussi fonction de
la perméabilité relative. Le choix de la discrétisation en espace est délicat uniquement pour la
perméabilité relative, car il y a trés peu de variation des autres grandeurs (Cepijy Ppij, €t fip.ij)
entre deux mailles.

Nous avons choisi de calculer cette mobilité a partir des données de la maille amont de 1’écou-
lement pour la phase concernée. Le choix qui aurait semblé le plus approprié du point de vue
de la consistance numérique aurait été le schéma centré :

krypi +krp;

. (D.8)

krpij =
Bien que plus précis car d’ordre 2, le schéma centré est numériquement instable (Aziz et Set-
tari, 1979). La stabilité du schéma “amont” fait de lui le schéma le plus utilisé en simulation de
réservoirs. Il existe aussi des schémas “amont” & deux points d’ordre 2 et plus stables (Todd et
al, 1972).
La mobilité caractérise les fluide qui vont passer d’une maille a Iautre. Il apparait naturel
d’évaluer cette mobilité, ainsi que la perméabilité relative, dans la maille amont de 1'écoule-
ment. Lorsque I'un des deux fluides n’est plus mobile dans la maille amont, il ne s’écoule plus.
Ceci n’est plus respecté dans le schéma “centré”. Cependant, le schéma “amont” peut étre mis
en défaut pour certaines configurations.

Nous avons donc choisi d’utiliser le schéma “amont” pour la discrétisation spatiale
de la perméabilité relative.

1.4 Discrétisation en temps du terme de flux

La loi de conservation de la masse discréte permet de déterminer a I'instant ¢"*! les incon-
nues du probléme en connaissant leurs valeurs a l'instant précédent t". Cette détermination
dépend de l'instant choisi pour les grandeurs qui composent le terme de flux discrétisé (D.4).
La transmissivité est un invariant. La question a se poser est alors de savoir quels temps choisir
entre t" et t"T! pour la mobilité M, la pression P, la pression capillaire Pc et la masse volu-
mique moyenne p du terme de gravité.

Le schéma Impes :

Ce schéma consiste a estimer la pression en implicite, ¢’est-a-dire au temps n + 1 et la pression
capillaire, la mobilité et le terme de gravité en explicite, c’est-a-dire au temps n. L’expression
discréte du flux (D.5) s’écrit alors :

_ n n+1 n n+1 n —n
Feyj = Ti Z M up(iy ) (Pj = Pey ;= P+ Py + Pp,ingZij) (D.9)
p

Le choix de prendre la mobilité et la pression capillaire, grandeurs dépendant des saturations, au
temps n permet d’obtenir un systéme linéaire avec la seule inconnue de pression. Les saturations
sont obtenues explicitement.
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Ce schéma numérique est précis car il génére une faible diffusion numérique (Aziz et Settari,
1979). Néanmoins, il a I'inconvénient majeur d’étre instable. Il y a deux limites de stabilité
qui peuvent étre analysées indépendamment. La premiére vient du traitement explicite de la
pression capillaire. Elle dépend de I'ordre de grandeur de la dérivée de la pression capillaire
par rapport a la saturation. Une forte valeur de ces dérivées conduit & de trés faibles pas de
temps pour assurer la stabilité. La deuxiéme limite de stabilité vient du traitement explicite
des perméabilités relatives. On doit limiter le pas de temps At de telle sorte qu’au cours d’un
pas de temps, aucune maille ne se voit traversée par un volume fluide supérieur au volume des
pores Vpares qu’elle contient. Dés lors, le pas de temps At doit impérativement satisfaire :

QTAt < VPores (DIO)

ou Qr désigne le débit total.

Cette condition de stabilité s’applique pour chaque maille. Ainsi, elle est trés contraingnante
pour les simulations de réservoirs ou des vitesses de fluide peuvent étre rapides localement,
comme & proximité des puits ou dans les fractures.

Le schéma Solss :
Ce schéma consiste a prendre toutes les grandeurs composant le terme de flux en implicite,
c’est-a-dire au temps n + 1. L’équation discréte du flux (D.5) se réécrit :

F.i; Z MRy (PP = Peptt — PP Pt 4 pilgAzy) (D.11)

cp,up(i, 5) p,tJ

Ce schéma numeérique est trés stable mais plus dispersif que le schéma Impes (Aziz et Settari,
1979). L’obtention des inconnues au temps n + 1 ne peut se faire que par un processus de réso-
lution itératif [Discrétisation des équations d’écoulement pour la simulation mécanique|. De ce
fait, la résolution d'un pas de temps est plus longue qu’avec un schéma Impes. Néanmoins, le
pas de temps peut augmenter nettement au cours de la simulation quelles que soient les vitesses
d’écoulements considérées.

Notre modéle a été programmé avec le schéma Solls pour ne pas étre contraints,
a cause des écoulements rapides dans les milieux fracturés, par les conditions de
stabilité du schéma Impes.

1.5 Discrétisation des lois de bilan

Les lois de bilan (VI.9) et (VI.10) sont établies pour un volume déterminé, qui, dans le
modeéle discret, correspond a une maille. Pour une maille G; a I'instant ¢", les équations discrétes
des lois de bilan s’écrivent :

SwitSei+ S5 =1
ho 7 + On =1

UOZ

(D.12)

1.6 Discrétisation de I’équation d’état

Dans le cas ol le composant gaz est présent, 1’équation d’état modélisant les transferts entre
les phases huile et gaz (V1.13) est établie pour un volume déterminé qui, sans le modéle discret,
correspond & une maille. Pour une maille G;, a I'instant t", ’équation discréte correspondante
est :

b( ho,i» Cn

UOZ’

P') =0 (D.13)
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1.7 Reésolution du systéme d’équations discrétes

Comme nous utilisons dans notre modéle un schéma Solls, la solution du systéme d’équations
obtenue apreés discrétisation ne peut pas étre trouvée explicitement. LLa méthode itérative de
Newton est utilisée. La forme du systéme d’équation discrétisées peut étre donnée par :

C(W)=0 (D.14)

ou W désigne I'ensemble des inconnues du probléme. L.a méthode de Newton consiste, connais-
sant une approximation de la solution W?, & en calculer une meilleure approximation par la
formule suivante :

Je (W) = 5—% (W) (D.15)

A est l'indice d’itération, il n’a aucun lien avec l'indice de temps. Jo (VVZ’\) est la matrice
jacobienne du systéme. L’élément (i, j) de cette matrice est défini par :

aC;
Je,, (W) = ST (W) (D.16)
J

Le second membre de (D.15) tend vers 0 au cours des itérations de l'algorithme de Newton.
Lorsqu’il est inférieur au critére de Newton connu par le modéle, on arréte les itérations et
on passe au pas de temps suivant. La méthode de Newton ne converge pas si le pas de temps
est trop grand. Néanmoins, le pas de temps limite accepté pour que la méthode de Newton
converge est beaucoup plus grand que le pas de temps maximal autorisé lorsqu’on utilise un
schéma Impes.

A chaque itération de Newton, on résout un systéme linéaire soit par une méthode directe,
comme la méthode du pivot de Gauss, soit par une méthode itérative, comme la méthode des
gradients conjugués. Dans notre modéle, nous utilisons la méthode des gradients conjugués.

Pour résoudre un pas de temps At, on réalise des itérations de Newton amenant a la résolution
du systéme linéaire. Ainsi, il faut distinguer deux types d’itération indépendantes, celle de
Newton et celle du solveur.

2 Calcul des termes d’échanges polyphasiques matrice -
fracture

On considére que chaque maille du modéle numérique contient n blocs matriciels identiques.
Le modéle de simulation réservoir considére que, pour une maille donnée, tous les blocs matri-
ciels sont se comportent tous de la méme maniére qu’un bloc situé au centre de la maille. Les
propriétés du bloc matriciel central sont présentées par la figure (2) :
Si I’on note Fg‘;m le flux d’échange d’'un composant ¢ d’une phase p entre les deux noeuds d’une
maille double milieu et f., le flux d’échange entre le bloc matriciel centré dans la maille et les
fractures '’entourant, on a la relation suivante :

pim = o (D.17)

Pl
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7+0
o A
4l
*o b O+
t'h = o
:«-—-—-—--— ettt Y y‘_«"
- - o
e Z t” &
,x'/ L . - /:
Bloc Matriciel x —)
Central L
(a) Représentation du bloc ma- (b) Orientation dans le bloc matriciel
triciel central. central.

Figure D-1: Représentation et orientation du bloc matriciel central.

ou [y, [, et [, sont les dimensions des blocs matriciels. Le flux se décompose en une somme de
six termes correspondant chacun a la contribution d’une face du bloc matriciel central.

o 2yl [ krpCepp +
fcp - —me l?; ( p“pp p>u m.f ((I)Zf - cbpm>
2yl krpCe p: T T
_Killm ll; ( p,upp p>up,m,f <®pf - ®pm>
yt n
_KmeZa:lz <k"'pCCPPp) <(I)y o q)pm)
b g NP (D.18)
_ 2.1, krpccppp Y Yy
Kym ly < Up )up’m’f <®pf (I)pm>
+
Uply [ krpCeppp \~ 2t
—K.n lzy < p“Pp p>up,m,f <q)pf a q)pm>
Naly [ krpCeppp \° -
—K.m lzy < p/‘Pp p)up,m,f <q)pf B q)pm)

T, 27, y",y", 2 et 2~ sont les centres des six faces du bloc matriciel central. Les indices f et
m font respectivement référence a la maille fracture et la maille matrice, up est la fonction
"amont". Les potentiels de phase dans chaque milieu fracture ®,; ou matrice ®,,, sont définis
au centre de la maille double milieu qui est aussi le centre du bloc matriciel central. Ils ne sont
pas définis sur les faces du bloc matriciel. Par conséquent, les potentiels de phase a la limite
des blocs doivent étre calculés a partir de ceux définies aux noeud central. Dans First, trois
options sont possibles :

e Option PC tenant compte des forces d’expansion et de capillarité,
e Option GR tenant compte des forces d’expansion, de capillarité et de gravité,

e Option VI tenant compte des forces d’expansion, de capillarité, de gravité et de viscosité.

Nous détaillons de maniére succincte les deux premiéres modes d’échanges double
milieu que nous utiliserons dans notre modéle.
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2.1 Option PC

Avec cette option, on approche les potentiels de fractures aux limites du bloc matriciel
central par la pression de fracture au centre de la maille :

P - VA A % S A
pp =Py =Py =Py =0y =0y =By
Les potentiels exprimés au centre du bloc matriciel sont égaux a la pression de la maille matrice :

D, = Py

Dans ce cas d’un bloc matriciel isotrope, le flux d’échange Fg‘;m est égal a :

kr,C.,
ngm:_ ma(M) (Poy — Pom)
Hp up,m,f

Cette option est une bonne approximation des échanges matrice - fracture si les gradients de
pression dans les fractures sont faibles en comparaison des gradients de pression dans la matrice.
Ceci est le cas lorsque les forces capillaires sont les principales forces motrices des échanges et
prédominent sur les forces de gravité.

2.2 Option GR

Les flux horizontaux sont calculés de la méme maniére que dans la premiére option. Les
pressions des faces 2T et 2~ sont déduites de la pression au centre de la maille en tenant
compte du terme de gravité :

T Y v —
Pop = Pop = Ppp =Py = oy
q)f;[ = Dy — Pfglgz
O3 = Por + 70795
Les potentiels exprimés au centre du bloc matriciel sont égaux a la pression de la maille matrice :
Q0 = Py,
py est la masse volumique moyenne des phases dans la maille fracture :
Pg = SwfPuws + SofPof + SqiPyr

Dans ce cas d'un bloc matriciel isotrope, le flux d’échange ngm est égal a :

Far =k (f+ ) (B ) (B B

2t
_Kml% (kTpS;ppp> (pr — Bpm + (ppm - ﬁf) g%)
z ug,m,f
~Kon (22) (B = Py = (o = 77) 8%)
= up,m, f

ol ppm, est la masse volumique de la phase p dans la maille matrice.
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2.3 Perméabilités relatives d’échange matrice-fracture

Pour les flux dirigés positivement de la maille fracture vers la maille matrice, le logiciel
réservoir utilise des perméabilités relatives d’échange "amont" spécifiques car les écoulements
sont gouvernés essentiellement par les propriétés matricielles :

krp = k7pmazm pf (Spf) (D.19)

ETwmazms ETomazm €t k7gmazm désignent les perméabilités matricielles maximales pouvant étre
atteintes dans la matrice pour les phases eau, huile et gaz. g,r (S,s) est une fonction de la
saturation de la phase p dans la maille fracture qui traduit le taux de "recouvrement" du bloc
par cette phase. Elle dépend de la saturation de phase dans la fracture. Généralement, elle est
égale a la saturation.

Dans les simulateurs de réservoir, on distingue généralement deux options pour les modéles
double milieu figure (2.3) :

e |'option simple - perméabilité : le modéle considére que I’écoulement du fluide a lieu uni-
quement dans le réseau de fractures, la matrice agissant comme terme source. La grille
fracture est "continue" au contraire de la grille matrice. Cette option concerne le cas ot
I’essentiel de la perméabilité est lié aux fractures.

e l'option double - perméabilité : le modéle calcule en plus les écoulements entre les mailles
matrice. Les grilles fracture et matrice sont continues. Cette option concerne le cas o1, a
I’échelle du réservoir, la contribution de la perméabilité de la matrice aux déplacements,
n’est pas négligeable devant celle des fractures. Les temps de calcul en double - perméa-

bilité sont beaucoup plus longs qu’en simple - perméabilité.

Simple-milieu @—-——b®-—-—'—+®———" Eevalemant

!
i d'échange ©

[ |

1

d
e
o

m : Matrice

® =
®__.®_____,©__+ Ecoulement

A

© MNG NG U

Figure D-2: Différentes représentations pour les modéles double milieu.

Double-milien
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s
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RESUME

[.’étude présentée dans ce travail a pour objectif d’apporter une amélioration de la descrip-
tion du couplage entre les déformations et les écoulements pour la modélisation pétroliére de la
production des réservoirs fracturés. La perturbation de I'état d’équilibre initial dans le réservoir
par I'extraction des hydrocarbures et / ou l'injection de fluides peut induire des déformations
a la fois de la matrice poreuse et des fractures. Ces derniéres représentent les chemins d’écou-
lement préférentiels des hydrocarbures et leur déformation peut modifier considérablement la
récupération des ressources en place. Les simulations conventionnelles des réservoirs fracturés
reposent sur une description homogénéisée simplifiée dite “double milieu” et supposent que le
milieu n’est pas déformable. Nous proposons tout d’abord une généralisation de ces modéles
au cas des milieux déformables en construisant un modéle hydromécanique complétement ho-
mogénéisé. Nous présentons ensuite une estimation des coefficients poromécaniques des milieux
fracturés a partir des lois de comportement expérimentales des fractures ainsi qu’une méthodo-
logie de réactualisation de la perméabilité des fractures. Dans le cadre de la simulation indus-
trielle des réservoirs pétroliers, un modéle poromécanique basé sur ces résultats et un modéle
de réservoir sont utilisés séquentiellement afin de satisfaire I'ensemble des équations d’équilibre
mécanique et d’écoulement. A 1'aide de simulations hydromécaniques nous reproduisons I'im-
pact de la fermeture et / ou de I'ouverture des fractures sur la production des ressources en
place pour des schémas de production primaire et secondaire.

Mots clés : réservoirs fracturés - interactions hydromécaniques - changement d’échelle - simulation couplée

ABSTRACT

This study aims at providing a better description of the coupling effects between deformation
and flow for the simulation of the production of fractured reservoirs. The modification of the
initial equilibrium state of stress in the reservoir, due to hydrocarbon extraction and /or fluid
injection, may lead both the porous matrix and the fracture network to suffer deformation. As
the fractures usually constitute the preferentially flow pathways, their deformation may consi-
derably affect the recovery of the resources in place. Simulations of fractured reservoir usually
make use of homogenized and simplified description referred to “double porosity” model and
assume a non-deformable fractured medium. We first develop a generalization of these models
to the case of double porosity deformable media building a fully homogenized hydromechanical
model. Then, we both investigate estimations of the poromechanical coefficients for fractured
media based on experimental behaviour laws of fractures and present a methodology for the
actualization of the fracture permeability. In the framework of the industrial simulation of frac-
tured reservoirs, a poromechanical simulator based on these results and a reservoir simulator
are sequentially combined to satisfy the set of equations of mechanical equilibrium and flow.
In this study, hydromechanical simulations reproduce the impact of the fracture closure and
/ or re-opening on recovery efficiency during primary and secondary production schemes of
fractured reservoirs.

Keywords : fractured reservoirs - hydromecanical interactions - upscaling - coupled simulation
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