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Introduction genéerale

La modélisation physique en géotechnique ou en mécanique des roches est une technique
expérimentale qui consiste a reproduire, a I'échelle réduite, un ouvrage réel (tunnel, pieux, batiments,
mines, etc.) afin d’étudier son comportement dans son environnement naturel, ici un massif rocheux.
L'obtention des résultats quantitatifs est conditionnée par I'application des lois de similitudes. Le choix
du matériau analogique permettant de respecter les facteurs d’échelle appliqués a tous les
parameétres du probléme est donc d’'une extréme importance. Le laboratoire GeoRessources a
développé récemment un dispositif expérimental de modélisation physique sous gravité naturelle.
L'originalité de ce dispositif consiste a appliquer un champ de contrainte tridimensionnel sur des
échantillons d’environ 2 m3, avec une limite maximale de contrainte imposée de 1,5MPa par direction
d’application. Le travail présenté dans ce manuscrit constitue une premiére étape de choix et de
validation d’un matériau analogique, permettant a long terme de construire un modele réduit d’un
ouvrage souterrain se situant dans un massif rocheux.

Les massifs géologiques sont des objets complexes, hétérogénes, dont le comportement mécanique
est contrdlé a la fois par la matrice rocheuse et par les discontinuités. La présence des discontinuités
entraine une dégradation des propriétés mécaniques de la roche intacte en fonction de leur propriétés
mécaniques et géométriques. En mécanique des roches, il existe classiquement deux grandes familles
de modeles physiques permettant de comprendre le comportement d’un massif rocheux. La premiéere
est basée sur le principe d’'un milieu équivalent : le massif rocheux est modélisé par un milieu continu,
ayant des propriétés équivalentes aux propriétés de I'ensemble du massif. Ces propriétés sont
obtenues aprés application de méthodes d’homogénéisation. Dans ce type de modélisation, ni
I'interaction entre les différentes discontinuités, ni les modes de rupture liés a la présence explicite
des discontinuités et de blocs ne sont pris en compte. La deuxiéme famille consiste en un milieu
explicitement discontinu, mais ayant une géométrie simplifiée ne représentant pas la géométrie
naturelle complexe d’'un massif rocheux : les discontinuités sont généralement représentées par un
assemblage de blocs polyédriques ou par des plans de stratification entre des couches homogenes.
Les propriétés mécaniques de ces discontinuités (raideurs tangentielle et normale, cohésion, angle de
frottement, rugosité, etc.) ne sont pas controlées et encore moins mises a I'échelle. Les résultats
expérimentaux obtenus sont donc plutot qualificatifs que quantificatifs. Notre objectif a long terme
est donc de développer un modele physique d’un massif rocheux explicitement discontinu, ayant des
propriétés mécaniques contrélées tout en respectant les lois de similitude. Plusieurs questions
émergent dans ce contexte: Quel matériau analogique choisir? comment représenter les
discontinuités rocheuses explicitement ? comment contrdler le comportement mécanique de ces
discontinuités ?



Ce travail de thése constitue une étude de faisabilité d’'une modélisation analogique 3D par fabrication
additive de massifs rocheux discontinus (volume de 2m3 environ). La technique de fabrication additive
utilisée est le frittage laser (selective laser sintering SLS) du polyamide 12 (PA12). Ce choix est basé
sur un compromis entre la disponibilité des techniques, les propriétés mécaniques du PA12, et le colit
de fabrication. L’hypothese de départ de ce travail est que le comportement mécanique du modeéle
sera contrélé par les discontinuités rocheuses. De ce fait, nous avons caractérisé mécaniquement et
géométriqguement des joints rocheux artificiels fabriqués par impression 3D, et appliqué des lois de
similitudes aux résultats obtenus afin de valider la reproduction du comportement d’un joint rocheux
naturel a échelle réduite. Deux types de joints sont testés : des joints a géométrie simplifiée (planaire
et en dents de scies) contenant des ponts rocheux, et des joints a rugosité naturelle générée a partir
de leur dimension fractale. Les propriétés mécaniques de ces joints, ainsi que leur critére de rupture
sont définies et quantifiés. Ensuite, des éprouvettes cylindriques, de diameéetre 160 mm et 320 mm
d’hauteur, et contenant des discontinuités qui se recoupent, similaires a celles caractérisées
précédemment, sont construites par SLS et testées sous compression uni-axiale. Ces essais ont un
double intérét. Tout d’abord, ils permettent de vérifier I'effet de l'interaction entre différentes
discontinuités et leur influence sur le comportement équivalent du massif. De plus, ces essais
constituent une premiére tentative de modélisation physique par fabrication additive, a petite échelle,
afin de valider I'approche utilisée et les hypothéses avancées. Les travaux sont réalisés dans ce
contexte par ordre croissant des échelles : caractérisation des joints, caractérisation des éprouvettes
discontinues (massif et joints) et finalement passage a I’échelle une par I'intermédiaire des lois de
similitude.

Le manuscrit est organisé sous forme de 4 chapitres.

Le premier chapitre présente les connaissances de bases en mécanique des roches et en modélisation
physique utiles a ce travail. Le comportement des massifs rocheux discontinus est présenté a I'échelle
globale, a la fois pour les modeles continus équivalent, et discontinus ; et a I'échelle des joints rocheux.
L'objectif a long terme étant de construire un modeéle physique discontinu d’'un ouvrage souterrain
creusé dans un environnement rocheux a partir de la fabrication additive, une vue d’ensemble de la
modélisation physique en mécanique des roches est ensuite exposée, en mettant I'accent sur les
apports de la fabrication additive a ce domaine.

Le second chapitre présente une étude expérimentale couplée a une étude numérique du
comportement de nos joints rocheux imprimés. La premiére partie présente les résultats
expérimentaux. Elle comprend en préambule les différentes étapes de caractérisation géométrique
des joints et les limites de la technique de fabrication additive choisie (SLS) associée a la géométrie.
La matrice en PA12 est également testée via des essais de compression et de traction, dans les
conditions de fabrication fixées pour toutes les éprouvettes. Le coeur de cette partie expérimentale
porte sur les essais de cisaillement de nos joints artificiels. Deux familles de joints sont modélisées et
imprimées. La premiere famille est formée par des joints ayant une géométrie simplifiée (planaire ou
en dents de scies) correspondant aux modeles classiques idéalisés en mécanique des roches, et
contenant un nombre varié de ponts rocheux entre leurs épontes. Nous démontrons que la cohésion
de ces joints est liée au nombre des ponts rocheux, et que leur angle de frottement est une
combinaison de I'angle de frottement des joints et de I'angle des aspérités. Nous proposons, sur la
base d’une quarantaine d’essais, un critere de rupture propre a cette famille, permettant d’estimer la
résistance et le comportement des joints en fonction de leur géométrie, du nombre de ponts rocheux,



et de la contrainte normale appliquée. Le deuxieme type est un joint formé par deux épontes
imbriquées, ayant une surface rugueuse analogue a celle d’un joint naturel. La génération de cette
surface est basée sur I'approche de la dimension fractale. La résistance de ce type de joints est liée a
sa rugosité et son JRC (Joint Roughness Coefficient). Nous vérifions que ces joints peuvent étre décrits
par le critére de rupture de Barton. Dans la deuxieme partie de ce chapitre, nous modélisons les essais
de cisaillement numériquement sur UDEC, en utilisant les lois de comportement initialement
implémentés. Le couplage entre les résultats expérimentaux et numériques permet de discuter les
limites de ces modélisations et I'origine des écarts entre les résultats expérimentaux et les résultats
numeériques.

Le troisieme chapitre se penche sur I’étude de I'interaction entre plusieurs discontinuités et leur effet
sur le comportement global des massifs. Pour cela, nous testons sous compression uni-axiale deux
géométries d’éprouvettes (320 mm d’hauteur, et 160 mm de diamétre) contenant deux ou huit
discontinuités dont les propriétés et le comportement sont connus (cf Chapitre 2). Ces essais mettent
en évidence une réduction des parametres équivalents du massif (module d’Young équivalent) avec
I"augmentation du nombre de discontinuités. Plus étonnamment nous mettons également en
évidence I'augmentation de la résistance au pic des éprouvettes avec I'augmentation du nombre de
discontinuités. Nous la relions avec les mouvements des différents blocs observés au cours de I’essai,
et leur interaction avec la surface de la discontinuité qui rompt a la fin de I'essai. Une modélisation
numeérique sous 3DEC est menée en paralléle pour essayer de reproduire les phénomeénes observés
expérimentalement. Cette partie montre que le comportement global du massif est controlé par les
discontinuités.

Le dernier chapitre permet de valider la possibilité d’appliquer la SLS en modélisation physique d’un
massif rocheux discontinu. Une explication des lois de similitudes et du calcul des facteurs d’échelle
utilisés, ainsi qu’une validation numérique de ce calcul sous UDEC sont d’abord présentés. Les facteurs
d’échelle sont ensuite appliqués aux propriétés du PA12, et a celles des joints présentées dans le
chapitre 2. Les résultats sont comparés aux propriétés des roches, des joints rocheux naturels et des
massifs rocheux a I’échelle 1. Cette étape permet de valider la démarche suivie qui pourra permettre
d’aboutir & un modéle physique de volume 2 m3.






Chapitre 1

Etude bibliographique

La mécanique des roches est une discipline récente, apparue au cours des années soixante a la
suite d’accidents d’exploitation impliquant la rupture de massifs rocheux (ex effondrements des
carriéres souterraines a Clamart-Issy-les-Moulineaux en 1961 qui a engendré 21 morts, 36 blessés et
200 sinistrés ; https://www.georisques.gouv.fr/les-phenomenes-associes). Le Manuel de Mécaniques
des Roches (CFMR-MMR, 2000) la définit comme étant « la mécanique appliquée aux roches pour
résoudre les problémes de I'ingénieur, a toutes les échelles de longueur et de temps pertinentes ».
Elle trouve de nombreuses applications dans les différents domaines du génie civil (ex : tunnel), du
génie minier (ex: mines en chambres et piliers), du stockage des déchets radioactifs, du génie
pétrolier, de la stabilité des pentes, et de la géothermie. L'optimisation du dimensionnement des
ouvrages liés a ces différents domaines et la réduction des risques associés nécessitent une
compréhension en amont du comportement mécanique du massif rocheux. Ce comportement
mécanique est a la fois contrdlé par les propriétés mécaniques de la roche « intacte » (la matrice), et
par la présence des discontinuités rocheuses et leurs propriétés. Une question essentielle se pose
dans ce contexte: comment prédire le comportement mécanique d’un systéme complexe,
hétérogene, dont les dimensions caractéristiques et les propriétés prépondérantes varient en fonction
de I’échelle d’observation? Il s’agit notamment de comprendre l'influence des discontinuités
rocheuses sur le comportement global d’un ouvrage, et de savoir comment les prendre en compte.

1.1 Structure des massifs rocheux : une matrice rocheuse parcourue de discontinuités

Les massifs rocheux sont des milieux hétérogenes, découpés en un assemblage de blocs séparés
par des discontinuités (figure 1.1). La répartition des discontinuités dans le massif est intimement liée
a son histoire géologique. En général, les discontinuités dans un massif sont classées par familles qui
se ressemblent géométriquement. Des relevés de fractures en surface et/ ou en forage permettent
de construire un modeéle géologique du massif et de prédire la distribution des discontinuités dans
tout le massif, a partir de modeéles statistiques.
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Figure 1.1 : Massif calcaire, stratifié, diaclasé et fracturé (tirée de Chalhoub, 2006).

La matrice rocheuse correspond a une roche dite intacte, ne contenant pas de discontinuités
mécaniquement significatives a I’échelle d’observation. Ses propriétés mécaniques sont définies a
partir d’essais en laboratoire ou in-situ et de modeéles rhéologiques classiques des roches.

Le terme « discontinuité » regroupe des structures a toutes les échelles, comprenant entre autres les
plans de stratification, les diaclases, les joints stylolithiques, les joints de cisaillements, les fractures,
les failles, et les zones de cisaillements ductiles. Une discontinuité est décrite par sa géométrie
(orientation et pendage), son extension (longueur, largeur et persistance - ou continuité), I'ouverture
entre ses deux épontes, son remplissage et sa morphologie qui définit sa rugosité (figure 1.2).
L'ouverture correspond a I'espace séparant les deux épontes d’une discontinuité. L'ouverture n’est
pas forcement constante le long d’une discontinuité. De ce fait, des valeurs extrémes et moyenne y
sont attribuées. Dans certains cas, les discontinuités ne sont pas persistantes sur toute leur surface,
et il y a des zones de continuité avec la roche, qui peuvent étre des « points » de continuités, ou
constituer des extensions importantes de la roche intacte. Ces zones sont appelées « ponts rocheux »
et ont une influence sur les propriétés mécaniques des joints, notamment leur résistance au
cisaillement. Ces ponts sont a différencier du remplissage d’une fracture. Généralement, une
discontinuité contient un matériau de remplissage lié a I'histoire géologique de la formation,
notamment a des processus d’argilisation ou des cristallisations liées a des circulations de fluides. Ce
remplissage a également une influence directe sur les propriétés mécaniques des fractures (Barton et
al., 1974 ; Indraratna et al., 2014). La morphologie des joints est décrite en détails dans la section
1.4.2.1.
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Figure 1.2 : Représentation graphique des caractéristiques géométriques d'un joint rocheux.

Les discontinuités qui se ressemblent dans leur nature et leurs propriétés, et qui se répétent
régulierement dans un massif peuvent étre regroupées en familles. On associe a une famille de
discontinuités les parametres d’espacement, d’orientation et de densité des joints, qui décrivent leur
distribution.

A plus grande échelle, on peut définir un massif rocheux comme un ensemble de différents blocs,
contenant des discontinuités singulieres et des réseaux ou des familles de discontinuités. Bien que les
discontinuités ne soient pas toutes homogenes dans un massif, il existe des structures générales des
massifs rocheux qui se retrouvent régulierement dans la nature. Le Manuel de Mécaniques des Roches
(CFMR-MMR, 2000) définit trois structures de références comme le montre la figure 1.3.

a) Roche massive a trois familles
grossiéres équivalentes ;

b) Roche stratifiée (ou schisteuse) a une
famille prépondérante ;

¢) Roche écrasée (ou schiste froissé) ot la
famille prépondérante est largement
dispersée

Figure 1.3 : Les trois types principaux des structures des massifs rocheux, avec les représentations statistiques
correspondantes (tirée du Manuel de Mécaniques des Roches (CFMR-MMR, 2000).
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1.2 Doit-on traiter le massif rocheux comme un milieu continu ou discontinu ?

Comme présenté précédemment, la structure du massif rocheux est caractérisée par les
discontinuités qui le traversent, notamment leur densité, leur orientation, leur persistance, etc. La
compréhension du comportement du massif rocheux nécessite donc une connaissance préalable de
la répartition des fractures afin de pouvoir prédire le comportement mécanique du massif et des
ouvrages exploités dans des environnements rocheux. Les deux méthodes principales pour I'étude du
comportement des ouvrages sont la modélisation numérique et la modélisation physique. Cette
derniéere sera développée plus en détails dans la section 1.5. Or la structure des massifs rocheux peut-
étre extrémement compliquée et il sera difficile de prendre en compte toutes les discontinuités dans
la modélisation des ouvrages, quel que soit le type de modélisation. Pour faire face a cette
problématique, des travaux ont proposé de trouver un modele continu équivalent au massif
discontinu, en appliquant des techniques d’homogénéisation. Cependant, en fonction de la
distribution des joints rocheux et de leur propriétés mécaniques, la rupture dans les massifs pourrait
avoir lieu au niveau de ces joints avec des phénomeénes de décrochement et glissement des blocs. Il
est donc essentiel, dans certains cas, de les représenter explicitement. Des travaux ont été réalisés
pour définir la limite a partir de laquelle on peut appliquer les méthodes d’homogénéisation sans
représenter explicitement les discontinuités.

Selon I’AFTES (Association Francaise Des Tunnels Et De L'espace Souterrain), trois configurations de
modélisation des ouvrages souterrains sont définies en fonction du paramétre CF définit comme suit
(Eq.1.1):

Dimension de l'excavation Dy

CF =

" dimension moyenne des blocs Dy

(1.1)

- Si les blocs sont plus grands que I'ouvrage et que I'ouvrage n’est pas traversé par des
discontinuités, I’excavation est réalisée dans la roche intacte et le massif a considérer dans
I’étude est un massif continu ayant les propriétés mécaniques de la roche intacte. Dans ce cas,
a faibles contraintes, le comportement est élastique linéaire. A contraintes élevées dépassant
la limite d’élasticité de la roche intacte, on peut avoir une initiation de broyage et
d’éclatement dans les zones de concentrations de contraintes, au voisinage des excavations
qui se propagent ensuite au fur et a mesure dans la roche.

- Pour CF > 100, le massif discontinu est considéré comme extrémement fracturé. La rupture a
faible niveau de contrainte se fait progressivement dans les blocs. A un niveau de contraintes
élevé, un glissement des discontinuités se met en place, accompagné du broyage de certains
blocs. Ce cas de massif peut étre remplacé par un massif continu équivalent prenant en
compte implicitement I'effet des fractures. Les propriétés du massif continu équivalent sont
calculées a partir des méthodes d’homogénéisation. Le critere le plus connu est celui de Hoek
et Brown, 1980 (détaillé dans la partie 1.3.1.1.)

- Entre ces deux échelles, la roche fracturée ne peut pas étre remplacée par un massif continu
équivalent. Le massif doit étre modélisé par des approches discontinues. Plusieurs modes de
rupture peuvent avoir lieu (cf. section 1.3.2.3). Nous citons a titre d’exemple le détachement
de blocs (a faibles contraintes) qui mobilise la résistance a la traction des discontinuités, et le
glissement le long des discontinuités.
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Ces différentes approches de modélisation sont représentées dans les figures 1.4 et 1.5
complémentaires. Le mode de rupture des roches extrémement fracturées de la figure 1.5 correspond
sur la figure 1.4 a un CF>100. Le mode de rupture de la roche massive de la figure 1.5 correspond sur
la figure 1.4 a un CF<1. Le mode de rupture des roches fracturées se situent entre ces deux échelles.
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Figure 1.4 : Classification des massifs rocheux selon le type d’approche de modélisation adaptée (continu ou
discontinu) en fonction des contraintes normales appliquées et des dimensions de I'excavation par rapport a la
dimension moyenne des blocs (tiré de https://www.cfmr-roches.org/sites/default/files/manifestations/2017-8-
CFMR-Jubile-Renault.pdf).
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Figure 1.5 : Modes de ruptures en fonction du degré de fracturation et du niveau de contraintes appliqué.
Modifiée a partir de site
(https://educnet.enpc.fr/pluginfile.php/9404/mod_resource/content/2/ENPC_COTUN_M_ca_roche_partiel_4 2017 10 _1
9.pdf)
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1.3 Comportement mécanique : échelle du massif

Dans cette partie, nous passerons de la description géométrique des massifs a une présentation
de leur comportement mécanique, en fonction des approches présentées précédemment et de leurs
limites (approche milieu continu équivalent et approche milieu discontinu).

1.3.1 Approche milieu équivalent

Les méthodes d’homogénéisation sont largement utilisées en mécanique des roches. Elles
consistent a remplacer le milieu fracturé par un milieu continu a propriétés réduites. Ces méthodes
reposent sur des approches empiriques, analytiques ou numériques.

1.3.1.1 Méthodes d’homogénéisation : Approches empiriques

Les approches empiriques sont basées sur les méthodes de classification gg¢omécanique des
massifs rocheux qui permettent de juger la qualité des massifs et de les regrouper en fonction de
plusieurs parametres tels que la résistance de la matrice rocheuse et les propriétés des discontinuités
(densité, altération, présence de remplissage, circulation des fluides, etc.). Les systemes les plus
utilisés sont le RMR (Rock Mass Rating) développé par Bieniawski, 1973, le Q-System développé par
le Norvegian Geotechnical Institute (NGI) et le GSI (Geological Strength Index) (Hoek et al., 1995 ; Hoek
et Brown, 1997). Les indices issus des classifications (RMR, RQD ou rock quality designation, I'indice
de qualité Q, GSI) sont utilisés ensuite pour estimer les propriétés équivalents de déformabilité et de
résistance des massifs rocheux (module de Young équivalent, résistance a la compression simple
équivalent, la cohésion équivalente et I'angle de frottement équivalent (Bieniawski, 1989 ; Barton,
2000 ; Marinos et Hoek, 2000 ; Barton, 2002 ; Hoek et al., 2002 ; Hoek et Diederichs, 2006). Bien que
ces systemes soient universels, ils se basent sur des critéres « subjectifs » de description des massifs
et ne prennent pas en compte leur anisotropie et les mécanismes de rupture. Les propriétés
résultantes correspondent a un milieu isotrope. Il faut se méfier donc dans I'application de ces
méthodes.

Un des criteres empiriques les plus utilisés est le critere Hoek-Brown généralisé. Hoek et Brown, 1980
ont proposé une premiere version de leur critére empirique en 1980 (Eq. 1.2).

0, = 03 + (moz0, + sa2)%> (1.2)

Avec g, et o3 respectivement les contraintes principales majeure et mineure, g, la résistance a la
compression uniaxiale de la roche intacte, m un parametre dépendant de la nature de la roche, et s
un parametre qui décrit le degré de fissuration de la roche. Il varie entre 0 (pour un massif fracturé)
et 1 (pour une roche intacte).

Plusieurs modifications ont été apportées a ce critére par ces auteurs pour prendre en compte
d’autres propriétés de la roche. La derniere édition généralisée est celle de 2018 (Hoek et Brown,
2019), ressemblant a la version de 2002 (Hoek et al.,2002). Elle prend en considération I'état du massif
atravers le parametre GSI (Geological Strength Index). Ce parameétre varie entre 5 et 85, et il est choisi
en fonction de I'état de surfaces des discontinuités, et le degré de facturation du massif. Il intervient
dans le critére de Hoek-Brown selon les Egs. 1.3 a 1.6
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a
0y =03+ 0, (mb Z—’: + s) (1.3)

Avec my, s et a des constantes caractéristiques du massif, décrits par

GSI-100
Mp = Mi€Xp (28—14D) (1.4)
GSI-100
$= exp( 9-3D ) (1.3)
a= %_'_ %(e‘GSI/lS—e_ZO/?’) (1.6)

Les valeurs du GSI sont présentées en annexe A. D est un facteur dépendant du degré de perturbation
lié a 'endommagement ou a la relaxation des contraintes, m; est le rapport entre la résistance a la
compression uniaxiale et la résistance a la traction de la roche intacte. Pour la roche intacte, s=1 et
a=0,5.

Le critere de Hoek et Brown généralisé prend en compte la présence de discontinuités pour
I’évaluation des contraintes dans le massif, mais il considere un milieu équivalent pour la définition
du critére de plasticité. Il ne prend donc pas en compte le mode de rupture des massifs liés a la
présence explicite des discontinuités. En plus, la quantification du GSI, et par suite du critére de
rupture, reste subjective car dépendante de la description du massif.

1.3.1.2 Méthodes d’homogénéisation : Approches analytiques

Les approches analytiques de calcul des propriétés équivalentes présentent, par rapport aux
méthodes de classification, I'avantage de ne pas étre subjectives. Cependant, ces formules sont
limitées a des géométries simples dans lesquelles le nombre de familles de fractures est faible, avec
des distributions non-aléatoires et une extension infinie dans la troisieme direction de I'espace. Parmi
les formulations les plus classiques, nous citons Amadei et Goodman, 1981; Yoshinaka et
Yamabe ,1986 ; Tsukrov et Kachanov, 2000. Amadei et Goodman, 1981 ont proposé de calculer les
propriétés équivalentes pour un massif a trois familles de discontinuités orthogonale (cas orthotrope)
a partir de la matrice de souplesse (I'inverse du tenseur d’élasticité C ), en utilisant les parameétres
suivants dans les trois plans de I'espace : module de Young, module de cisaillement, coefficient de
Poisson, les espacements des discontinuités, et les raideurs tangentielles et normales des
discontinuités.

1.3.1.3 Méthodes d’homogénéisation : Approches numérigues

L’avantage principal de cette approche est de pouvoir prendre en compte une distribution
guelconque des discontinuités ressemblant a la géométrie complexe des massifs rocheux, ainsi que
I’anisotropie du massif. La premiére étape dans ces approches est de définir le Volume Elémentaire
Représentatif du modele (VER). Il s’agit du volume élémentaire a partir duquel les fluctuations des
propriétés caractéristiques du massif hétérogéne deviennent négligeables, et peuvent étre donc
remplacées par des caractéristiques homogenes. Comme indiqué sur la figure 1.6, un VER est choisi
de sorte a ce que sa dimension « D » soit plus grande que la longueur des discontinuités « | » et leur
espacement «t» dans ce VER, et plus petit que le diamétre de l'ouvrage « d:». Pour que

I’'homogénéisation soit cohérente avec les recommandations de I’AFTES (figure 1.4), il faut en plus que
nd? /4

T > 100 (a titre indicatif, si on représente la dimension par la surface du tunnel et des blocs, et si
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on considere comme hypothése de simplification que les blocs sont des rectangles). Il existe plusieurs
types de VER qui dépendront de la nature du probléme a étudier. Nous citons le VER hydraulique
(Long et al., 1982 ; Ataie-Ashtiani et al., 2001), mécanique (Pouya et Ghoreychi, 2001 ; Min et Jing,

2003) et géométrique (Chalhoub et Pouya, 2008).
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Figure 1.6 : Principe d'homogénéisation des massifs rocheux (tirée de Chalhoub, 2006).

La deuxieme étape consiste a calculer les propriétés homogenes a l'intérieur du VER présentées par
le tenseur de souplesse S exprimé dans les trois directions de 'espace (Chalhoub, 2006). Les calculs

sont basés sur la loi de Hooke comme suit (Egs. 1.7-1.8) :

c=C: ¢ (1.7)

e=S:o0 (1.8)

Avec o tenseur des contraintes et € tenseur des déformations. Cette relation s’exprime en fonction
des propriétés mécaniques (Module de Young, module de cisaillement, coefficient de Poisson, et des
coefficients caractérisant le cisaillement dans les différentes directions et plan, appelés coefficient de

Chentsov, d’influence mutuelle de premier ordre, et de deuxiéme ordre).

1.3.2 Approche milieu discontinu

La prise en compte des discontinuités dans la modélisation géotechnique permet de résoudre
en partie les limitations de 'approche continue : les modes de rupture liés a la présence des blocs sont
mis en évidence et I'anisotropie globale du massif est considérée en partie a travers les discontinuités.
Numériquement, il existe globalement deux types de représentation des discontinuités: une
modélisation du milieu traversé par des fractures principales qui ont le plus d’influence sur le
comportement global de I'ensemble, ou une modélisation du DFN (Discrete Fracture Network) qui
permet de générer un réseau de fractures suivant des lois statistiques. Dans les deux cas, toutes les
discontinuités ne peuvent pas étre modélisées explicitement, a toutes les échelles. Celles qui ne sont

pas représentées doivent donc étre prises en compte implicitement dans les propriétés de la matrice.
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1.3.2.1 Principe de DFN

L'approche DFN consiste a générer un réseau de fractures 3D a échelles différentes, ayant des
propriétés statistiques reproduisant celles observées in-situ (figure 1.7). Ce type de modélisation est
couramment utilisé pour I'étude de I'’écoulement dans les massifs (Dershowitz et Einstein, 1988 ; Jing
et Stephansson, 2007 ; Follin et al., 2014), et pour modéliser les réservoirs pétroliers. La génération
d’un DFN prend en compte la densité des fractures, leur orientation, leur longueur, leur conductivité
hydraulique, et la corrélation spatiale globale du réseau (Park et al., 2001 ; Dreuzy et al., 2002 ;2012 ;
Davy et al., 2010). Le modele statistique classiquement utilisé est le modéle de Poisson, en référence
a la distribution de Poisson qui permet de modéliser le nombre d’occurrence d’'un phénomeéne (la
présence d’'une fracture) sous I’hypothése que chaque occurrence est indépendante des autres
(Poisson, 1837). Dans ce modele, les fractures sont considérées indépendantes, et la longueur des
fractures suit une loi log-normale (Long et Billaux, 1987) ou une loi de puissance (Odling, 1997 ; Bour,
2002). Cependant, ce modeéle ne prend pas en compte l'intersection entre les fractures. Pour faire
face a ce probleme, un deuxieme modele est utilisé : le modéle cinétique de DFN. Cette méthodologie
est développée par Davy et al., 2010 ;2013. Elle est formée par trois phases : la création des fractures
initiales, leur croissance, et I'arrét de croissance par intersection. Dans cette approche, la distribution
de longueur des fractures suit la loi de I'Eq. 1.9 :

n(l) = al~@+D (1.9)

Avec n(l) le nombre de fractures ayant une longueur comprise entre (I; I+dl), & un coefficient de
proportionnalité, et D I'espace dimensionnel. Connaissant le volume du massif, il est possible de
générer n fractures entre deux longueurs L,;, et l,q. Dans leur approche, Davy et al., 2018
définissent une longueur mécanique, [,,,, définit par le ratio entre le module de Young de la roche
intacte, et la raideur tangentielle des joints ks. La comparaison entre [, et la longueur des fractures
présentes dans le DFN permet de prédire si le comportement mécanique du massif modélisé est
davantage controélé par le comportement de la discontinuité ou de la matrice. Trois situations peuvent
étre rencontrées (Davy et al., 2018) :

- Sil K, la déformation du massif et sa résistance sont contrélées par les propriétés de la
matrice ;

- Sil>»l,, la déformation du massif et sa résistance sont controlées par les propriétés des
fractures ;

- Silpin < ln < Lnax, 12 déformation du massif est le résultat des déformations de la matrice
et des joints.

Avec Lyin la longueur de la plus petite fracture, L4, celle de la plus grande, et | la longueur des
fractures. A ce travail, s’associe une approche d’homogénéisation des propriétés élastiques du massif
en fonction des propriétés statistiques et des coefficients de percolation. Ces coefficients de
percolations sont fonction de la longueur des fractures et leur orientation (Maillot et al., 2016 ; Davy
et al.,2018).

Le DFN permet de générer un réseau de fracture respectant la corrélation spatiale des fractures réelles
(longueurs, densité, orientation), mais entre deux intervalles de longueurs. De ce fait, pour une
représentation réaliste du massif rocheux, une homogénéisation des propriétés mécaniques de la

13



Chapitre 1

roche est nécessaire pour prendre en compte les fractures non représentées explicitement, en dehors
de l'intervalle (Lnin; bnax)-

Les DFN restent des méthodes théoriques, basées sur des approches statistiques. Une perspective
intéressante a développer est d’essayer de valider ces approches a travers un modele physique
explicitement discontinu dans lequel un DFN sera généré. Ce modeéle physique aura pour but
premierement de vérifier si le comportement mécanique du modeéle est équivalent au comportement
mécanique du massif rocheux, et ensuite de vérifier si la partie continue respecte les méthodes
d’homogénéisation et prend en compte les discontinuités non représentées explicitement.

[a) b)

DFN diameter Value

2
-1
| 1910 -1

IDFN diameter Valu

I 1.15. 10"
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| e
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I 93107 |

7

e b

Figure 1.7 : Exemple de DFN ((a) modéle de poisson et (b) modéle cinétique) (tirée de Maillot et al., 2014).
1.3.2.2 Modéles numériques discontinus a géométrie prédéfinie

Sur un deuxieme plan, il existe des modeles numériques permettant de modéliser
explicitement les fractures identifiées dans le massif par relevé de fractures par exemple, ou de
modéliser un nombre précis de discontinuités au niveau d’un ouvrage. A titre d’exemples, Pal et al.,
2012 et Kim et al., 2013 ont étudié la stabilité des pentes sous UDEC en se basant sur des relevés in-
situ. Yang et al., 2016 ont réalisé une étude de cas des endommagements au niveau d’'une excavation
souterraine en Chine. Hoang, 2010 a étudié a son tour le comportement d’un milieu fracturé sous
UDEC en modélisant le tunnel de St Béat. La géométrie des fractures est exportée a partir d’'un modele
géologique généré sur la zone d’étude. Dans son travail, elle a réalisé des essais expérimentaux pour
caractériser le comportement mécanique de la roche intacte et des discontinuités rocheuses, puis a
utilisé les propriétés obtenues expérimentalement comme données de son modele numérique UDEC.
Elle a comparé le résultat obtenu dans son modéle UDEC discontinu au résultat obtenu en modélisant
le méme cas mais sous une approche d’un milieu continu. Elle remarque un déplacement plus
important en présence des discontinuités et parfois non uniforme sur la méme discontinuité (les
courbes d’isovaleurs sont brisées au niveau des discontinuités) (figure 1.8). Barton, 2013 a aussi
comparé deux modéles d’'une méme excavation souterraine, réalisées sous UDEC (approche
discontinue) et FLAC (approche continue). Il démontre qu’un modele discontinu permet d’obtenir des
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informations plus exactes concernant le mode de rupture du massif et sa résistance, ainsi que les
déplacements controlés par les joints.
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Figure 1.8 : Comparaison entre le déplacement vertical autour du tunnel en présence des discontinuités et selon
une approche continue. L’influence des discontinuités est exprimée par un déplacement plus important au-dessus
de I’excavation (Hoang 2010).

1.3.2.3 Modéles discontinus : Approche expérimentale

Afin d’identifier les modes de ruptures des massifs rocheux en présence des discontinuités et
d’essayer de comprendre et de quantifier le comportement post-pic des massifs rocheux sous
compression, des éprouvettes artificielles contenant plusieurs discontinuités, généralement
appartenant a une ou deux familles de discontinuités bien définies, persistantes ou non-persistantes
sont testées sous compression uniaxiale ou triaxiale (e.g. Ramamurthy et Arora, 1974 ; Tiwari et Rao,
2006 ; Chen et al., 2013. Reik et Zacas, 1978 ont réalisé un essai triaxial « réel » (sur des éprouvettes
de taille 60 x 60 x 130 cm construites par assemblages de blocs. lls démontrent que le comportement
global dépend fortement de I'orientation des familles de discontinuités persistantes et du rapport
entre les efforts latéraux appliqués. lls identifient quatre principaux types de rupture : rupture de la
roche intacte, rupture simultanée au niveau de la roche et du joint, glissement le long des plans de
discontinuités, et apparition des zones de cisaillement accompagnées d’une rotation des blocs.
Kulatilake et al., 1997 ; 2006 ont testé I'effet de |'orientation des joints sur des éprouvettes a deux
familles de joints persistants. lls identifient les trois premiers modes précités en fonction de I'angle
des joints. lls remarquent aussi que pour les joints non conjugués, les joints ayant I'angle le plus élevé
vont contrbler le comportement global. Dans la nature, les joints ne sont pas nécessairement
persistants. Prudencio et Van Sint Jan, 2007 ont étudié I'effet de la non persistance des joints sous
essai bi-axial. Les résultats montrent une dépendance entre le comportement du joint d’une part, et
sa géométrie, les directions des contraintes principales et I'amplitude de la contrainte intermédiaire
par rapport a la résistance de la roche intacte d’autre part. Les modes de rupture identifiés dans ce
travail sont: glissement suivant un plan, en marche d’escalier (stepped), rotation des blocs et
permutation entre rotation et marches d’escalier (figure 1.9). Cheng et al., 2016 ont aussi testé des
joints non-persistants et ils se sont intéressés au comportement post-pic identifié sur les courbes de
contrainte normale versus déformation. Quatre types de comportement post-pic sont mis en
évidence : comportement radoucissant, comportement radoucissant a plusieurs pic, plateau a la
limite d’élasticité suivi d’'un comportement radoucissant, et un comportement similaire au précédent
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mais avec une phase intermédiaire de durcissement. L'obtention de différents modes de
comportement mécanique dépend de I'orientation des joints, de leur pourcentage de de persistance,
leur ouverture moyenne, le nombre et le pourcentage de fermeture des joints et les forces appliquées
au niveau des joints. Cependant, tous ces travaux sont basés sur des géométries simplifiées ne
ressemblant pas a des cas réels. Dans notre travail, nous cherchons a étudier I'interaction entre
plusieurs joints qui ont des directions et des pendages variés. Ceci peut permettre de valider si en
présence de plus de discontinuités, et a géométrie complexe on retrouve les modes de ruptures
classiques présentés ci-dessous.

Figure 1.9 : Différents modes de rupture d’une éprouvette contenant des joints non-persistants :(a) rupture sur
un plan de discontinuité (b) marche d’escaliers, (c) rotation des blocs, (d) mixte entre les comportements (b) et
(c) (tirée de Prudencio et Van Sint Jan, 2007).

1.4 Comportement mécanique : échelle de la roche et du joint

Dans la partie précédente, nous nous sommes intéressés au comportement global du massif
rocheux, en fonction de la prise en compte explicite ou non des discontinuités. Ce comportement est
le résultat de 'interaction entre la roche intacte et les joints rocheux. Nous présentons dans cette
partie les éléments principaux du comportement mécanique de la roche intacte, ainsi que du
comportement mécanique des joints rocheux, sous différentes conditions de chargement. Ceci est
primordial pour la compréhension de notre travail qui consiste a caractériser des joints rocheux
artificiels et a comprendre I'effet des discontinuités sur le comportement du massif et de la roche (cf.
chapitre 3).

1.4.1 Comportement mécanique de la roche intacte

Une des premiéres étapes d’étude d’un massif rocheux consiste a caractériser la roche intacte
qui constitue le massif. Le comportement d’'une roche intacte est composé d’une phase élastique
réversible, et d'une phase irréversible. Les parameétres élastiques classiques sont le module de Young
de la roche E (généralement en GPa), et le coefficient de Poisson . lls peuvent étre estimés par des
essais de compression uniaxiale (figure 1.10).
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En élasticité linéaire (cas isotrope) (Egs. 1.10-1.11) :
on = E &axial (1.10)
Eradial = V €axial (1.12)

Avec g, la contrainte normale (en MPa), £,,iq: |la déformation axiale qui est égale au rapport entre le
raccourcissement et la longueur initiale de I'éprouvette, et €,.44i41 1a déformation radiale qui est égale
au rapport entre la variation du diametre et le diamétre initial.

I
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Figure 1.10 : Schéma de l'essai de compression uniaxiale sur une éprouvette intacte et idéalisation du
comportement mécanique résultant.

Tableau 1.1 : Propriétés mécaniques (module de Young E et coefficient de Poisson ) pour différents types de roche,
proposées par Mestat, 1993.

Matériau Module de Young E (GPa) Coefficient de Poisson v
Granite 10-80 0,25-0,35
Basalte 20-70 0,25-0,35
Quartzite 30-90 0,12-0,15
Gneiss 10-60 0,25-0,35
Schiste 7-50 0,15-0,20
Calcaire tres compact 60 - 80 0,25-0,35
Calcaire compact 30-60 0,25-0,35
Calcaire peu compact 10-30 0,25-0,35
Calcaire tendre 2-10 0,25-0,35
Marne 0,05-1 0,25-0,35
Grés 5-60 0,25-0,35
Molasse 1,5-5 0,25-0,35
Marbre 80-110 0,27-0,3
Gypse 2-6,5 0,27-0,3

La détermination des propriétés élastiques des roches constitue le sujet d’études de plusieurs auteurs.
A titre d’exemple, Mestat, 1993 a proposé des intervalles de valeurs de E et v pour plusieurs types de
roches (tableau 1.1).
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La figure 1.10 représente un comportement simplifié de la roche sous compression uniaxiale. En
réalité, le comportement est composé des phases présentées dans la figure 1.11. La premiere phase
au début de I'essai correspond a la phase de serrage des microfissures et des grains présents dans la
matrice. Ensuite, la contrainte normale augmente linéairement, suivant une pente égale au module
de Young de la roche. La contrainte normale continue a augmenter jusqu’a atteindre la résistance a la
compression uniaxiale, puis diminue et atteint une valeur résiduelle. La déformation radiale augmente
linéairement (comportement élastique) jusqu’a atteindre le seuil de fissuration. Quant a la
déformation volumique, elle aussi augmente jusqu’a la limite de dilatance, puis diminue
asymptotiquement a la résistance a la compression.
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Figure 1.11 : Comportement mécanique typique d’une roche sous essai de compression uniaxiale (modifiée a
partir de Martin et Christiansson, 2009).

Des essais de compression triaxiale sont aussi utilisés pour caractériser le comportement mécanique
des roches sous confinement. Les résultats les plus classiques montrent que la résistance des roches
augmente en augmentant la contrainte de confinement. En plus, le comportement mécanique passe
progressivement d’un comportement fragile a un comportement ductile sous I'effet de la contrainte
de confinement (figure 1.12).
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Figure 1.12 : Effet de la pression de confinement o3 sur la résistance en compression triaxiale du marbre de
Carrare (d'aprés Von Karman 1911, cité par Panet, 1976).

Un critére de rupture couramment utilisé en mécanique des sols et des roches est le critere de Mohr-
Coulomb. Représenté dans le plan des contraintes tangentielles t et des contraintes normales o, il
est écrit en fonction de la cohésion de la roche c et de son angle de frottement intrinseque ¢ . Ce
critere est tracé a la suite d’essais de compression triaxiale, en faisant varier la contrainte de
confinement (figure 1.13). Il est exprimé par I'Eq. 1.12 :

T = o, tan(p) + ¢ (1.12)
Dans le plan des contraintes principales (ojet o3), le critére est représenté par la formulation
mathématique de I'Eq. 1.13 :

= L 2(F @
0; = 2ctan (4 + 2) + gztan (4 + 2) (1.123)

Dans la convention utilisée dans ce manuscrit, les contraintes en compression sont positives. A partir
de ce critére, les résistances a la compression uniaxiale o. et a la traction o, sont calculées
respectivement comme suit (Eqs. 1.14-1.15) :

__2ccos@

o, = Tosing (1.124)
__ 2ccos@

Ot = 1+sin ¢ (1.15)

Domaine plastique Domaine élastique

Contrainte de cisaillement,t (MPa)

/CJ{

—c/tan(yp) | 93 a3 a3 1 a; @, Contrainte normale
o, (MPa)

Traction Compression

Figure 1.13 : Critére Mohr-Coulomb dans le plan (t - ,,) et les cercles de Mohr correspondant a trois niveaux de
contraintes de confinements différents. Seule la partie en compression a été tracée.
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Bien qu’il soit largement utilisé, ce critere présente des points de faiblesse. Il s’agit d’un critere
linéaire, considérant par suite un angle de frottement constant. Cependant, expérimentalement,
I’angle de frottement a tendance a diminuer avec la contrainte moyenne sous confinement. Un autre
point de faiblesse de ce critére est sa surestimation de la résistance a la traction donnée par I'Eq. 1.15.
Ce critére donne un rapport entre 1/3 et 1/5 pour des valeurs typiques de I'angle de frottement
(I'ordre de 30 a 40°), alors que les essais expérimentaux donnent des valeurs de ce rapport limitées a
1/10 (Pouya et al., 2017). Un autre critére de base en mécanique des roches, mieux adapté que le
critere de Mohr-Coulomb, est le critére de Hoek-Brown, 1980. Celui-ci est un critere généralisé qui
prend en compte |'état de la roche et qui est plus adapté pour représenter la résistance a la traction ;
il peut donc étre appliqué a une roche intacte ou a un massif fracturé (cf. section 1.3.1.1).

1.4.2 Les discontinuités rocheuses

1.4.2.1 Morphologie des joints rocheux et quantification de la rugosité

La formation des discontinuités rocheuses varie d’'un massif a un autre en fonction de
I'intensité des contraintes, notamment des contraintes déviatoriques, de la rhéologie des matériaux,
de la présence ou non de fluides et de I'histoire géologique et du chemin de chargement suivi par les
matériaux. Ceci aboutit a des morphologies des épontes trés variables entre les fractures, ou au sein
d’une méme fracture, qui se traduisent par des différences du niveau d’imbrication des épontes d’un
joint a un autre (Zhao, 1997). Jing et al., 1992, et Kana et al., 1996 ont proposé un modele simplifié
pour décrire cette morphologie d’un joint (figure 1.14). lls considérent que la rugosité est formée par
des aspérités primaires qui vont orienter la dilatance globale du joint au cours du cisaillement, et par
des aspérités plus petites (secondaires) susceptibles d’étre écrasées ou cassées au cours d’un
cisaillement, en fonction de leurs propriétés mécaniques et de leur niveau d’altération.

La morphologie est évaluée de I'échelle nanométrique a I'échelle métrique voire plus (Thom et al.,
2017) dans le but de quantifier I'effet d’échelle et trouver des modeéles permettant le passage de
I’échelle du laboratoire, facile a étudier, a I’échelle des failles. A titre d’exemple, Brodsky et al., 2016
étudient la morphologie des failles et relient la rugosité d’une faille au rapport entre la hauteur des
aspérités et la longueur de la discontinuité. Ils trouvent que cette rugosité augmente en diminuant
I’échelle d’étude, et donc les joints testés a I’échelle du laboratoire sont plus rugueux que ces mémes
joints visualisés a I’échelle de la faille. Ils essayent aussi de définir les limites permettant le passage
d’une échelle a une autre, et la dépendance entre les propriétés mécaniques des fractures et I'échelle
a laquelle on travaille. Dans notre travail, nous insisterons sur I'échelle du laboratoire, et nous
présentons les différentes méthodes pour décrire et quantifier la rugosité des joints.
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aspérités secondaires

Figure 1.14 : Principe des aspérités primaires et secondaires (tirée de Jing et al., 1992).

Dans le but de comprendre linfluence de la rugosité sur le comportement mécanique et
hydromécanique du joints, une quantification de ce parameétre est nécessaire. Pour le faire, des
mesures des profils des joints ou de leur surface entiere sont réalisées. Il existe plusieurs méthodes
pour mesurer la rugosité d’un joint, et obtenir son profil altimétrique (ISRM, 1978 ; Weissbach, 1978 ;
Maerz et al., 1990 ; Feng et al., 2003 ; Jing et Hudson, 2004). Un premier groupe de méthodes de
mesure consiste a mesurer une rugosité sur une surface ou un profil bien défini, en utilisant des
instruments au contact direct avec le joint, tel que le profilométre mécanique ou encore la régle plate
graduée.

Un second groupe consiste a mesurer la rugosité des joints par télédétection notamment par
photogrammétrie, interférométrie ou profilométrie laser (Tatone et Grasselli, 2009). Ceci permet
d’éviter 'endommagement des surfaces causé par l'utilisation des instruments de contact. Les 3
méthodes permettent d’obtenir les coordonnés des points de la surface, ou d’un profil et de travailler
sur des fichiers numériques. Par ailleurs, I'interférométrie peut détecter des faibles variations
d’altitude, et est bien adaptée aux surfaces relativement planes. Les méthodes de mesures sans
contact ont des précisons variant entre quelques microns a quelques dizaines de microns, en fonction
de la machine utilisée et de I’échelle sur laquelle on travaille.

A partir des mesures réalisées, il est possible de décrire la rugosité et de lui affecter une valeur qui
peut étre utilisée ensuite pour définir un critére de rupture du joint.

1.4.2.1.1 JRC: Joint Roughness Coefficient

Le JRC (Joint Roughness Coefficient) est largement utilisé en mécanique des roches. C'est un
coefficient associé a des profils des joints proposés par Barton et Choubey, 1977 (figure 1.15).
L’échelle du JRCs’étend de O pour les joints lisses, a 20 pour les joints rugueux. Le JRC est utilisé ensuite
dans le calcul du critere de rupture des joints sous cisaillement (cf. section 1.4.2.2.4.4), ce qui permet
de prendre en compte explicitement I'influence de la rugosité sur la résistance des joints. Cependant,
I’estimation du JRC se fait visuellement, en comparant la géométrie des joints réels aux profils de la
figure 1.15. La détermination de ce coefficient reste donc tres subjective et nécessite un recul et une
expérience dans le domaine. Beer et al.,2002 estiment que pour obtenir une valeur significative de
JRC d’un joint, il faut une cinquantaine d’estimations réalisées par des personnes différentes.
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TYPICAL ROUGHNESS PROFILES for JRC range:
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Figure 1.15 : Les dix profils des joints rocheux proposés par Barton et Choubey, 1977 pour estimer le JRC.
1.4.2.1.2 Paramétres statistiques

Une discontinuité rocheuse est représentée généralement dans un repére tridimensionnel,
formé par le plan moyen de la discontinuité (xy) et par I'axe perpendiculaire (0z). La rugosité des deux
épontes supérieure et inférieure représentée par des profils, est exprimée par la variation des
coordonnées verticales Z; des différents points du profil par rapport au plan moyen de la discontinuité
(figure 1.16).

Des grandeurs statistiques sont alors calculées a partir de ces points pour décrire et quantifier la
morphologie des joints (Eqs 1.16 a 1.30) :

Zi+1
AX

Figure 1.16 : Variation des coordonnées du profil du joint dans le plan (xoz).
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L’étendue d’une rugosité k. Ce parameétre est également dénommé rugosité absolue. Il est
défini par la différence entre le pic le plus haut et le creux le plus bas.

k=max{Z_i} —min{Z_i} (1.16)

CLA : Center Line Average. C'est un parametre de dispersion. Il représente la moyenne
arithmétique de la valeur absolue des écarts par rapport a la ligne moyenne.

CLA= L3 ,1Z| (1.17)

Rp, Rv : moyennes des valeurs absolues des écarts positifs seuls et des écarts négatifs seuls.
Ry, = ~¥M,1Z} | (1.18)

Ry = 42177 (1.19)

Rt : amplitude moyenne verticale du profil, obtenue en additionnant R, et R,:

Re=R,+ R, (1.20)

RMS : Root Mean Square. C'est un parameétre de dispersion équivalent a I'écart type de la
distribution des hauteurs des aspérités.

1
RMS = /ﬁzgvzlzl? (1.21)

Z, : moyenne quadratique des écarts entre deux hauteurs d’aspérités sur un méme profil
espacées d’un pas constant

_ |1ynN-1 (Zi+1—Zi)2
Z,= JN (e (1.22)
Z3 : racine carrée de la moyenne quadratique de la dérivée seconde des hauteurs
2
|1 @N=1 (Zi—1—2Zi+Z;
Zs —\/;Zm (%) (1.23)

Z, : proportion de pentes, positives et négatives, non compensées sur la longueur du profil. Il
est extrémement sensible a la direction et au sens dans lequel il est calculé.

N . _yN X
Z, = Zi:lxl+LZl=1xl— (1.24)

SF : Structure Function du profil qui correspond a :

SF =Z,Ax (1.25)

RL: rugosité linéaire. C’'est le rapport entre la longueur curviligne réelle L; du profil et la
longueur de la projection du profil sur le plan horizontal L

R, ==t (1.26)

6 et §; :indice d’élongation du profil et son pourcentage obtenus respectivement par :

_ Le-L
§ = (1.27)

5, =8+%100 (1.28)
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- 0,p : colatitude 2D. Ce parametre est défini par I'angle entre deux points du profil séparés par
un pas Ax fixe, et I'horizontale. Il peut étre positif ou négatif, et renseigne sur la direction
d’une rugosité.

0,p = Arc tan (%) (1.29)

- La pente ultime du profil est déduite a partir de I'étendue de la rugosité

A=k/L (1.30)
1.4.2.1.3 Dimension fractale

La morphologie des joints est irréguliere et difficlement modélisable par une fonction
(Grunberger, 1991). Cependant, elle peut étre décrite par la théorie de la fractale (Turcotte, 1992 ;
Xie, 1993). Cette notion est introduite par Mandelbrot (Mandelbrot, 1967 ; 1982). |l définit la fractale
comme un objet dont la structure est invariante par changement d’échelle. L'exemple le plus utilisé
dans ce contexte, est le flacon de VonKoch (figure 1.17a).

La dimension fractale D y est définie par la formule (Eqg. 1.31)

_ log(V)
IOg(l/r)

Avec N le nombre d’objets a I'itération n et r le rapport de similarité correspondant au rapport entre

(1.31)

la taille d’un objet a I'itération n, et celle a I'itération n-1.

En mécanique des roches, la dimension fractale D permet de décrire I'irrégularité de la rugosité du
joint. A titre d’exemple, la figure 1.14 montre des aspérités secondaires, ayant la méme forme que les
aspérités primaires, mais a une échelle plus petite. La dimension fractale renseigne sur la dépendance
entre les points consécutifs d’'une surface. Plus D est grand, plus les points consécutifs sont
indépendants et non corrélés, et plus la surface est irréguliere et la fracture rugueuse (Brown et
Scholz, 1985). Les méthodes les plus utilisées pour mesurer la dimension fractale d’un joint sont les
méthodes du compas (Maerz et al., 1990), la méthode des boites (Cheng, 1997) et la méthode « h-L »
(Xie et Pariseau, 1994).

L'utilisation de la dimension fractale pour la caractérisation des joints rocheux présente un avantage
par rapport a la problématique d’effet d’échelle des joints. En effet, une structure fractale est une
structure auto-affine, c’est a dire statistiquement invariante par changement d’échelle. Une
homothétie (rapport d’affinité ) est appliquée a la surface des joints dans le plan xy, avec une variation
différente dans la direction Z (exposant auto-affine ) (figure 1.17b). Ces structures auto-affines sont
variables dans la direction Z, comme suit (Eq. 1.32) :

x> Ax
y-oAly (1.32)
z-> Mz

Avec H I'exposant de Hurst.
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Deux parametres permettent donc de quantifier la rugosité de surface par la méthode fractale : la
dimension fractale D et I'exposant de Hurst H. Il existe une relation entre ces deux parameétres, basée
sur le principe statistique des fonctions d’autocorrélation.

La relation pour un profil de rugosité est (Eq. 1.33) :
H=2-D (1.33)

Pour une dimension supérieure, c.a.d. pour estimer ces parametres pour une surface 2D, la relation
est la suivante (Eq. 1.34) :

H=3-D (1.34)

D’une maniere générale I'exposant de Hurst est compris entre 0 et 1. Un exposant supérieur a 0,5
révele des phénomeénes corrélés. A l'inverse un exposant inférieur a 0,5 indique une absence de
corrélation entre les points consécutifs. La surface devient plus rugueuse a mesure que H diminue. La
figure 1.18 montre trois surfaces de joints différentes, en plan et en vue 3D, de dimension 0,1x0,1 m?,
ayant chacune un exposant de Hurst différent. Les surfaces sont générées a partir d’'un code
« Matlab », qui sera utilisé dans la suite de notre travail (cf. section 2.8 — partie A), en renseignant
I’exposant de Hurst, I'écart-type dans la direction Oz des joints (fixé dans ces simulations a 0,0015 m),
et le pas de calcul (fixé a 0,001 m par direction). Nous remarquons que la surface correspondant a
I’exposant le plus petit (H=0,4) présente le plus d’irrégularité et d’aspérités, sans avoir une corrélation
entre les points. Plus I'exposant augmente, plus la surface s’aplanit. Pour H=0,999, nous remarquons
gue les aspérités sont de plus en plus arrondies, et donc les points consécutifs sont corrélés entre eux.
L'exposant de Hurst (et donc la dimension fractale), n’est pas le seul parametre qui permette de
guantifier et de décrire la rugosité d’un joint. L’écart type de la hauteur des points du profil ou de la
surface a encore un effet sur la rugosité des fractures. Un écart-type plus petit sur la surface ou profil
est représenté par une diminution de la hauteur des aspérités, et par suite de I'écart entre les
différents pics. Ishibashi et al., 2020 ont représenté I'effet de la dimension fractale et de I'écart-type
en comparant des profils ayant la méme dimension fractale et des écarts-types différents (figure 1.19)

(a) SELF-SIMILAR (b)SELF-AFFINE

U
: ? Azjz\m}ﬂ%m

Figure 1.17 : Principe de (a) la fonction auto-similaire et (b) de la fonction auto-affine (tirée de Ge et al., 2014).
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Figure 1.18 : Différents profils de rugosité rocheuse en fonction de I’exposant de Hurst, présentés en 2D et en 3D.
Les profils font 0,1 x 0,1 m, avec un plan moyen passant par Z=0. L’amplitude des profils varie entre (a) [-6 ;5]
pour H =0,4,et entre (b-c) [-5 ;4] pour H=0,7 et H=0,999.
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Figure 1.19 : Effet de la dimension fractale et de I'écart-type sur la rugosité des joints. Les neufs profils sont tirés
de Ishibashi et al., 2020.
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1.4.2.1.4 Relations JRC vs D et paramétres statistiques mesurables

Comme présenté, il existe plusieurs approches pour quantifier la rugosité des aspérités et la
mesurer. Cependant, un des critéres de rupture les plus utilisés pour les joints est écrit en fonction du
JRC. Le passage de la dimension fractale, ou des parametres mesurables, au JRC a donc constitué le
cceur de plusieurs travaux de recherche. Li et Zhang, 2015 et Li et Huang, 2015 ont compilé les
relations empiriques les plus utilisées sur ce sujet (Tableaux 1.2 et 1.3). L'application de ces relations
montre un écart entre les résultats, qui dépend de la méthode de mesure des profils. Cet écart peut
trouver son origine dans |'existence d’incertitudes dans I'évaluation des parameétres, y compris les
parametres mesurables : influence de I'échantillonnage de la discontinuité, du pas de mesure et du
facteur humain.

Tableau 1.2 : Quelques relations empiriques pour estimer le JRC a partir des parametres statistiques. Ces relations
et références sont tirées du travail de Li et Zhang, 2015.

Relation empirique Intervalle des parametres mesurables Référence
JRC = 32,2+ 32,47log (Z,) 0,1019-0,4210 Tse and Cruden, 1979
JRC =60,32(Z,) — 4,51 0,0748 - 0,4063 Yu and Vayssade, 1991
JRC = 51,85(Z,)%¢ — 10,37 0,0684 — 0,4100 Tatone and Grasselli, 2010
JRC = 2,69 + 245,70 SF 0-0,0705 Tse and Cruden, 1979
JRC = 239,27V SF — 4,51 0,0004 - 0,0105 Yu and Vayssade, 1991
0,00127\ 7" :
JRC = (0,036 + —) 1,0013 -1,0950 Tatone and Grasselli, 2010
In(R.)
JRC = 4116 0-0,0487 Maerz et al., 1990
JRC = 558,68,/R;, — 557,13 1,0-1,0671 Yu and Vayssade, 1991
log (6,.)
RC= ———— 1,0-5,7104 Wang, 1982
J log (1,0910216) g
JRC = 4004 0-0,0500 Barton and de Quadros, 1997
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Tableau 1.3 : Relations empiriques pour estimer le JRC a partir de la dimension fractale D. Ces relations et
références sont tirées du travail de Li et Huang, 2015.

Relation empirique Intervalle de D Référence
JRC = —1138,6 + 1141,6 D 1,0-1,0149 Turk et al. 1987
Carr and Warriner,
JRC = —1022,55 4+ 102392 D 1,0-1,0182
1987
JRC = 209,7517 D — 204,1486 1,0-1,0686 Quin et al., 1993
JRC = 172,206 D — 167,2946 1,0-1,0876 Zhou and Xiong, 1996
RC = 7811778,928 D3 — 23723041,6842 D?
JRC 8 8,928 3723041,68 1,0-1,0144 Baeetal., 2011

+ 24014672,3562 D — 8103409,7809
Carr and Warriner,

JRC = 1000 (D — 1) 1,0 —1,0200
1987
Maerz and Franklin,
JRC = 1870 (D — 1) 1,0 -1,0107
1990
JRC = 1647 (D — 1) 1,0-1,0121 Liu, 1993
JRC = 1195,38 (D — 1) 1,0 -1,0167 Lamas, 1996
JRC = 479,396 (D — 1)1.0566 1,0 —1,0495 Zhou and Xiong, 1996
JRC = 29,35 (D — 1)%4¢ 1,0-1,4343 liaetal., 2011
05 Wakabayashi and
JRC = 150,5335 (D — 1)* 1,0 -1,0177 )
Fukushige, 1992
_ _ 2
JRC = —0,87804 + %ﬁgl) 16,9304 (%_151) 1,0005 — 1,013 Lee et al., 1990
RC = 28,5 33,18 1,0011 -1,0194 Xu et al., 2012
JRC =285~ 00— 1) ’ ’ uetat,
JRC = 100(D — 1)%*(1 - —000-D) 1,0-1,0181 Xu et al., 2012
e
60 (D — 1)%2
JRC= ———————— 1,0-1,0177 -
0,006 + (D — 1)
Askari d Ahmadi,
JRC = 53,7031 (D — 1)°3642 1,0 - 1,0664 skart—an mad
2007
JRC = 85,2671 (D — 1)%567° 1,0-1,0778 Xie and Pariseau, 1994

1.4.2.2 Comportement mécanique des discontinuités

Les discontinuités rocheuses jouent un role prépondérant dans le pilotage du comportement
mécanique des massifs rocheux. Ce rble peut étre étudié a partir d’essais mécaniques in-situ pour
caractériser les propriétés des réseaux de fracture par exemple dans les zones endommagées autour
des excavations, et/ou en laboratoire (Amann et al., 2014 ; 2018 ; de La Vaissiére et al., 2015). Les
travaux de Guglielmi et al., 2015 ont notamment permis de tester in-situ le comportement mécanique
de failles sous stimulation hydraulique. lls ont trouvé que la mise sous-pression d’une faille cause son
activation et 'augmentation de sa perméabilité. D’autres travaux ont permis d’extraire du massif
rocheux des discontinuités et de les tester en laboratoire, notamment sur de essais de cisaillements
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(e.g. Huang et al., 1993 ; Armand et al., 1998 ; Olsson and Barton, 2001 ; Grasselli and Egger,2003).
Cependant, I'extraction des joints naturels est souvent tres délicate, voire impossible, couteuse, et les
résultats ne sont pas reproductibles. Pour faire face a ces contraintes, et dans le but de comprendre
le comportement global des fractures, des joints ont été fabriqués en laboratoire, soit par stimulation
mécanique de roches saines, soit par moulage de surface de fractures naturelles, trés souvent en
platre. Ces joints « artificiels » ont ensuite été soumis a des essais de cisaillement, de compression et
de traction (e.g. Bandis et al., 1981 ; Crawford et Curran, 1981 ; Huang et al., 1993 ; Gentier et al.,
2000 ; Homand et al., 2001 ; Lee et al., 2001 ; Jafari et al., 2004 ; Yang et al 2016 ; Wei et al., 2018 ;
Cui, 2019). Ceci permet une reproductibilité et une multiplication de nombre d’essais permettant de
mieux comprendre le comportement mécanique des joints en fonction des différents parametres tel
gue la morphologie, les contraintes normales appliquées, le matériau de remplissage, etc. Dans cette
partie, nous présentons le comportement mécanique des joints sous compression et cisaillement.

1.4.2.2.1 Comportement sous compression uniaxiale

L’essai de compression uniaxiale pour caractériser les joints rocheux consiste a appliquer une
contrainte normale au plan de la discontinuité (figure 1.20a). Il permet de caractériser la fermeture
du joint et sa raideur normale (Goodman, 1974 ; Detournay, 1979 ; Bandis et al., 1983). Au cours de
cet essai, les contraintes normales appliquées sont tracées en fonction du déplacement relatif au
niveau du joint, exprimé par la différence entre le déplacement total de I'éprouvette et celui de la
matrice rocheuse intacte (Eq. 1.35).

AV; = AV, — AV, (1.35)

Avec
AV; : déplacement (fermeture) du joint (en mm)

AV, : déplacement total de la roche comportant une discontinuité

AV, : déplacement de la matrice

Direction de compression

_L Gn (MPa)
MO0 0 A A =
On

Upn

1\
/(A 6

3
L ik ]
=== Position initiale
= Position actuelle 0 005 0,1l , 15 02 1025
Uni Vm
(a) (b)

Figure 1.20 : (a) Schéma de I'essai de compression normale du joint et (b) une courbe typique contrainte normale-
fermeture normale d’une discontinuité de granite (tirée du manuel des mécaniques des roches CFMR-MMR,
2000).
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L'essai de compression uniaxiale consiste généralement en plusieurs cycles de chargement et
déchargement. Pendant le premier cycle, a faible contrainte normale, le déplacement total obtenu
est principalement lié a la fermeture du joint et donc AV;. est faible par rapport a AV;. Apres plusieurs
cycles, la fermeture du joint atteint une valeur limite V,,,, et les déplacements totaux et celui de la
roche deviennent presque superposés. En présence de la discontinuité, I'augmentation de la
contrainte normale au cours de I'essai conduit a une fermeture progressive du joint, et donc a
I"apparition de nouvelles zones de contact (Goodman, 1974 ; Sun et al., 1985 ; Plesha, 1987). La
déformation au niveau de ces points peut étre élastique ou plastique. Elle est traduite par le
comportement non linéaire représenté sur la figure 1.20b. La déformation des joints sous
compression dépend de la nature du joint (sain ou altéré) et de son état initial : un joint non-imbriqué
a tendance a avoir une déformation et donc une fermeture supérieure a celle d’un joint imbriqué
(Bandis et al., 1983).

Les essais de compression permettent de définir la raideur normale k, des joints. Elle est définie par
le rapport entre la contrainte normale appliquée et le déplacement normal du joint, a chaque
incrément de contrainte normale o, et donc elle peut étre considérée comme la dérivée de la
fonction a,, = f(AV)).

Des auteurs ont proposé des modeéles décrivant le comportement des joints sous compression
uniaxiale, a partir des essais mécaniques. Les modeles les plus classiques proposent une relation
hyperbolique entre la contrainte normale et le déplacement normal du joint colmaté (e.g. Goodman,
1974, 1976 ; Kondner, 1963 ; Kulhawy, 1975 ; Duncan et Chang, 1970). Le modeéle suivant est étudié
par les trois dernieres références cités (Egs. 1.36 a 1.38) :

1

On =@, (1.36)
AV ;
J
_ __0nVm
AV = e (1.37)
kniVm+on 2
ke = e (PR (1.38)

Avec a et b deux constantes, knila raideur normale initiale, Vi, le déplacement/fermeture maximale du
joint (en mm).

Pour les joints ouverts, Bandis et al., 1983 adoptent une relation semi-logarithmique entre la
contrainte normale et la fermeture du joint (Eq. 1.39 — figure 1.21) :

logo, = p + qAV; (1.39)

Avec p et g deux constantes dépendantes du matériau de remplissage.
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Figure 1.21 : Variation de la contrainte normale en fonction de la fermeture du joint, selon le modele de Bandis
etal., 1983.

1.4.2.2.2 Comportement en cisaillement

L’essai de cisaillement est largement utilisé en génie civil pour caractériser les joints rocheux
et leur résistance au cisaillement. Il consiste a imposer a I’éprouvette un déplacement tangentiel, sous
contrainte normale. Deux types d’essais sont applicables : essai a contrainte normale constante (CNC)
et essai a raideur normale constante (KNC). Dans le premier cas (CNC), une contrainte normale est
imposée et maintenue constante le long de I'essai. Le déplacement normal le long du joint est donc
libre. Ces conditions d’essais sont les plus adaptées pour simuler le glissement des blocs rocheux sur
un massif (Goodman, 1976) (figure 1.22a-c). Or dans certains cas le déplacement normal, et par suite
la dilatance, sont restreints. C’est le cas par exemple d’un joint sur un bloc confiné a proximité d’une
excavation. Pour simuler ces phénomeénes, la raideur normale est fixée au cours de I'essai (figure
1.22b-d) (Brady et Brown, 2004 p 123).

no normal
(b) displacement permitted

(a)

N = constant

Q000000000
L LS F T

| SILSLEILIS LSS SIS LS A
eXoYoXeIeTeToXoLl

QOO00000000

(c) )

Figure 1.22: Simulation des essais de cisaillement a contrainte normale constante (a et c) et a raideur normale
constante (b et d) (tirée de Brady et Brown, 2004).

31



Chapitre 1

1.4.2.2.2.1 Comportement en cisaillement a contrainte normale constante

Le comportement des joints rocheux sous cisaillement, est caractérisé par I'analyse des

courbes contrainte tangentielle, T, versus déplacement tangentiel, u; , et déplacement normal, u,,
versus déplacement tangentiel (figure 1.23).

I
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Figure 1.23: Comportement typique d'un joint rocheux soumis a un essai de cisaillement. La figure représente

I'évolution de la contrainte tangentielle dans les phases pré-pic, pic et post-pic (courbe supérieure) et du
déplacement normal (courbe inférieure) en fonction du déplacement tangentiel.

Effort normal

!

]

Effort tangentiel S

N

Figure 1.24 : Décomposition des efforts normal et tangentiel sur l'aspérité d'un joint.

La courbe classique a contrainte normale constante est formée de 3 phases : pré-pic, pic et post-pic.

Dans la premiere phase, la contrainte tangentielle évolue linéairement en fonction du déplacement,
c’est la phase élastique du comportement. Une faible contractance au début du test est mobilisée : la
résultante des efforts normal et tangentiel (figure 1.24) aboutit a une fermeture du joint
(prépondérance de la résultante normale des forces liée a la faible valeur de force tangentielle au
début de I'essai), et a une augmentation de la surface de contact sur le joint. Cette déformation n’est
pas totalement réversible (Goodman, 1974 ; Grasselli ; 2001). L’évolution de la contrainte tangentielle
reste linéaire jusqu’au début du glissement, puis passe a une augmentation non linéaire
simultanément avec le début de la dilatance sur la courbe du déplacement normal. Sun et al., 1985
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ont estimé la valeur de transition entre comportement linéaire et non linéaire de 85 a 95% de la
résistance tangentielle ultime pour les joints imbriqués. lls ont trouvé aussi que la phase linéaire
diminue pour des contraintes normales élevées. La phase pré-pic permet aussi d’estimer la raideur
tangentielle ks du joint. Il s’agit du rapport entre la contrainte tangentielle et le déplacement
tangentiel. ks dépend de la contrainte normale appliquée et de la morphologie du joint. Cette
dépendance a constitué le sujet d’intérét de plusieurs auteurs qui ont essayé de définir la relation liant
ks a o,,. A titre d’exemple, Yoshinaka et Yamabe, 1986 ont trouvé une dépendance linéaire. Jing et al.,
1992 ont proposé une relation hyperbolique. Généralement, la raideur tangentielle augmente avec la
contrainte normale appliquée au joint. En effet, plus la contrainte normale est élevée, plus l'aire de
contact entre les épontes du joint, et par suite leur imbrication augmentent. Ceci aboutit a une raideur
plus importante de I'ensemble de joint.

La deuxieme phase comprend la valeur de contrainte tangentielle maximale, a laquelle s’associe
généralement le taux de dilatance maximal (Barton, 1972). Cette valeur correspond a la résistance
maximale du joint, au-dela de laquelle les aspérités commencent a se broyer et se dégrader.
Cependant, les aspérités ne sont pas souvent réguliéres et il peut y avoir des grands écarts entre les
aspérités primaires et secondaires. De ce fait, quelques aspérités vont rompre avant d’autres et la
dilatance maximale peut avoir lieu légérement avant la résistance maximale (Flamand, 2000).

La derniere phase correspond a la diminution progressive de la contrainte tangentielle jusqu’a
atteindre une valeur résiduelle. Cette contrainte résiduelle est représentée par la valeur de contrainte
tangentielle obtenue pour un grand déplacement tangentiel au-dela duquel elle ne varie plus. La
contrainte résiduelle dépend de I’état du joint, de sa rugosité et du sens de cisaillement (Panet, 1976 ;
Hutson et Dowding, 1990 ; Jing et al., 1992 ; Fox et al., 1998). La diminution de contrainte tangentielle
jusqu’a la valeur résiduelle est expliquée par la dégradation des aspérités et I'augmentation de la
surface de contact. En effet, lorsque les aspérités sont cassées, la résistance de cisaillement mobilisée
diminue au fur et a mesure de I'essai. En général, la valeur résiduelle est obtenue aprés plusieurs
cycles de cisaillement. La valeur obtenue donc a la fin d’'un essai, ou méme d’un seul cycle de
cisaillement, n’est pas la vraie valeur résiduelle. Krahn et Morgenstern, 1979 ont remplacé donc le
terme « contrainte résiduelle » par « contrainte ultime ». Ils ont trouvé que cette valeur peut changer
d’un essai a un autre, pour une méme roche, dans des conditions d’essais identiques et une rugosité
initiale similaire. Krahn et Morgenstern, 1979 expliquent cette différence par le fait qu’au cours de
I’essai, la dégradation des joints n’est pas identique et dépend du sens de cisaillement des aspérités,
et donc les rugosités intermédiaires et leurs modes de rupture varient d’'un essai a un autre. En
d’autres termes, en fonction du sens de cisaillement et du niveau de contraintes, on est susceptible
de solliciter les aspérités primaires et secondaires différemment, et donc d’avoir une évolution
différente de l'aire de contact. Ceci peut aboutir a des contraintes « ultimes » différentes, qui
diminuent au fur et a mesure des cycles, jusqu’a atteindre la valeur résiduelle finale.

Dans un cas simplifié idéal, ou la discontinuité est lisse et donc parfaitement sans aspérité, le
comportement sera réduit a un comportement élasto-plastique a deux phases, avec une
augmentation linéaire de la contrainte tangentielle suivie d’une valeur maximale (la résistance au
cisaillement) qui reste constante au cours de I'essai (figure 1.25). Ceci est expliqué par I’hypothése
que la rupture se fait uniguement au niveau du joint en I'absence d’aspérités. Aucune dilatance n’est
identifiée dans ce type de joint (absence de déplacement normal lié a la présence des aspérités)
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Contrainte de cisaillement,t (MPa)]

Tpic
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Figure 1.25 : Comportement mécanique en cisaillement d'un joint lisse.

1.4.2.2.2.2 Comportement en cisaillement a raideur normale constante

Ces essais sont principalement utilisés pour simuler des conditions in-situ des joints aux
niveau des excavations souterraines (figure 1.22b-d). Dans cet essai, une raideur normale est imposée
ket pour simuler la déformabilité du bloc rocheux in-situ. La dilatance du joint est empéchée ce qui
conduit a une augmentation de la contrainte normale appliquée. Leichnitz, 1985 a définit la variation
de contrainte normale au cours de I'essais par I'Eq. 1.40 :

Aoy, — keyt * Au, = 0 (1.40)

Avec Aagy,, la variation de la contrainte normale (en MPa), k,,; la raideur normale imposée dans I'essai
(en MPa/mm) et Au,, le déplacement normal au niveau des joints. La majorité des chercheurs qui ont
étudié le comportement mécanique des joints sous raideur normale constante (KNC) ont cherché a
quantifier et définir la dilatance réelle du joint (équivalente a Au,,).

A titre d’exemple, Saeb et Amadei, 1992 ont proposé un modele analytique de I’évolution de la
dilatance et des contraintes tangentielle et normale, mais ils ont considéré dans leur modéle que la
réponse du joint est indépendante de I’histoire du chargement (figure 1.26). Seidel and Haberfield,
2002 ont pris en compte le chemin de chargement des joints, mais leur modéle est basé sur un nombre
limité d’essais de cisaillement sur des joints artificiels en dents de scies. lls ont étudié I'interface
roche/béton et roche/roche. Indraratna et al., 2010 ont travaillé sur des joints naturels, mais avec un
nombre de tests tres limité. D’autres auteurs ont traité ce sujet, comme Leichnitz, 1985 ; Johnston et
al., 1987 ; Archambault et al., 1990 ; Van Sint Jan, 1990 ; Blimel et al., 2003 ; Indraratna et al., 2010,
2015).
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Figure 1.26 : Modéle de Saeb et Amadei, 1990, pour décrire le comportement des joints rocheux sous raideur
normale constante (tirée de Thirukumaran et Indraratna, 2016).

Les résultats montrent un comportement global qui ressemble d’un point de vue qualificatif au
comportement des joints sous contraintes normales constantes, a savoir une phase initial linéaire
d’augmentation de la contrainte tangentielle, suivie d’un pic et d’'une phase résiduelle, atteinte aprés
stabilisation des contraintes normales (figure 1.26). Cependant, quantitativement, les résultats
présentent des différences : le pic est atteint aprés un déplacement tangentiel plus élevé que celui
obtenu a contrainte normale constante. De méme, la phase résiduelle n’est pas bien mise en évidence
a faible contrainte normale (figure 1.27a). En effet, a faible contrainte normale initiale, la raideur
normale imposée domine la contrainte normale. Johntson et al., 1987 ont représenté |'évolution
simultanée des contraintes normale et tangentielle dans un essai de cisaillement a raideur normale
constante (KNC) pour des interfaces roches/béton avec aspérités triangulaires régulieres (figure
1.27b). lls trouvent que 2 pics sont présents sur la courbe contrainte tangentielle vs déplacement
tangentiel. Dans leur explication, ils considerent que du point A au point B, a déplacement tangentiel
et dilatance presque nuls, la résistance au glissement des aspérités est atteinte, suivie d’'une perte de
cohésion (diminution de la contrainte tangentielle de B a C). Ensuite, a cause de 'augmentation de la
dilatance et de la contrainte normale, la contrainte tangentielle augmente jusqu’a atteindre la
résistance au cisaillement du joint au point D Au-dela de cette phase, la contrainte normale se stabilise
et la contrainte tangentielle diminue jusqu’a sa valeur résiduelle. Pour des contraintes normales
initiales élevées, le comportement global est gouverné par cette contrainte plutot que par la raideur
normale imposée, et donc un comportement similaire a celui présenté précédemment pour un essai
a contrainte normale constante est obtenu.
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Figure 1.27: (a) Courbes des forces tangentielles T vs déplacement horizontal S pour des essais de cisaillement
sous conditions raideur normale constante a différents niveaux de force normale et a une raideur normale
imposée de 0,67 MPa/mm (Leichnitz, 1985) et (b) idéalisation des essais de cisaillement sous raideur normale
constante réalisés par Johnston et al., 1987 pour des interfaces roche/béton a aspérités réguliéres.

1.4.2.2.3 Parametres d’influence sur le comportement des joints

Le comportement global classique des joint rocheux sous cisaillement est influencé par
différents parameétres, parmi lesquelles on cite la contrainte normale appliquée, leur dimension, la
présence des ponts rocheux et la rugosité des surfaces. Ce dernier parametre est pris en compte dans
les critéres de rupture de la section 1.4.2.2.4.

1.4.2.2.3.1 Contrainte normale

Le niveau de contrainte normale appliquée contréle le comportement du joint le long des
aspérités (figure 1.28). A faible contrainte normale, le joint glisse le long de sa surface avant de cisailler
les aspérités. La phase de glissement diminue au fur et a mesure de I'augmentation de la contrainte
normale. A partir d'un certain seuil (dépendant de la nature du matériau constituant le joint et de sa
rugosité), les aspérités sont directement rompues en absence d’une phase de glissement prononcée.
La dilatance diminue en augmentant la contrainte normale. L'influence de la contrainte normale était

le sujet d’études de nombreux auteurs (Patton, 1966 ; Barton, 1972; Jing et al., 1992 ; Biran et al.,
2009).

shear strength, S

Figure 1.28 : Effet de la contrainte normale sur le comportement en cisaillement et le glissement des joints (tirée
de Patton, 1966).
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1.4.2.2.3.2 Effetdéchelle

Les essais de cisaillement au laboratoire permettent de caractériser les joints a une échelle
généralement plus petite que leur échelle in-situ. Pour étudier I'effet d’échelle sur le comportement
des joints rocheux, plusieurs auteurs ont menés des essais de cisaillements sur des blocs d’'un méme
joint a dimensions différentes. Les résultats montrent une augmentation de la résistance tangentielle
et une diminution de I'angle de dilatance au pic avec la diminution de la surface des joints (figure
1.29). La courbe contrainte tangentielle versus déplacement horizontal s’arrondit au niveau du pic
progressivement en augmentant la surface du joint (Bandis et al., 1981 ; Sun et al., 1985 ; Hutson et
Dowding, 1990).

Dans son travail, Barton a mis en évidence qu’a grande échelle, les aspérités ont une résistance plus
faible (parametre Sa dans la figure 1.29, a droite), la géométrie (rugosité) est plus faible ce qui aboutit
a une diminution de la dilatance (parameétre d, de la figure 1.29 a droite), et le déplacement mobilisé
pour atteindre le pic augmente. Dans cette perspective, Bandis et al. 1981 et Barton et Bandis, 1982
ont proposé des relations qui permettent d’estimer la valeur du JRC et JCS en fonction de la longueur
dujoint (Egs. 1.41-1.42).

)—0,02 JRC,

JRC = JRC, (i—’: (1.41)

~0,03JCS,
) (1.42)

Ln
JCS = JCS, (Z

Avec JRCy, Ly et JCS, les valeurs a I’échelle du laboratoire.
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Figure 1.29 : Effet d'échelle sur le comportement des joints rocheux sous cisaillement (Bandis et al., 1981).

Ce sujet est tres intéressant surtout que les essais in-situ et a grande échelle sont tres difficiles et
couteux. Les chercheurs essayent donc de comprendre les mécanismes responsables de la différence
du comportement entre les différentes échelles pour trouver un modéle permettant de passer d’une
échelle a I'autre et donc de comprendre le comportement des zones des failles. Candela et Brodsky,
2016, définissent une longueur de failles, au-dessous de laquelle la faille est plus rugueuse et les
aspérités subissent une rupture plastique. Au-dela de cette limite, les failles sont plus aplaties et la
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résistance des aspérités diminuent (a grande échelle la probabilité d’avoir des défauts dans les
aspérités augmente) et elles subissent donc une rupture fragile. En plus, a I’échelle du laboratoire, la
surface réelle de contact est mesurable, et donc le frottement en fonction de la contrainte normale
est bien défini. Ceci est plus difficile a grande échelle.

1.4.2.2.3.3 Effet des ponts rocheux

Les ponts rocheux constituent des points de continuité de la matrice rocheuse au niveau des
joints. Ils sont représentés généralement par des parties continues de roche intacte sur les joints non-
persistants. Leur présence affecte les propriétés mécaniques des joints en leur assurant une résistance
plus élevée et une cohésion. lls sont généralement pris en compte dans les problemes de glissement
des terrains : I'investigation des pentes suite aux chutes des blocs met en évidence la présence des
ponts rocheux (figure 1.30) (e.g. Cruden, 2000 ; Sturzenegger et Stead, 2012). Une fois que la
proportion de ces ponts n’est plus suffisante pour maintenir la pente, la rupture a lieu. Cependant
leur quantification avant la rupture est compliquée. De nombreux auteurs ont étudié le mode de
rupture des ponts rocheux et leur influence sur le comportement mécanique des joints (e.g. Frayssines
et Hantz, 2009). Le critére de rupture de I'Eq. 1.43 est exprimé en fonction des ponts rocheux

T = N[(l — arp) tan(fpj) + a,ptan ((prb)] + crpArp (1.43)

Avec T effort tangentiel en N, N effort normal, a,.,, proportion de la surface des ponts rocheux par
rapport a la surface des joints, ; angle de frottement du plan de glissement, c-a-d de la partie ouverte
du joint, @, angle de frottement des ponts rocheux, ¢, cohésion des ponts rocheux et A, la surface
des ponts.

Une autre formulation intéressante pour exprimer I'effet des ponts rocheux sur le comportement des
joints rocheux est celle de Jennings, 1970. Dans sa formulation, le rapport des ponts rocheux au niveau
de la surface des joints est exprimé par le rapport k (Eq. 1.44) :

TAj
k=c—2— 1.44
ZAj+2Arb ( )
Avec A; la surface du joint et A, celle des ponts rocheux.

Dans sa formulation, Jennings considere qu’un critéere Mohr-Coulomb peut étre appliqué aux joints
non-persistants, en remplacant la cohésion et I’angle de frottement par une cohésion équivalente c,,
et un angle de frottement équivalent ¢,, tenant compte des ponts rocheux et ayant les expressions
suivantes (Egs. 1.45-1.46)

Ceq = (1 = k)cy + kg (1.45)
tan (¢eq) = (1 — k)tan (¢,) + ktan (¢;) (1.46)

Avec ¢, et ¢j les cohésions de la roche intacte et du joint en MPa respectivement, et ¢, et ¢; les angles
de frottement de la roche intacte et du joint respectivement.
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Figure 1.30 : Photographie d'une partie de la surface de rupture apreés I'éboulement de la suite Chamousset1. Les
traces fraiches de rupture sont délimitées. Elles correspondent aux ponts rocheux. (tirée de Levy, 2006).

1.4.2.2.4 Critéres de rupture en cisaillement des discontinuités rocheuses

Les criteres de rupture des joints rocheux permettent d’exprimer la résistance des joints au
cisaillement en fonction de leurs propriétés mécaniques, sur la base des essais expérimentaux. Dans
la partie qui suit, nous présenterons cing critéres classiques largement utilisés en mécanique des
roches. il existe d’autres critéres utilisés ; nous citons a titre d’exemple : Heuze, 1979 ; Leichnitz, 1985 ;
Xia et al.,, 2014 ; Yang et al., 2016.

1.4.2.2.4.1 Critere de Mohr-Coulomb

C’est le critére le plus simple. Il ne prend pas en compte explicitement la rugosité des joints.
Pour cela, il est plutoét utilisé pour des joints lisses. Sa formulation est la suivante (Eq. 1.47) :

T =0, tan(<pj’b) + ¢ (1.47)

Avec ¢j ), et cjrespectivement I'angle de frottement de base et la cohésion du joint (en MPa). Ce
modele présenté dans la figure 1.31 reste simplifié. Cependant, il ne prend pas en compte I'évolution
de I'angle de frottement et de la cohésion en fonction du niveau des contraintes normales appliquées.

Domaine élastique

Contrainte normale, g, (MPa)

Contrainte de cisaillement,t (MPa)

Figure 1.31 : Critere de rupture de Mohr-Coulomb.
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1.4.2.2.4.2 Critere bilinéaire de Patton

Patton, 1966 est le premier a avoir introduit la notion de dilatance et a prendre en compte
I’effet de la géométrie du joint sur son comportement mécanique en cisaillement. |l a réalisé des essais
de cisaillements sur des joints artificiels a aspérités régulieres en dents de scie. A partir de ces essais,
Il a distingué deux comportements différents en fonction du niveau de contrainte normale appliquée.
Il a proposé un critére de rupture bilinéaire (figure 1.32).

Sous faible contrainte normale, un glissement le long des aspérités est obtenu, générant ainsi une
dilatance du joint. A partir d’une contrainte normale de transition o, une rupture des aspérités a lieu
et le comportement du joint passe d’un glissement le long des aspérités a une rupture de la matrice
au niveau de ces aspérités. Les équations des deux droites qui régissent ce comportement et qui
définissent ce critere sont (Egs. 1.48-1.49) :

T = o, tan(g,; + i) avec o, < o7 (1.48)
T =0, tan((pb‘j) + ¢j avec o, = o7 (1.49)

Avecil’angle de I'aspérité, @, ; I'angle de frottement de base du joint et ¢; la cohésion du joint.

O

>

Contrainte normale, g, (MPa)

Contrainte de cisaillement, T (MPa)

Figure 1.32 : Critere bilinéaire de Patton.

Ce critere permet de comprendre I'existence de deux phénomenes : le glissement et le cisaillement.
Il montre de méme que la résistance du joint augmente pour des rugosités plus marquées (c.a.d. pour
i plus grand). En plus, il suppose que lorsque les aspérités sont écrasées, le joint se comporte comme
un joint lisse décrit par un critére linéaire. Cependant, ce critére reste simplifié parce qu’un joint
rocheux réel ne présente pas des aspérités régulieres, et donc pour une méme contrainte normale,
en fonction de I'angle de I'aspérité, les deux phénomenes de glissement et de cisaillement peuvent
coexister et quelques aspérités peuvent rompre avant que le joint atteigne sa résistance maximale au
cisaillement.
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1.4.2.2.4.3 Critere de Ladanyi et Archambault

Afin de surmonter les limitations du modele bilinéaire de Patton, Ladanyi et Archambault,
1969 se sont basés sur ce dernier pour développer un nouveau critéere sur des principes énergétiques
proposées par Rowe et al., 1964. Ladanyi et Archambault considerent que I’effort de cisaillement total
sur le joint est divisé en 4 composantes qui peuvent exister en méme temps, contrairement au critere
de Patton qui sépare les phases de cisaillement : une composante S; liée au travail externe dilatant
contre la force normale externe appliquée N, une composante S; due au travail interne en frottement
en présence de la dilatance, et une composante S; due au travail interne en frottement en absence
de dilatance. La derniére composante S, est identique a la deuxiéme partie du critére bilinéaire et
apparait une fois que toutes les aspérités sont détruites. Celle-ci représente |'effort du cisaillement
des aspérités. Ces efforts (en N) sont représentés en fonction de la portion d’aire du joint cisaillée

as = % comme suit (Eq. 1.50) :

S = (Sl+52+53)(1 — as) +S4a5 (150)
Avec A, la surface cisaillée du joint et A sa surface totale.
lIs obtiennent alors le critére suivant (Eq. 1.51, figure 1.33) :

;= 5 = e (+tang;)+assy (1.51)
A 1-(1-as)vtang;

Avec v le rapport de dilatance a la rupture (v = tani, et i I'angle des aspértés a la rupture), et S, la
résistance au cisaillement des aspérités, considérée égale a la résistance au cisaillement de la roche
intacte.
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Figure 1.33 : Critere de Ladanyi et Archambault (tirée de Hoek et Bray, 1977).

1.4.2.2.4.4 Critere empirique JRC-JCS de Barton

La rugosité est prise en compte dans le critére de Ladanyi et Archambault par I'intermédiaire
de la proportion de surface cisaillée et de la dilatance. Dans son critére, Barton quantifie explicitement
la rugosité dans le critere en utilisant le JRC. Il exprime donc dans son premier critére (Barton, 1973)
la résistance au cisaillement d’un joint en fonction de la rugosité JRC, I'angle de frottement de base
®p,j, la contrainte normale externe appliquée gy, et la résistance a la compression de la roche JCS
(Joint Compressive Strength) (Eq. 1.52).
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T = guytan [‘Pj,b + JRC log (]CS)] (1.52)

on.
Suite a ce travail, Barton et Choubey, 1977 ont amélioré ce critere en se basant sur des résultats
expérimentaux et ont défini deux niveaux du critere en fonction de la contrainte normale appliquée
(Egs. 1.53-1.54, figure 1.34).
T = gytan [(pj,r + JRC log (]aﬁ)] pourl < Jaﬁ <100 (1.53)
n

n

T = g,tan[70°] pourjaE > 100 (1.54)

Dans leur deuxieme version, ils ont remplacé I'angle de frottement de base ¢;; par I'angle de
frottement résiduel ;. En effet, suite aux différents essais réalisés, ils ont trouvé que le niveau
d’altération du joint contréle son comportement, méme au-dela de la résistance maximale, et donc
I'angle de frottement résiduel peut légerement différer de I'angle de frottement de base du joint.
Celui-ci est estimé a partir de I'expression (Eq. 1.55) :

@jr = (®jp—20) +207/R (1.55)

Avec r le nombre de rebond du marteau de Schmidt sur le joint mouillé et altéré, et R celui sur le joint
sec non altéré.
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Figure 1.34 : Critere de Barton (tirée de Hoek et Bray, 1977).
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Figure 1.35 : Concept du JRC mobilisé développé par Barton, 1982, permettant la modélisation de la contrainte

tangentielle et la dilatance au cours du cisaillement.

Barton, 1982 définit un JRC mobilisé, qui atteint sa valeur maximale au pic (c’est le JRC utilisé pour
tracer I'enveloppe du critére), et qui diminue au cours de I'essai de cisaillement a mesure que les
aspérités se dégradent jusqu’a atteindre une contrainte tangentielle résiduelle (figure 1.35). Le critére
de Barton est adopté comme le critére de référence par la Société Internationale de la Mécanique des

Roches en 1978.

Dans son critére, Barton caractérise le joint avec une valeur initiale du JRC. Cependant, comme évoqué
précédemment, la définition de cette valeur est subjective. De plus, la surface des joints n’est pas
souvent isotrope, et donc le JRC peut varier en fonction du profil choisi sur le joint. A titre d’exemple,
Ferrero et al., 1999 ont choisi aléatoirement 20 profils d’'un méme joint et ont démontré que le JRC
peut varier de 8 a 20 sur le méme joint. Il est donc important de choisir le JRC le plus représentatif du

joint et qui a le plus d’influence sur le comportement mécanique.

1.4.2.2.4.5 Critére GG de Grasselli et Egger, 2003

Dans le but de mieux prendre en compte I'effet de la rugosité sur le comportement mécanique
des joints au cours de 'essai de cisaillement et de ne pas se baser sur un seul profil du joint, les
chercheurs ont démontré la dépendance entre la résistance au cisaillement des joints et la surface de
contact réelle du joint dans les trois dimensions (Gentier et al., 2000). Des parameétres 3D de la surface
peuvent étre définis pour relier cette résistance au cisaillement a la surface mobilisée au cours de
I'essai et quantifier I'endommagement et I'usure des joints au cours de I'essai (e.g. Plesha, 1987 ;
Homand et al.,2001 ; Grasselli et al., 2002 ; Belem et al., 2009 ; Tatone et Grasselli, 2009 ;2010).

Grasselli et Egger, 2003 ont proposé un critére de rupture a la base d’une cinquantaine d’essais sous
contrainte normale constante (CNC). lls ont vérifié dans leur travail la dépendance entre la direction
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de cisaillement et la résistance au cisaillement : la surface des aspérités en contact durant I'essai sera
celle qui est paralléle a la direction du cisaillement. lls ont remarqué également que la rupture des
aspérités ne se fait pas seulement en compression mais aussi en traction. Leur critére présente les
avantages de pouvoir prendre en compte I'effet de la rugosité a travers la surface réelle de contact
cisaillée dans le plan (xyz) et non pas juste sur un profil, et I'effet de la résistance a la traction. Leur
critéere est donc formulé, aprés modification (Cottrell, 2009) comme suit (Eq. 1.56) :

T, = l1 + e“(?&iﬁ'gﬁq)l optan [(pb + (Gj'jralx)B] (1.56)

6;, , N . _—y
Avec: (C"jralx) représentant la rugosité tridimensionnelle (I'angle des aspérités moyen) dans la

direction de cisaillement, 6,,,, l'angle de pendage apparent maximal, C une constante
adimensionnelle, g, et o; respectivement les résistances a la compression et a la traction, ¢, angle
de frottement de base, B un parametre de mise a I’échelle dépendant de la résolution des mesures et
Agpla surface de contacte maximale possible.

1.4.2.2.5 Détermination des raideurs knet ks

Dans les parties précédentes, les raideurs tangentielle et normale du joint sont mesurées
séparément, a partir des essais mécaniques différents. De nombreux auteurs ont essayé de proposer
des relations empiriques pour estimer plus facilement ces grandeurs mécaniques. Bandis, 1980 et
Bandis et al., 1983 ont déterminé empiriquement I'ouverture initiale a;, la raideur normale initiale kn;
et la fermeture maximale Vi, pour des joints colmatés comme suit (Eqs 1.57 a 1.59) :

_JRE (05 0 _
g =55(0225-01) (1.57)
kn; = 0,02 (’aﬁ) +2JRC — 7,15 (1.58)
J

’CS>D (1.59)

Vin =A+B.]RC+C(7

J
A, B, C et D sont des constantes déterminées par des essais en laboratoire, o, la résistance a la
compression simple de la roche. Les joints testés par Bandis, 1980 et Bandis et al.,, 1983 ont les

propriétés suivantes (Eqgs. 1.60 a 1.63) :

5<JRC <15 (1.60)
28MPa < JCS <182 MPa (1.61)
0,1mm < a; < 0,6mm (1.62)
Oni < 1kPa (1.63)

Barton et Choubey, 1977 ont proposé une relation empirique qui quantifie la raideur tangentielle au
pic (Eq. 1.64) :

kg = 1:¥Oantan [(pj,r + JRC log (]CS)] (1.64)

On
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Avec L la longueur réelle du joint (en m). Elle est introduite pour prendre en compte I'effet d’échelle
qui, comme présenté dans la partie 1.4.2.2.3.2 de ce chapitre, a un effet considérable sur la résistance
des joints et leur comportement mécanique.

A partir de ces deux propriétés mécaniques (raideurs tangentielle et normale), une question

importante se pose sur |'anisotropie élastique des discontinuités, exprimée par le rapport k—”
S

Les travaux classiques en mécanique des roches montrent que généralement, k, est supérieur a k..
Ces deux parametres ont le méme ordre de grandeur si le joint ne contient pas de matériau de

remplissage (Yoshinaka et Yamabe, 1986). Dans ce cas, % = 1. En présence du remplissage, et si les
S

propriétés mécaniques du matériau du remplissage sont plus faibles que celles de la roche (ce qui est
généralement le cas), la raideur tangentielle du joint obtenue est plus faible que la raideur normale.
Rachez, 1997 a donné un ordre de grandeur des caractéristiques des discontinuités rocheuses,
notamment les raideurs normale et tangentielle (tableau 1.4). En se basant sur les bases de données
existantes, Chalhoub, 2006 a définit I'intervalle de variation de ces grandeurs comme suit (Eq. 1.65) :
2 <2 <100 (1.65)

S

Cet intervalle s’approche des résultats trouvés par Bandis et al., 1983 (entre 1 et 130). Leur résultat
montre que ce rapport augmente quand les contraintes appliquées sont plus importantes.
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Tableau 1.4 : ordre de grandeur des propriétés mécaniques des discontinuités rocheuses, Rachez, 1997.

Roches sédimentaires or d Kq Ks (MPa/mm)
) ® MPa/mm o, (MPa) K,
Calcaire d'Ottawa (Hungr, 78) 11-46 0,5-2,2 3-17
Calcaire (Bandis et al., 1983)
Calcaire trés légérement altéré 7,9-30,6 0,2-1,8 1,7-6,9
Calcaire altéré 3,8-12.9 0,3-1,5 0,7-1,9
Barrage de Aslantas (Turquie)
(Muralha & Cunha, 1990)
Gres et mudstone
sans remplissage 26 11 2Kg
remplissage de 1-3 mm d'argile 18 9 <Kp< ? 0,5-2
remplissage de 10-20 mm d'argile 14 6 4K
Grs de Nepean (Hungr & al, 78) 32 7 4 13-25 0,5-2,2 5-20
Roches métamorphiques or d Kn Ks (MPa/mm)
O [ O |MPmm| o MPa) K,
Interface (Lo & al., 91)
Cneiss / béton 0.35-14 1.R-4
Schiste (Muralha & Cunha, 90) Ppic *)
Schiste vert
aire comprise entre 20 et 40 cm? 26-47 1-12
aire compr. entre 220 et 240 cm? 24
Schiste argileux
aire comprise entre 20 et 40 cm? 239 ;_;
airc compr. cntre 180 et 220 cm?
Ardoise (Bandis et al., 1983)
Ardoise saine 24,1-46,5 0,5-2,3 5.6-12,6
Ardoise altérée 11,6-13,8 0,4-1,5 0,6-1,3
Roches magmatiques Pr d Kn Ks (MPa/mm)
) ) MPa/mm On (MPa) Ks
Dolérite (Bandis et al., 1983)
Dolérite trés légérement altérée 21,7-26,7 0,3-2,1 1,8-5
Dolérite altérée 8,1-13.4 0,3-1,1 0,9-2,2
Granite (Muralha & Cunha, 90) Opic(”) | ¢ (kPa)
discontinuité horizontale 3846 | 60-160 2-7
fractures verticales 2342 | 20-150

1.5 Modélisation physique en géotechnique

La modélisation physique consiste a reproduire expérimentalement a I'échelle réduite, des
phénomeénes allant de I'échelle du laboratoire a I’échelle des ouvrages. Cette méthode, utilisée depuis
longtemps en géologie, géotechnique, et gé¢omorphologie (Garnier, 2001 ; Green, 2014), surtout dans
les années 80 avant le développement des outils numériques (Everling, 1963 ; Piede, 1986), permet
d’obtenir des résultats quantitatifs, transposables a d’autres échelles, sous réserve de respecter les
lois de similitudes. Cependant, la mise en place d’un essai expérimental est compliquée et prend du
temps, et le respect des lois de similitudes n’est pas souvent garanti. Ceci a poussé les chercheurs a
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privilégier les modélisations numériques qui se sont de plus en plus développées pour permettre de
modéliser des configurations d’'une grande complexité. Toutefois, les modeles numériques seuls ne
sont pas suffisants pour étudier les problemes d’ingénierie en géotechnique. Plusieurs hypothéses de
simplifications sont souvent imposées, et la génération du maillage, un parameétre critique dans la
résolution numérique et I'obtention des résultats pertinents, est compliquée du moment ou le
chercheur est confronté a des modeéles ayant des structures et géométries complexe (Al Heib et al.,
2019). Les modeles numériques nécessitent une validation, qui est le plus souvent compliquée, voire
impossible s’il s’agit d’'un modele représentant une échelle supérieure a celle du laboratoire. De ce
fait, la modélisation physique, permettant de visualiser des phénomeénes physiques pouvant étre
masqués par la modélisation numérique, s’est de nouveau développée en complément de la
modélisation numérique (Nakai et Yamazaki, 1997 ; Randolph et House, 2001 ; Aydan et al. 2010 ;
Shiau et al., 2016). Elle s’est appuyée sur le développement des techniques d’instrumentations et de
mesures qui donnent des résultats de grande précision et permettent de visualiser et suivre toute
déformation et évolution de contraintes dans le modele a tout instant. A titre d’exemple, Ghabrie et
al., 2015 (a-b) ont couplé les résultats des techniques de scanner laser 3D, de la corrélation d’images
et photogrammétrie, et des transducteurs optiques pour avoir le plus de précision. Li et al., 2015 ont
utilisé un systeme de capteurs de déformation a grande précision : la fibre optique.

1.5.1 Lois de similitudes

Afin d’obtenir des résultats quantitatifs, il est indispensable de respecter des lois de
similitudes. Il s’agit des facteurs d’échelle A* appliqués a tout parameétre du probléme, pour assurer
le passage de I'échelle réduite du modele A,, a I’échelle 1 du prototype A, (Eq 1.66) :

A =tm (1.66)

Ap

L’'une des premiéres études des lois de similitudes a débuté au 19°™ siécle avec le théoréme de Vashy
(Garnier, 2001). Plusieurs études ont suivi ce théoreme pour définir les lois de similitudes appliquées
en géotechnique (Mandel, 1962 ; Kerisel, 1972 ; Garnier, 2001 ; Berthoz, 2012). Le théoréme de
Vashy-Buckingham (Buckingham, 1914) consiste a trouver des relations adimensionnelles entre les
différents parametres du probléme, en se basant sur la matrice dimensionnelle qui lie les parametres
a leurs unités fondamentales. Une deuxiéme méthode de recherche des relations adimensionnelles
consiste a établir une équivalence entre les équations mécaniques du probleme a I'échelle réduite et
celle du prototype (échelle 1, in-situ).

1.5.1.1 Théoréme de Buckingham : théoréme I

Enoncé du théoréme :

Soit une fonction de mesures f (%, ..., X,) dépendant de (m < n) unités fondamentales. On suppose
gue la matrice dimensionnelle P est de rang r. La condition nécessaire et suffisante pour que cette
fonction ait une valeur indépendante du systeme d’unités fondamentales est qu’elle puisse s’exprimer
sous forme d’une fonction des (n-r) variables sans dimensions Iy, ... [T, soit f (xq, ..., X,,) = F(ITy, ...
Ih-).

Les étapes de calcul ainsi qu’une application numérique sont présentées dans le chapitre 4.
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1.5.1.2 Analyse dimensionnelle des équations de la mécanique

Les relations de similitude peuvent étre obtenues a partir de I’équivalence entre les équations
générales de la mécanique appliquées au cas réel et au modeéle réduit (Eqs. 1.67 a 1.79). Les
parameétres sont explicités dans le tableau 1.5.

Equation générale de la mécanique :

j=399ijam) _ d*uigm)
)y 3% + Py Jim) = Pam) gz~ (1.67)
j=305ij(p) dui(p) (1.68)

=100 TP 9iw) = Pw) Taz,

L'équivalence entre ces deux équations en intégrant dans le calcul le facteur d’échelle donne la
relation suivante :

j=300ijmm) a" ' _ T*2¢* d2Ui(m)

—=1 (1.70)
p*g*L

T*2g*

—n=1 (1.72)
pru*L

La méme méthode de raisonnement est appliquée a d’autres équations de la mécanique.

Equation de conservation de la masse :

ap . fdu) _
v +pdiv (E) =0 (1.72)
u'=Letef=—=1 (1.73)

Loi de Hooke (comportement élastique)

v v+1
gij = _Etr(o-ij)(sij + TO'ij (174)
E*=o¢" (1.75)
vi=1 (1.76)

Critére de plasticité Coulomb :

T =c+atan(p) (1.77)
T"=c"=0" (1.78)
o' =1 (1.79)

1.5.2 Types de modélisation physique

Il existe deux types de modélisation physique : sous gravité terrestre et en centrifugeuse. Les
modeles sous gravité terrestre sont caractérisés par un facteur d’échelle g*=1. Ce type de modeles
présente une flexibilité dans les géométries a modéliser : le chercheur n’est pas limité par la géométrie
du dispositif (modele a trappe, bac a sable, dispositif a table vibrante, etc.). Le point de faiblesse
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essentiel de ce type de modele est la difficulté a reproduire I'état de contraintes a cause des
dimensions le plus souvent limitées de ces modeles par rapport a la réalité, et de I'application uni- ou
bidimensionnelle des contraintes (Al heib, 2013 ; Green, 2014). Un deuxiéme point de faiblesse est
I'impossibilité d’utiliser dans le modeéle réduit le méme matériau que dans le prototype sous peine de
ne pas respecter les facteurs d’échelle, et par suite de ne pas pouvoir obtenir des résultats quantitatifs.
Ce probleme est plus ou moins résolu en centrifugeuse. En effet, le principe de la centrifugeuse
consiste a mettre le modele sous rotation, permettant donc d’obtenir un facteur de gravité g*=n avec
n la vitesse de rotation. L’application des lois de similitude avec g*=n montre la possibilité, en fonction
du probléeme étudié, d’utiliser le méme matériau du prototype. Le tableau 1.5 met en évidence la
différence entre modélisation sous gravité terrestre et en centrifugeuse pour un cas simplifié p* = 1.

Tableau 1.5 : Les facteurs d'échelle en géotechnique appliqués en centrifugeuse et sous gravité terrestre pour
p* =1

Grandeurs Centrifugeuse g*=n Gravité terrestre g*=1
Longueur L* 1/n 1/n
Gravité terrestre g* n 1
Masse volumique p* 1 1
Temps T* 1/n 1/vn
Contraintes ¢* 1 1/n
Contraintes tangentielles 7* 1 1/n
Résistance a la compression Ry 1 1/n
Résistance au cisaillement 7,,;. 1 1/n
Cohésion c* 1 1/n
Coefficient de Poisson v* 1 1
Angle de frottement ¢* 1 1
Module de Young E* 1 1/n
Déplacement u* 1/n 1/n
Déformations &* 1 1
Raideur normale numérique k;, n 1
Raideur de cisaillement numérique k; n 1

Comme montre le tableau 1.5, pour les modeles en centrifugeuse, les facteurs d’échelle a respecter
sur les propriétés mécaniques du matériau (coefficient de Poisson, module de Young, angle de
frottement, cohésion, résistance au cisaillement et a la compression, etc.) sont unitaires, ce qui signifie
gue le méme matériau peut étre utilisé a I'échelle réduite et dans le prototype. Par contre, ceci n’est
pas le cas sous gravité terrestre ol un matériau analogique différent du prototype doit étre utilisé car
les facteurs d’échelles ne sont pas tous unitaires. Cependant, il n’est pas possible de réaliser souvent
des modeles en centrifugeuse. Tout d’abord, parce que c’est un dispositif expérimental couteux et
non accessible a tous les laboratoires de recherches en géotechnique. De plus, il présente des limites
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de vitesse de rotation. La modélisation en centrifugeuse présente aussi des points de faiblesse liés aux
effets d’échelle en rapport avec la granulométrie des massifs, aux problématiques liées a I’écoulement
des fluides et le transfert thermique, etc. (Garnier et al., 2007), et a la géométrie complexe des massifs
rocheux.

1.5.3 Modélisation physique en mécanique des roches

Nous nous intéressons dans ce travail aux modélisations physiques de grande taille. La
modélisation physique en centrifugeuse est largement utilisée en mécanique des sols et dans les
études d’interaction sol-structure (Hewlett et Randolph, 1988 ; Garnier et Pecker, 1999 ; Chen et al.,
2008). Cependant, son application en mécanique des roches est trés limitée. Contrairement aux sols
granulaires, il est difficile de construire un modeéle réduit en utilisant la roche réelle. En plus, la mise a
I’échelle des propriétés des joints n’est pas évidente. L'utilisation de la roche réelle avec ses joints
naturels dans une centrifugeuse aboutit a des raideurs normale et tangentielle a I'échelle du
prototype, « n » fois plus importants que les valeurs souhaitées (tableau 1.5). Ceci est aussi le cas pour
les propriétés géométriques tel que I'espacement des joints. Le massif a I’échelle 1 du prototype sera
donc moins fracturé que le massif réel duquel la roche utilisée en modélisation est extraite. Stone et
Taylor, 2002 ont réalisé un essai en centrifugeuse pour étudier la stabilité de pente d’'un massif
rocheux. lls ont utilisé une craie largement fracturée (espacement de 5 cm). lls ont obtenu une rupture
suivant une direction préférentielle. Cependant, leur analyse est restée qualificative, pour les raisons
sus-mentionnées, et a cause aussi du remplissage entre les joints, souvent granulaire, qui lui aussi va
subir une mise a I'échelle des propriétés géométriques (granulométrie) et mécaniques. De ce fait, les
modeles physiques en mécanique des roches sont en général sollicités sous gravité terrestre en
utilisant des matériaux analogiques. Une grande partie des modeéles physiques en mécanique des
roches vise a étudier les excavations souterraines représentées par des mines ou par la construction
des tunnels. En fonction du type des ouvrages a modéliser, plusieurs méthodes d’excavations sont
appliguées en modélisation physique. Le choix de la méthode d’excavation est essentiel parce qu’il a
une influence directe sur la redistribution des contraintes dans le massif. Cependant, il existe plusieurs
conditions imposant parfois le choix de la méthode comme les dimensions du dispositif, les
dimensions de |’excavation a effectuer, et le type de matériaux.

Les principales solutions proposées sont :

- L'utilisation de blocs qui sont enlevés du modele. Cette technique est surtout utilisée pour
modéliser les mines en chambres et piliers (Fuenkajorn et Phuenakphum, 2010 ; Ghabraie et
al.,2015a-b);

- L'utilisation de trappes ou de vérins verticaux. Cette technique est généralement appliquée
lors de I’étude des affaissements en surface (Terzaghi, 1936 ; Vardoulakis et al., 1981 ; Park et
al.,1999 ; Adachi et al., 2003 ; Hor, 2012) ;

- L'utilisation de coussins gonflables pour modéliser le phénoméne de dépression d’un tunnel
au cours de son creusement (Atkinson et al., 1975 ; Hagiwara et al., 1999; Wu and Lee, 2003);

- L'utilisation d’outils mécaniques comme par exemple les tariéres (Kim, 1996 ; Champan et al.,
2006), un tunnelier (Berthoz et al., 2013).
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Les mesures réalisées au cours de la modélisation dépendent de sa nature : si le dispositif
expérimental est doté d’au moins une facette visible, il est possible d’utiliser les techniques de
mesures visuelles comme par exemple la corrélation d’images (Ghabraie et al.,2015a ; Sui et al.,2015),
le suivi des points de références (Lee et Bassett,2007 ; Huayang et al.,2010), ou la thermographie (He
et al., 2010). Si aucune facette n’est visible, les chercheurs ont recours a différents types de capteurs
de déformation et de contraintes (Sun et al.,2011 ; Lin et al.,2015 ; Li et al.,2015 ; Silva et al., 2016).
Les modeles existants peuvent étre classés selon le type de sollicitations (2D ou 3D), les matériaux
utilisés (géomatériaux ou non-géomatériaux) (Stimpson, 1970), ou selon I'approche utilisée (modéle
continu ou discontinu). Cette derniére classification est adoptée dans la suite et constitue le point de
départ qui oriente les choix retenus dans ce travail de recherche. Un tableau synthétique des
différents modeéles physiques est présenté en Annexe B. Il résume un nombre de modeles physique
en mécanique des roches en représentant le type d’ouvrage étudié, le matériau utilisé, la méthode
d’excavation, et les facteurs d’échelle appliqués.

1.5.3.1 Modeles continus

Le choix des propriétés mécaniques des matériaux analogiques utilisés comprend deux
étapes : application des méthodes d’homogénéisation au massif initial fracturé (échelle du prototype)
pour passer au modeéle continu, et I'application des lois des similitudes aux propriétés équivalentes
pour passer de |'échelle du prototype a I'échelle réduite. Des géomatériaux a base de sable sont en
général utilisés dans ce type de modeles en raison de la proximité minéralogique entre les sols et les
roches. Ces géomatériaux sont généralement mélangés avec des liants ou d’autres matériaux, a des
pourcentages différents. La proportion de chaque élément est choisie aprés différents tests de
caractérisation mécanique afin d’obtenir les propriétés respectant les lois de similitudes. A titre
d’exemple, Parson et Reddish, 1993 ont utilisé pour modéliser I'excavation d’un tunnel un mélange
de sable, platre et eau a proportions différentes et représentants les couches de charbon, d’argilite et
de gres. Ying-ke Liu et al., 2011 ont utilisé un mélange de platre / gravier / carbonate de calcium /
suie pour modéliser le charbon, les siltites et le calcaire. Lin et al., 2015 ont modélisé leur massif par
un mélange de poudre de barytine, sable et eau (figure 1.36). D’autres types de matériaux peuvent
étre utilisés. Weishen et al., 2011 ont modélisé des cavernes d’une station hydroélectrique avec un
mélange de fer, barytine, quartz en poudre, solution d’alcool et résine (I'alcool s’évapore et le
colophane joue le role d’un liant). Les différents mélanges adoptés dans un méme modéle
correspondent aux couches et stratifications présentes dans le modeéle géologique. Cependant, ces
modeles ne prennent pas en compte |'effet des discontinuités explicitement, et ne permettent donc
pas d’étudier les effets des fractures préexistantes sur la stabilité du massif rocheux et des ouvrages
exploités en présences de ces structures géologiques.

Figure 1.36 : Modélisation physique d’une excavation d’un tunnel par approche continue (tirée de Lin et al.,
2015).
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1.5.3.2 Modeéles discontinus

Comme présenté dans la partie 1.2, il est essentiel dans certains cas de représenter
explicitement les fractures. Les modeéles physiques explicitement discontinus sont construits
généralement par assemblage de blocs (figure 1.37b). Les fractures sont donc l'interface entre les
blocs (Aydan et al., 1989 ; Fuenkarjorn et Phunakphum, 2010). Or ces discontinuités ne représentent
pas la réalité: tout d’abord, les familles de discontinuités dans un massif rocheux ne sont
généralement pas limitées a deux familles orthogonales. De plus, ces interfaces ne sont pas
caractérisées mécaniquement et donc les facteurs d’échelles sur les parameétres des joints ne sont pas
respectés. De ce fait, les résultats obtenus avec ce type de modéles restent qualitatifs. Un deuxieme
type de discontinuités est généralement représenté en modélisation physique: les plans de
stratification (figure 1.37a). L'interface entre les différentes couches constituent les plans de
stratification. Pour insister sur cet aspect et former un plan de faiblesse au niveau de la transition
entre les matériaux, certains chercheurs complétent les stratifications par une couche de sciures ou
de mica (Ying-ke et al., 2011 ; Sui et al., 2015 ; Ghabraie et al., 2015a-b). Cette représentation reste
tres simplifiée et ne prend pas en compte toutes les discontinuités ayant une influence sur la stabilité
des structures exploités dans un environnement rocheux.

Figure 1.37 : (a) Modélisation d'une mine souterraine en représentant les plans de stratification (tirée de
Ghabraie et al., 2015a) et (b) modélisation discontinue des excavations par assemblage des blocs (tirée de
Fuenkarjorn et Phunakphum, 2010).

1.5.4 LUimpression 3D en mécanique des roches

Suite a cette revue bibliographique sur les modeles physiques développés en mécanique des
roches, il était nécessaire de trouver une nouvelle technique qui permet de représenter explicitement
les discontinuités rocheuses, et de les caractériser mécaniquement de sorte que les facteurs d’échelle
soient respectés. L'idée est donc d’utiliser la fabrication additive, une technologie largement
développée dans le domaine des matériaux et qui permet de reproduire des géométries tres
complexes, comme par exemple celle des protheses et des implants médicaux sur-mesure. Dans cette
partie, nous présenterons les applications de cette technologie en mécanique des roches et ses
avancées.

La fabrication additive, connue sous le nom d’impression 3D (3DP), est une technologie permettant
de fabriquer des objets 3D a partir d’'un modéle géométrique numérique CAO (conception assistée
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par ordinateur). Cette technologie apparue il y a une trentaine d’année, est largement utilisée. Ses
revenus globaux en 2012 étaient de 2,204 milliards $ (Wohlers TT, 2013). Ce revenu est en croissance
continue (Wohlers, 2019). La fabrication additive trouve sa place dans les marchés de différents
domaines (construction des modeéles de validation aux industries, construction de maquettes
d’architecture, construction des piéces de rechange pour quelques machines (comme les électro-
ménagers), dans le domaine médical et dentaire, automobile, etc. (Berman, 2012). Cette croissance
est due a la facilité et rapidité de la technologie, ainsi qu’a la variété des processus de fabrications
adaptés aux différents types de matériaux. On peut noter a titre d’exemple la fabrication additive des
polymeéres, des métaux, papiers et composites, platre, et les matériaux pateux. Le principe de la 3DP
des polymeres, utilisée dans le cadre de ce travail sera présenté dans la chapitre suivant. Dans le
domaine géotechnique, I'utilisation de la fabrication additive reste limitée. Les applications de la 3DP
peuvent étre classées en deux grandes familles : une modélisation des structures par 3DP pour étudier
leur comportement ainsi que I'interaction sol-structure (Feng et al., 2015 ; Ritter et al., 2018 ; Stathas
et al., 2018), et une modélisation des éprouvettes construites par 3DP pour les caractériser
mécaniguement et comparer leur comportement a celui des géomatériaux (modélisation physique
petite échelle) (Cui et al, 2019, Ishibashi et al 2019).

Jiang et Zhao, 2015 étaient parmi les premiers a tester I'applicabilité de la 3DP en mécanique des
roches. lls ont étudié le comportement des éprouvettes en PLA (acide polylactique) par la technique
FDM (la technique de base en 3DP). Plusieurs géométries sont testées : des éprouvettes continues,
éprouvettes ayant une configuration en treillis (nceuds + barres) et des éprouvettes avec une
microstructure et des vides (figure 1.38a). Le but était de comparer le comportement obtenu a celui
des roches et d’étudier I'effet des microstructures sur le comportement global du PLA. Or cette
technique de 3DP et le matériau utilisé ne sont pas les plus adaptés pour simuler une matrice
rocheuse. Le comportement mécanique du PLA sous compression uniaxiale est ductile, et c’est un
matériau trés déformable, ne manifestant pas une propagation de fissure a la rupture (figure 1.38b).

Figure 1.38 : Différentes géométries construites par la technique FDM de 3DP et testées par Jiang et Zhao, 2015
pour les caractériser mécaniquement.

Ce travail a été suivi par des études préliminaires pour trouver le matériau analogique « idéal » des
roches (Jiang et al., 2016c¢ ; Zhou et Zhu, 2018). Afin d’optimiser les résultats et de s’approcher du
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comportement des roches, Fereshtenejad et Song, 2016 se sont intéressés a étudier les effets des
parametres de l'impression sur les parametres mécaniques des éprouvettes de compression.
L'imprimante utilisée est a base de poudre (ZPrinter 450) et le matériau utilisé est le ZP 150 en poudre
avec le Zb 63 comme liant. Cette étude met en évidence la dépendance entre les propriétés
mécaniques des piéces et les parameétres d'impression.

Les études citées au-dessus sont des études générales de caractérisation. D’autres études plus
spécifiques ont été réalisées et sont décrites ci-aprés. On peut les classer en fonction du type
d’application de la 3DP : étude de la porosité et perméabilité, étude de propagation de fissures et
études de distribution de contraintes a I'intérieur d’un massif hétérogéne

1.5.4.1 Etude de la porosité et perméabilité

La technique principalement utilisée dans ce type d’études est la 3DP a base de sable.
L’avantage principal de cette technique est l'utilisation d’un géomatériaux respectant des lois de
comportement ressemblant a celles des roches. Dans le processus de fabrication, le sable est mélangé
a des liants, et la cohésion entre les différentes couches est assurée par une réaction chimique lors du
dépot des couches. Osinga et al. 2015 ont testé, en compression simple, des éprouvettes continues et
d’autres contenant une seule fracture traversante. Ces essais ont permis de mettre en évidence
I'intérét de cette technique surtout que le matériau de base utilisé est un géomatériau. Dans la méme
perspective, et étant donné l'influence des parametres de fabrication sur les propriétés mécaniques,
Primkulov et al., 2017 ont étudié I'influence de la température sur les liants ajoutés au sable. Gomez
et al., 2017/2019 (figure 1.39) ont caractérisé la porosité et la perméabilité des éprouvettes de
compression construite par 3DP a base de sable. lls ont constaté que cette technique permet de
reproduire une porosité semblable a des porosité des roches. Cependant, et pour une application aux
études des réservoirs, les éprouvettes fabriquées par 3DP sont plus compressibles et perméables que
des roches typiques de réservoirs. Des optimisations de la technique de fabrication sont donc
nécessaires pour aboutir a des propriétés similaires a celles des roches et des réservoirs.

25 MPa

(a) (b)

Figure 1.39: (a) Eprouvettes de compression construite par 3DP & base de sable, et une image MEB
correspondantes afin de caractériser la porosité des éprouvettes (tirée de Gomez et al., 2019).

D’autres techniques ont été testées pour valider la possibilité d’utiliser la 3DP pour modéliser
concrétement la porosité des roches. Head and Vanorio, 2016 ont utilisé la résine dans la construction
de leur modele hétérogene a partir duquel ils ont calculé la perméabilité. Ishutov et al., 2015 ont
imprimé des réseaux de porosité connectés a |'aide d’'une imprimante a filament FDM (matériaux :
ABS et PLA) (figure 1.40). Or cette technique, avec ses parametres de base, est |'une des moins précises
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en 3DP et ne permet pas d’obtenir de bonnes résolutions lorsque la géométrie devient complexe.
Suzuki et al., 2016 ; 2017 ont généré un réseau de fractures dans une éprouvette construite par 3DP
(VisiJet ® EX200 Plastic Material for 3-D Modeling, 3D Systems), et ont injecté de I'eau pour étudier le
comportement hydraulique de I’éprouvette. lls constatent que méme si la géométrie du réseau de
fractures est globalement respectée, le résultat expérimental est loin des simulations numériques et
donc des questions demeurent quant a la capacité du matériau utilisé a simuler les roches. Liu et al.,
2016 ont trouvé des tendances similaires (écart entre les propriétés expérimentales et théorique) en
utilisant des matériaux transparents (vero clear) pour la matrice et opaques (RGD blanc) pour les
hétérogénéités des réservoirs.

a)
@B

Figure 1.40 : Réseaux de fractures obtenues a partir de I'impression 3D par la technique FDM (tirée de Ishutov et
al., 2014).

1.5.4.2 Propagation de fissures

Plusieurs chercheurs ont étudié la propagation de fissures. Jiang et al.,2016a et Sharafisafa et
al., 2018 ont utilisé le méme matériau (Visilet PXL Core hemihydrate CaS04.0.5H20, un matériau a
base de gypse) et la méme technique de 3DP pour étudier la capacité de ce matériau a initier une
propagation de fissures, a partir d’un défaut préexistant dans la matrice. La conclusion commune a
ces deux travaux est la possibilité d’initier une propagation de fissure et de reproduire un
comportement fragile sous compression uniaxiale, contrairement aux éprouvettes construites a partir
de polyméres. Un deuxieme matériau, plastique, est utilisé dans I'étude de propagation de fissures :
la résine transparente. Ce matériau est surtout utilisé pour visualiser le mode de propagation a
I'intérieur de I'éprouvette construite par 3DP (figure 1.41) (Zhu et al., 2018 ; Zhou et al., 2019).

Wing cracks

10mm
e

Columbia resin CR39 Sandstone 3DP resin (accura® 60)
(a) (b) () (d)

Figure 1.41: Comparaison entre la propagation des fissures dans une résine, dans un grés, et dans des
éprouvettes en résines construites par 3DP (tirée de Zhou et al., 2019).

55



Chapitre 1

1.5.4.3 Distribution des contraintes

Une 3% gpplication de la 3DP en mécanique des roches est |a visualisation de la distribution
des contraintes dans le massif rocheux en fonction du réseau de fracture. Les matériaux utilisés sont
des polymeéres photoélastiques. Ju et al. 2014 ; 2017 ; Wang et al., 2017 ont étudié la distribution des
contraintes dans des éprouvettes en 3DP simulant des formations rocheuses, en présence des
hétérogénéités (figure 1.42). lls ont utilisé I'imprimante Object Connex 500 pour fabriquer des
éprouvettes cubiques en photopolyméres « Vero Clear » pour la matrice et des matériaux opaques,
comme par exemple le « Vero Xhite plus » et « Fullcure 705 » pour les fractures. Le choix des
matériaux est piloté par la possibilité de visualiser la distribution de contraintes par des techniques de
photoélasticité. Cependant, ces essais restent préliminaires et manquent d’étude détaillée de la
caractérisation du matériau intact et sa comparaison a des roches réelles.

(a)

> g

Figure 1.42 : (a) Visualisation de la distribution des contraintes dans des tranches des éprouvettes en matériau
photoélastique, constuites par 3DP. Un exemple d'une éprouvette hétérogene (50 x 50 5 50 mm) est montré a
droite de la figure (tirée de Ju et al., 2014).

Suite a cette vue panoramique des applications de la 3DP en mécanique des roches, il est remarquable
gue les travaux existants cherchent a s’approcher du comportement réel des roches a I'échelle 1, en
reproduisant des éprouvettes et des essais de laboratoire. Les travaux ne visent pas des matériaux
analogiques dans le but de les appliquer a des modélisations physiques des ouvrages géotechniques.
Song et al., 2018 ont essayé de construire un modéle réduit d’un tunnel a partir de la fabrication
additive. Leur massif est construit avec une imprimante a base de gypse, et contient un tunnel
préexcavé. Un revétement est imprimé avec la technique FDM. Des études sont réalisées avec et sans
revétements sur un modeéle de dimension totale de 20 cm * 20 cm (figure 1.43a). Les résultats obtenus
sont comparés a des modélisations numériques et physiques. Les résultats sont prometteurs, avec
une conscience de quelques limitations des technologies de fabrication additive comme par exemple
le respect des lois de similitudes non évoquées dans I'article, et la limite des dimensions des modeéles
imprimés. Un autre aspect non traité dans ce qui a été présenté est la question des propriétés
mécaniques des joints rocheux ; I'intérét est focalisé plutot sur le comportement global du massif.
Jiang et al., 2016b eux ont étudié la capacité de la fabrication additive a reproduire la rugosité des
joints rocheux (figure 1.43b-c). Pour cela, ils ont généré un modele CAO a partir d’un nuage de points
récupéré par un scan 3D des joints rocheux. Le modele construit par 3DP est un moule utilisé pour
construire des éprouvettes de cisaillement en béton ou ciment. La fabrication additive est dans ce cas
utilisée pour reproduire la géométrie et non pas pour caractériser un matériau analogique. Ishibashi
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et al., 2020 ont utilisé eux aussi la 3DP pour étudier le comportement des joints rocheux en impression

3D, en générant des surfaces a partir de la dimension fractale afin d’étudier le comportement
hydromécanique des joints.

Dans ce travail de these, nous présentons une étude de faisabilité qui regroupera ces deux points :
nous cherchons a caractériser mécaniqguement et géométriquement des joints rocheux construits
entierement par fabrication additive, et ayant des propriétés réduites, afin d’étre intégrés dans la
suite dans le modele physique d’un massif rocheux discontinu.

(b)

Figure 1.43 : (a) Modéle réduit construit par 3DP d'un tunnel. Le massif est imprimé par un matériau a base de
gypse, et le revétement est en PLA (tirée de Song et al., 2018). (b) une surface d'un joint rocheux en cours
d'impression 3DP et (c) le résultat final de I'impression (tirées de Jiang. et al., 2016b).

1.6 Conclusions

Dans ce chapitre, nous avons présenté une vue globale de la mécanique des roches en exposant
les caractéristiques de la roche intacte, des joints et du massif rocheux (roche intacte + joints). Les
travaux sont présentés de I'échelle locale (joints, éprouvette de roche intacte) et a I’'échelle globale
de I'ouvrage.

Vu que le dimensionnement des ouvrages exploités dans des milieux rocheux nécessite une
compréhension du comportement mécanique du massif rocheux, contrélé a la fois par les propriétés
de la roche intacte, ainsi que par la présence des discontinuités a toute échelle, une question
intéressante se pose : comment peut-on et doit on représenter les discontinuités dans les modéles
réduits ? Deux approches existent, en fonction de la densité et de la dimension des fractures par
rapport a l'ouvrage, et du niveau de contraintes. La premiére consiste a appliquer des méthodes
d’homogénéisation et a remplacer le massif discontinu par un massif continu a propriétés mécaniques
équivalentes, prenant ainsi en compte implicitement I'effet des joints rocheux. La deuxieme approche
consiste a reproduire explicitement les discontinuités rocheuses. Nous nous intéresserons dans ce
travail a la deuxieme approche, avec un objectif a long terme de construire un modeéle physique réduit
sollicité sous gravité terrestre d’un ouvrage souterrain creusé dans un massif explicitement
discontinu. De ce fait, et pour une compréhension approfondie du réle des joints, nous avons présenté
d’abord les travaux de caractérisation de la roche et des joints les plus classiques. L’accent était
surtout mis sur la caractérisation mécanique et géométrique des joints. Les comportements en
cisaillement et en compression sont explicités, et les méthodes de description et de quantification de

57



Chapitre 1

la géométrie, sont représentées. Cette caractérisation est essentielle pour la modélisation d’un
ouvrage ou un massif.

Une deuxiéme question se pose a ce stade : quelles techniques et quels matériaux analogiques faut-il
utiliser pour a la fois reproduire un massif discontinu et respecter les facteurs d’échelles appliqués aux
propriétés de la matrice et des joints ?

Le schéma de la figure 1.44 représente une synthése des différents types de modeéles existants en
modélisation physique appliqués en mécanique des roches sous gravité terrestre, avec les avantages
et inconvénients de chaque technique.

I Modélisation physique en mécanique des roches sous 1g

Approche continue Approche discontinue

Méthode d’homogénéisation Méthodes classiques Méthodes non-classiques-3DP
(Géomatériaux + liants) (Géomatériaux) (Géomatériaux — plastiques)
- Modeéles par assemblage de blocs
- Stratifications

'Avantages Inconvénients | Avantages Inconvénients Avantages Inconvénients
- Reproduction du - Non prise en compte - Phénomenes liés a la - Hypotheses de - Reproduction des - Etudes limités jusqu'a
comportement explicitement des présence des géométries géométries présent a l'échelle du
mécanique discontinuités discontinuités simplifiées complexes laboratoire  plutdét qu'a

- Co(t faible - Négligence des - Non caractérisation - Plus rapide I'échelle des ouvrages
- Etude du phénomeénes liés aux mécaniques des - Reproductibilité - Comportement pour les
comportement interactions entre les discontinuités plastiques différents des

global de l'ouvrage fractures géomatériaux

- Nécessité  d'optimisation
des techniques

d’impression et des
matériaux

Figure 1.44 : Synthése des types de modélisation physique en mécanique des roches, sous gravité terrestre

Suite a cette synthese et au travail bibliographique réalisé, qui a consisté la base de notre travail et
qui a orienté nos choix, il a été décidé d’utiliser I'impression 3D pour construire une géométrie
ressemblant a celle d’'un massif rocheux. Cependant, ce qui caractérise notre travail par rapport aux
travaux existants, c’est que nous nous intéressons aux propriétés mécaniques des joints et des
massifs, a une échelle réduite. Pour cela, nous cherchons d’abord a caractériser mécaniquement et
géométriquement des joints artificiels construits par fabrication additive en utilisant le PA12. Le choix
de la technique et du matériau est expliqué dans le chapitre suivant. Nous reproduisons des
géomeétries idéalisées et des géométries réalistes, et nous proposons un critere de rupture en fonction
des propriétés de ces joints. Ensuite nous réalisons une premiére maquette réduite d’'un massif
discontinu afin de comprendre le comportement du massif et d’étudier l'interaction entre les
discontinuités rocheuses.
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Caractérisation geomeétrique et
mecanique des joints  rocheux
Imprimes par fabrication additive

Partie A : Etude Expérimentale

2.1 Introduction générale et démarches de I’étude

Ce travail de recherche est une étude de faisabilité d’'un modele physique a partir d’une
technologie émergente dans le domaine des sciences des matériaux : la fabrication additive. Nous
avons présenté dans le chapitre précédent les applications de cette technologie en mécanique des
roches. Ces applications étaient principalement orientées vers I'étude du comportement des
matériaux. Notre travail se focalise sur la caractérisation des joints rocheux et la modélisation
physique.

Dans une premiere partie de ce chapitre, le choix du matériau utilisé (le polyamide 12) ainsi que la
technique d’'impression 3D sont présentés et discutés. En particulier, les limites géométriques de la
technique sont étudiées, en termes de retrait thermique et de précision, pour vérifier sa capacité a
reproduire des géomeétries représentatives de discontinuités naturelles. Des essais mécaniques
classiques sont ensuite réalisés pour caractériser le matériau et s’assurer qu’il est conforme aux
propriétés mécaniques décrites dans les fiches techniques du polyamide 12. Dans une seconde partie,
des éprouvettes intégrant des discontinuités de différentes géométries sont imprimées. Les
géomeétries utilisées sont divisées en deux familles : des discontinuités planaires et en dents de scies
associées a différentes densités de « ponts rocheux », et des discontinuités dont la gé¢ométrie de la
surface est controlée par un processus fractal représentant des rugosités naturelles. Ces éprouvettes
sont testées mécaniquement via des essais de cisaillement sous contrainte normale constante afin de
caractériser leur comportement mécanique (raideur et résistance). Les résultats obtenus sont
comparés au comportement typique des joints rocheux afin de valider la capacité de cette approche
a fabriquer un modele réduit représentatif d’'un massif rocheux. Finalement, des modélisations
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numeériques sous le logiciel UDEC sont réalisées pour les différents types de joints, afin de vérifier la
capacité de la modélisation numérique a reproduire fidélement le comportement réel des joints, et
de trouver la méthode la plus adaptée pour représenter les configurations variées des joints artificiels.
Cette derniére partie est une étape pour calibrer les parametres des modélisations numériques
réalisées a I'échelle des ouvrages, en vue d’étre comparées a la modélisation physique.

2.2 3DP: Technique et matériau utilisés

2.2.1 Matériaux : le PA12

La modélisation physique sous gravité terrestre nécessite |'utilisation d’'un matériau analogique a
propriétés réduites. L'usage de la fabrication additive pour la réalisation de modeéles réduits en
mécanique des roches est trés peu développé (cf. 1.5.4) alors que les technologies associées
permettent de reproduire des géométries complexes dans une grande gamme de matériaux. Dans
notre travail, nous nous servons de la fabrication additive pour construire explicitement des joints, et
nous utilisons un polymeéere comme matériau analogique : le polyamide PA12.

Le choix des polyméres a été orienté au début de cette recherche par la consultation des tables
d’Ashby. Ashby et al., 2007 ont classifié les matériaux en familles distribuées sur des tables en fonction
de leurs propriétés mécaniques (ex. figure 2.1). Ceci permet de choisir les matériaux qui sont en accord
avec les criteres imposés par 'utilisateur. Chaque famille de matériau s’étend dans des bulles sur une
zone du graphique correspondant a lI'intersection des propriétés présentées sur les axes du graphe.
Ashby s’est intéressé dans ses classements a plusieurs criteres. Nous citons entre-autre la densité,
module de Young, limite d’élasticité, ténacité (pour étudier la propagation des fissures), la fatigue, la
résistance a la traction, I'indice d’usure, etc. Nous nous sommes basés dans notre choix des polymeéres
sur le graphique en bulles représentant la densité en fonction du module de Young des matériaux
(figure 2.1) : connaissant I'ordre de grandeur des parameétres mécaniques des roches dans la nature,
nous fixons un intervalle pour le facteur d’échelle et nous calculons les intervalles correspondant au
matériau analogique idéal suivant la relation A*=An/A,. Pour rappel, A* le facteur d’échelle, A, la
parametre a I’échelle du modele et A, le paramétre a I'échelle du prototype. Les intervalles des
facteurs d’échelle sont choisis larges tout en respectant I'ordre de grandeur utilisé classiquement en
modélisation physique. Nous choisissons un facteur d’échelle sur les dimensions métriques
1/10 < L* < 1/100 et un facteur d’échelle sur les masses volumiques 1/4 < p* < 1. Ceci conduit a
un facteur d’échelle pour le module de Young 1/10 < E* < 1/400. La masse volumique des roches
est généralement comprise entre 2000 et 3300 kg/m? (valeurs utilisées dans le chapitre 4). Ces valeurs
correspondent a I'échelle réduite a des matériaux ayant une masse volumique comprise entre 400 et
3300 kg/m?* pour des facteurs d’échelle 1/4 < p* < 1. Le module de Young des roches est compris
entre 1 et 110 GPa. Le matériau qui pourrait les simuler a échelle réduite pour un intervalle
1/10 < E* < 1/400 doit avoir un module compris entre 2,5.10° GPa et 11 GPa. Le graphique montre
que les polyméres permettent de respecter les deux conditions imposées. De ce fait, des
collaborations ont été montées avec un laboratoire spécialisé dans la recherche sur les matériaux,
I'Institut Jean Lamour (lJL) (institut de recherche), I'entreprise Cini (spécialiste de la fabrication
additive) et le CIRTES (société de recherche et développement de la fabrication additive et I'usinage
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avancé), trois poles lorrains possédant une grande expertise en fabrication additive, pour trouver la
technique de fabrication additive et le polymere les plus adaptés a nos besoins.
1 ]
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Figure 2.1 : Graphique en bulles du module de Young et de la densité (Ashby et al., 2007). Les lignes discontinues
représentent les limites des propriétés du matériau analogique respectant les facteurs d’échelle utilisés en
mécanique des roches.

Le polyamide choisi est le polyamide 12 (PA12). Le PA12 présente I'avantage d’étre un polymeére
classiquement utilisé en fabrication additive des polymeres. Ses propriétés mécaniques sont bien
définies (tableau 2.1), et il bénéficie d’'un nombre important d’études dans le domaine des sciences
des matériaux pour le caractériser sous différentes conditions de fabrication additive, sans et avec
ajout de composites. Le tableau 2.1 présente des ordres de grandeur de ces propriétés, sachant que
des variations peuvent avoir lieu en fonction des méthodes de fabrication. Les deux techniques de
fabrication additive sélectionnées sont le procédé par Selective Laser Sintering (1)L + Cini) et le procédé
par stratoconception® (CIRTES). Les deux technologies different du point de vue des matériaux
adaptés et utilisés dans chaque technique, des volumes réalisables, des colts et de la précision. En
particulier, le premier procédé présente I'avantage de reproduire des géométries tres détaillées, mais
I'inconvénient d’étre plus couteux et d’étre limité & des volumes de quelques dm? contrairement au
second qui permet la réalisation de volumes de plusieurs m? (tableau 2.2).

Tableau  2.1: typiques du  PA12  (Hofland 2017

https://www.materialise.com/en/manufacturing/materials/pa-12-sls ). A noter que d’autres gammes peuvent exister

Quelques  propriétés et al, et

en fonction de I'état de la poudre utilisée en SLS et les propriétés d’impression.

Résistance a Module N Masse . .
. . Elongation a la . Module de Résistance a la
la traction Rt Elastique volumique . .
rupture % flexion (MPa) flexion (MPa)
(MPa) (MPa) (kg/m?)
4515 712-1960 20+5 950430 1500 41
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2.2.2 Frittage laser SLS

La premiere technologie présentée est le frittage laser sélectif (SLS: Selective Laser Sintering) de
matériaux polymeres. La géométrie de l'objet a modéliser est dessinée dans un fichier CAO et
décomposée en sections bidimensionnelles d'environ 100 um d'épaisseur. L'imprimante est
constituée d’une enceinte fermée chauffée a une température légerement inférieure a la température
de fusion du polymeére. Une premiére couche de poudre est étalée par un rouleau automatisé et un
laser est utilisé pour transformer cette poudre en un objet solide par "frittage sélectif" sans pression
extérieure selon le tracé 2D défini par le modéle CAO. La poudre utilisée contient au moins un
polymeére. Le lit de poudre est préchauffé et le laser ne fournit localement que I'énergie thermique
nécessaire pour amener le polymére a une température entrainant sa fusion. La température de
fusion du PA12 est de I'ordre de 172°C-185°C (Aharoni, 1997). La poudre non fondue par I'action du
laser assure naturellement le support des couches suivantes. Puis la plateforme de travail mobile
descend de I’épaisseur d’'une couche, une nouvelle couche de poudre est étalée et le cycle
recommence pour construire la piece de bas en haut (Deckard, 1988 ; Kenzari et al., 2014) (figure 2.2).
Cette technique SLS, permettant de contréler les zones de fusion des poudres, est susceptible de
permettre la fabrication réaliste d’objets possédant les caractéristiques géométriques des milieux
rocheux constitués de blocs séparés par des discontinuités. En fonction de la géométrie des joints et
de I'ouverture, et si cette derniére n’est pas suffisamment épaisse, la poudre non fondue pourrait
rester coincée entre les deux épontes du joint. Cette technologie a une précision de 1/10® mm, et
permet de fabriquer un volume maximal de 300 x 300 x 300 mm3. A noter qu’une fabrication dans le
cadre de ce travail de recherche est facturée 100 euros/cm de hauteur.

ﬂLaser
Matériau en ﬁoudre u

Modele CAO Tracé 2D Impression 3D Objet final

Figure 2.2: Processus de la fabrication additive par frittage laser SLS.

2.2.3 Stratoconception

La seconde technologie est un procédé de fabrication par couches de type solide/solide qui consiste
a décomposer le modele CAO de la piece en un ensemble de couches élémentaires simples, appelées
“strates”, dans lesquelles sont introduits des renforts, des inserts ou bien encore dans lesquelles sont
créées des formes internes complexes. Les couches élémentaires sont ensuite mises en panoplie et
fabriquées dans un matériau en plaque par découpe laser, jet d’eau ou encore micro-fraisage rapide.
Les strates sont alors assemblées pour reconstituer I'objet final (figure 2.3). Contrairement a la SLS, le
matériau utilisé est sous forme de plaques. Il n’y a donc pas de trace de poudre non fondue dans les
éprouvettes. Cet assemblage est pris en compte dés la décomposition de I'objet ; il participe a la tenue
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mécanique des pieces. Le procédé est trés rapide. Il est particulierement adapté pour les maquettes,
les prototypes mais également pour les outillages, voire les pieces de série. Il est sans limitation de
matériaux (bois, polyméres, métaux) et sans limitation de taille (des pieces de quelques millimétres a
plusieurs metres). Par contre, le processus de fabrication dépend fortement du matériau utilisé, et en
fonction de la géométrie, un matériau peut étre plus difficile a manipuler que d’autres. Cet aspect est
mis en évidence dans la section 2.7.5 — partie A dans laquelle nous démontrons que le matériau LAB
haute densité (un type de plastique, formé a partir de I'époxy ou le polyuréthane) est plus adapté a
cette technologie que le PA12 pour réaliser des échantillons représentatifs de joints rocheux, a cause
de la déformation des éprouvettes de PA12 et d’une concentration de contraintes pendant le
processus de fabrication.

Logiciel Stratoconcept P
g _, Positionnement

des strates 3D
par imbrication...

0000000 |

|
9000000 ' Mise en panoplie

- Choix des dimensions
de plaque
- Choix du matériau...

Fichier Stratification
- Choix du plan...
STL/CAO . Choix du pas...

- Choix des inserts...

Assemblage

: Découpe des strates en 3D
Microfraisage rapide Y
fil, laser, cutter...

Matériau en plaque
D O © © S
P E D B D &

; Piéce
Poste de découpe et retournement finale

Logiciels, marques et brevets déposés - Claude Barlier - CIRTES - France - Stratoconception®, Stratoconcept®, Strat'®, Pack&Strat®.

Figure 2.3 : Principe de la stratoconception tiré du site web de CIRTES https.//cirtes.com/stratoconception/
2.2.4 Choix finaux

Etant donné que ce travail de thése est une premiére étape de la construction d’un modéle physique
discontinu d’'un massif rocheux et constitue donc une investigation de la technique de fabrication
additive appliquée en géotechnique, la recherche s’est concentrée sur la caractérisation des joints
représentant des détails géométriques de I'ordre du 1/10° mm.

La technique principalement utilisée dans ce travail est la SLS en raison de I’échelle du travail : les
joints rocheux présentent des géométries complexes représentées par des rugosités et des épaisseurs
d’ouvertures tres faibles (inférieures au mm), et peuvent contenir des connections des épontes
assimilables a des ponts rocheux (cf. 2.3.2). La précision de la technologie est de ce fait un critére de
choix fondamental.

La technique de fabrication par stratoconception fait I'objet d’une étude comparative pour un nombre
limité d’éprouvettes. Cette étude permet de valider le choix des technologies et de tester les
différences existantes entre la SLS et la stratoconception en termes de précision, facilité de fabrication
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et de I'effet de la présence de poudre non fondue dans le joint construit par SLS sur les caractéristiques
mécaniques souhaitées. Les différences principales entre les deux techniques sont présentées dans le
tableau 2.2.

Les résultats préliminaires ont permis d’orienter les réflexions sur la combinaison des deux techniques
dans le futur modéle réduit final de 2m?. Lobjectif a long terme étant de construire un modéle réduit
volumineux contenant des joints rocheux avec des détails inférieurs au mm et des propriétés
mécaniques contrélées, on pourrait imaginer une combinaison des deux techniques de fabrication
additive afin d’intégrer dans un grand modéle réalisé par Stratoconception des éléments précis
réalisés par SLS. Cela permettrait d’obtenir a la fois des détails a I’échelle du 1/10° mm et des piéces
de dimension métrique. Cette combinaison nécessite une définition du mode opératoire et une étude
de son influence sur le comportement final du modéle.

Tableau 2.2 : Comparaison entre les deux techniques de fabrication additive : le frittage laser et la
stratoconception.

Frittage laser SLS Stratoconception

- Rapidité

- Rapidité o o
« R ). . - Variété de matériaux
Avantages - Controble des parameétres d’impression elee s rs .
Lo - Possibilité d’imprimer de grands
- Précision de 1/10° mm
volumes

- Moins précis que la SLS

. - Colt élevé - Processus de fabrication pouvant
Inconvénients L, s
- Volume limité affecter les propriétés des
matériaux
Autres - Présence de poudre dans les joints . .
o - Joints vides
différences contenant des ponts rocheux

2.3 Calibrage géométrique

L'objectif de cette partie est de définir la précision géométrique de la techniques SLS. L’écart entre les
objets construits et les modeles CAO est quantifié afin de pouvoir tirer des conclusions sur la précision
de cette technique.

2.3.1 Mesures du retrait thermique

La SLS est basée sur le réchauffement du matériau jusqu’a sa température de fusion. Les matériaux
utilisés sont sensibles a la variation de température et les dimensions réelles obtenues peuvent subir
un retrait/allongement d{ au processus de fusion. Pour étudier ce phénoméne, nous avons imprimé
et mesuré des éprouvettes de dimensions variées (figure 2.4, tableau 2.3). Le rapport entre les
dimensions obtenues et les dimensions du modéle CAO permettent de quantifier le
retrait/allongement thermique. L'imprimante utilisée au début de la caractérisation est « Sinterit
Lisa ». Le bac de fabrication a les dimensions 150x200x150 mm?3, avec un volume utile de 110x150x130

mm?3.

64



Partie A : Etude expérimentale

Figure 2.4: Configuration d'un bac de fabrication. La zone verte est la zone la moins susceptible de se déformer.
La zone rouge est a la limite du bac et présente le risque de déformations le plus élevé.

La figure 2.4 représente un exemple de fabrication. Les couleurs verte, jaune et rouge correspondent
aux trois zones de fabrication : les piéces situées dans les zones les plus écartées du centre sont
susceptibles de subir le plus de déformations thermiques. Dans cet exemple, des éprouvettes
cylindriques de compression, des blocs d’environ 1 cm?® contenant des joints ouverts et des tiges
minces placées dans des directions d’impressions différentes sont fabriquées pour évaluer les limites
de latechnique. Le tableau 2.3 montre les rapports entre le modele CAO et I'objet final pour des pieces
a dimensions variées.

Le tableau 2.3 montre un méme pourcentage d’expansion dans les 3 directions du bac. Par contre, la
fabrication dans la direction verticale OZ (direction de fabrication) présente plus d’hétérogénéité.
L’écart-type le long de OZ (0,0852) est 5 fois plus grand celui dans le plan horizontal XY (0,0155). De
plus, les fabrications dans le plan XY ont une méme tendance a se déformer en expansion, a
I’exception de 3 mesures, alors que dans la direction OZ la tendance n’est pas homogene. Cette
différence représente une anisotropie dans I'objet final, liée au processus de fabrication.

Un second test a ensuite été réalisé sur une fabrication plus volumineuse correspondante a la taille
des échantillons cisaillés en boite de cisaillement. L'échantillon fabriqué correspond a un
parallélépipéde de 100x100x60 mm?3, parcouru a mi-hauteur par un joint planaire. L'impression
réalisée présente d’'importantes déformations externes (figure 2.5) dans toutes les directions. L’essai
de cisaillement effectué sur cette éprouvette montre également un défaut interne sur le joint (figure
2.6). Le défaut et les déformations sont d’origine thermique (accumulation de chaleur dans le bac de
fabrication), et sont liés a la trop grande taille de I’échantillon par rapport aux capacités de fabrication
des imprimantes de taille non industrielle, et a la faible vitesse d’impression (0,028mm/s). Il était donc
nécessaire de passer par des imprimantes industrielles pour éviter toute déformation qui impacterait
la géométrie et/ou les propriétés mécaniques des éprouvettes imprimées.
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Tableau 2.3 : Mesures théoriques (modéle CAO) et réelles des modéles fabriqués par I'imprimante LISA, et calcul

du pourcentage de retrait/allongement.

Direction CAO [mm] Objet réel [mm] Objet réel/CAO
2 2,1 1,05
5 53 1,06
5 5,1 1,02
5 4,91 0,982
5 5,1 1,02
7 7,08 1,0114
10 10,05 1,005
10 10,1 1,01
10 9,96 0,996
10 10,01 1,0008
11 10,99 0,9991
11 11,12 1,0109 Moyenne : 1,014
15 15,3 1,02 Ecart-type :
Plan XY 15 15,5 1,0333 0,0155
20 20 1 % d’expansion :
20 20,2 1,01 1,38%
20 20,1 1,005
20 20,1 1,005
20 20,4 1,02
20 20,4 1,02
20 20,3 1,015
20 20,2 1,01
21 21,3 1,0143
75 76,1 1,0147
80 81,1 1,0138
80 80,7 1,0088
85 86,3 1,0153
2,4 1,2
2,4 1,2
5,09 1,018
10 9,85 0,985
10 8,47 0,847
10 9,9 0,99 Moyenne : 1,014
10 9,92 0,992 Ecart-type :
Direction OZ 10 10,12 1,012 0,0852
50 49,7 0,994 % d’expansion :
50 49,7 0,994 1,38%
50 49,7 0,994
50 49,6 0,992
50 49,9 0,998
50 49,9 0,998
50 49,7 0,994
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Figure 2.5 : Déformations externes de I’éprouvette de cisaillement construite par I'imprimante « Sinterit Lisa ».
Les lignes rouges permettent de mettre en évidence visuellement les déformations de I’éprouvette.
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Figure 2.6 : Déformation thermique au niveau du joint de I'éprouvette de cisaillement construite par I'imprimante
« Sinterit Lisa ».

Le reste des échantillons a donc été imprimé chez un groupe industriel spécialiste de fabrication
additive (CINI), possédant une imprimante Promarker P4500 qui est a ce jour I'une des plus puissantes
et plus grandes imprimantes SLS de France. Son volume propre est de 400 x 400 x 450 mm?3. Tous les
parametres d’impression sont réglables pour qu’ils soient adaptés a la nature de I'objet a imprimer,
et donc pour éviter toute déformation non-désirable. La vitesse d’'impression de la machine est
beaucoup plus importante que celle de I'imprimante Lisa, et elle est réglable, ce qui garantit une
rapidité de fabrication et permet d’éviter les accumulations thermiques. L'impression de huit
éprouvettes de cisaillement, présentes dans un seul bac de fabrication, dure entre 6 et 9h alors qu’elle
aurait nécessité huit fabrications différentes, étalées sur environ deux semaines avec I'imprimante
Lisa.

Les paramétres d'impression ont été maintenus identiques pour toutes les fabrications, quels que
soient leur forme et leur type (tableau 2.4) afin de garantir des propriétés intrinséques uniformes
entre toutes les éprouvettes. En effet, les études dans le domaine des matériaux montrent I'existence
d’une sensibilité des propriétés mécaniques finales aux parametres de la fabrication et a la direction
de fabrication (Tontowi et Childs, 2001 ; Gornet et al., 2002 ; Zarringhalam et al., 2006).
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Tableau 2.4 : Propriétés d’impressions utilisées pour la réalisation des piéces dans le cadre de ce travail.

Conditions Laser

Températures [°C]

Parametres
d’alimentation

. Diamétre du
Puissance
rayon laser
(W] [mm]
46+1 0,4

Vitesse de
scan

[mm/s]

11430

Espacement
de scan

[mm]

0,23

Alimentation

140+1

Epaisseur de
couche

[mm]

0,1

Tableau 2.5 : Mesures théoriques et réelles des modéles fabriqués par I'imprimante CINI.

Direction CAO (mm) Objet réel (mm) Objet réel/CAO
20 19,87 0,9935
20 19,88 0,994
20 19,9 0,995
20 19,9 0,995 M 0.995
20 19,88 0,994 oyenne : &
Ecart-type :
20 19,96 0,998
Plan XY 0,0016
20 19,92 0,996 .
20 19,87 0,9935 % de retrait :
! ’ 0,46%
20 19,94 0,997
20 19,93 0,9965
100 99,7 0,997
104,5 104,07 0,9959
50 49,79 0,9958
50 49,63 0,9926
50 49,67 0,9934
50 49,66 0,9932 0.993
50 49,66 0,9932 Moyenne : 0,
Ecart-type :
. . 50 49,62 0,9924
Direction OZ 0,0012
50 49,69 0,9938 .
50 49 65 0.993 % de retrait :
! ! 0,66%
50 49,7 0,994
50 49,78 0,9956
60 59,5 0,9917
60 59,5 0,9917

De nouvelles éprouvettes cylindriques et cubiques ont été imprimées avec I'imprimante Promarker
P45000 pour redéfinir le pourcentage de retrait/expansion des éprouvettes. Le tableau 2.5 montre les
résultats obtenus. Les résultats mettent en évidence un retrait thermique de toutes les piéces. Ceci
est en accord avec la fiche technique de I'imprimante. Le retrait obtenu est inférieur aux déformations
obtenues par I'imprimante « Sinterit Lisa », et il est considéré négligeable (moins de 1% en moyenne
dans les trois directions) ne nécessitant pas une prise en compte en amont dans la modélisation CAO
des éprouvettes. Quant a I'écart type, il est homogene dans les deux directions et tres faible par
rapport a ceux calculés a partir des premieres fabrications. Concernant les éprouvettes de

cisaillement, celles-ci sont parfaitement orthogonales et non déformées (figure 2.7).
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De ce fait, la sous-traitance est considérée comme une alternative adaptée qui permet de résoudre
les problemes obtenus avec la petite imprimante.

Figure 2.7 : Eprouvette de cisaillement propre construite par CINI. Les lignes roses permettent d’apprécier
visuellement le respect de I'orthogonalité des faces.

2.3.2 Conception des joints

Ce travail est une premiere étude de I'applicabilité de la fabrication additive a la mécanique des
roches, plus précisément a la caractérisation des joints. Il est plus raisonnable de commencer par des
configurations de joints simples, et a parameétres quantifiables et faciles a reproduire. De ce fait, dans
un premier temps, les joints sont définis comme étant une combinaison des parametres suivants :

- Une ouverture a épaisseur fixe (cf. 2.3.3 — partie A).

- Une géométrie équivalente a une rugosité. Cette géométrie prendra des formes typiques des
modeles simplifiés qu’on trouve dans la littérature (cf. 2.7.2 — partie A)

- Des ponts rocheux. La notion de ponts rocheux est utilisée généralement dans les études liées
a la stabilité des pentes et aux glissements et chutes des blocs rocheux. Les ponts rocheux
modélisés dans cette étude ont une forme uniforme et une répartition symétrique sur la
surface des joints. Il s’agit de plots cylindriques, de diamétre fixe de 2,5mm liant les deux
interfaces de la discontinuité et formant donc un joint fermé. Le diametre est choisi en fonction
de la granulométrie du PA12, pour étre slir que le pont sera imprimé en entier et pourrait
assurer le lien entre les deux épontes du joint. Sur le plan mécanique, ces ponts ont le méme
effet que celui des ponts rocheux naturels. lls participent a 'augmentation de la résistance au
cisaillement et donnent une cohésion apparente au joint (cf. 2.7.3.2 — partie A).

Dans un second temps, un deuxieme type de joints, plus réalistes, est testé et présenté dans la section
2.8 — partie A. Il s’agit des joints ayant une rugosité quantifiée par la dimension fractale D et par un
JRC défini, obtenu a partir des relations empiriques liant D et JRC.

Le logiciel Solidworks est utilisé dans le cadre de ce travail pour générer les modéles CAO utilisés pour
la fabrication additive. Seules les éprouvettes a rugosité naturelle plus réaliste sont générées avec un
autre logiciel (Blender) selon un autre processus, non applicable dans Solidworks, et qui consiste a
importer dans le logiciel une surface format « .stl » puis la retransformer en un volume « .stl ».
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2.3.3 Mesures des ouvertures

Les joints rocheux naturels sont parfois vides, notamment a tres faible profondeur ou en falaise, ou
comblés par un remplissage. Ce remplissage peut étre constitué de matériaux argileux, de calcite ou
de silice recristallisées, et dépend de I'histoire géologique des fractures, et/ou de la circulation des
fluides. L'ouverture des discontinuités rocheuses naturelles peut varier en fonction de leurs natures
et dimensions (Brady et Brown, 2004). Dans cette partie, on cherche a fixer la valeur de I'ouverture
des joints qui sera appliquée dans la suite de I'étude. Pour cela, des éprouvettes cubiques et
parallélipédiques, de dimensions 1cm?® environ, sont imprimées. Ces éprouvettes contiennent des
ouvertures, simulant des joints ayant des épaisseurs et orientations différentes (figure 2.8). Les
épaisseurs modélisées sont nécessairement des multiples de la taille des billes constituant la poudre
étalée en SLS (0,1mm). L’épaisseur minimale choisie est de 0,2mm, 0,1mm étant insuffisante pour
obtenir un joint ouvert a cause de la diffusion de chaleur qui cause un frittage des couches. Les
épaisseurs modélisées sont de 0,2 ; 0,3 et 0,4mm. Les joints d’épaisseur 0,2mm sont ouverts mais
contiennent la poudre non fondue qui, a cause de la faible épaisseur, reste coincée entre les interfaces
du joint. Le but a long terme étant de réaliser un modéle physique de massif rocheux explicitement
discontinu, les joints modélisés auront des orientations différentes et des intersections dans toutes
les directions et tout au long du modeéle. Il sera donc impossible d’évacuer la poudre des
discontinuités. De ce fait, la présence de la poudre a cette échelle n’est pas problématique, et il est
plus avantageux de caractériser les joints en sa présence.

Afin de mesurer I'épaisseur obtenue, les échantillons sont visualisés au MEB apres les avoir cryo-
fracturés (les échantillons sont immergés dans une solution de nitrogéne, puis cassés en coupe
transversale). La figure 2.9 montre des exemples d’images MEB obtenues pour les neuf configurations
imprimées. Les particules sphériques dans les figures 2.9a-b-c-e-f-h-i représentent la poudre non
fondue et non évacuée. Il est remarquable que I'épaisseur n’est pas uniforme le long du joint, a cause
d’une micro-rugosité liée au processus de fabrication. Cependant, cette hétérogénéité de I'ordre de
guelques dizaines de microns est négligeable par rapport a la rugosité réelle du joint qui elle, sera de
I'ordre de quelques millimetres (cf. 2.7.2 et 2.8.1 — partie A). L'épaisseur réelle de I'ouverture est donc
calculée comme étant la moyenne des mesures prises tout au long de la discontinuité. Cette valeur
est affichée sur les images MEB de la figure 2.9. Les images montrent que les joints inclinés par rapport
a la direction de dép6t des couches de poudre sont plus hétérogenes que les joints horizontaux, et
doncil est plus difficile d’estimer leur épaisseur moyenne. Il est remarquable aussi que pour une faible
épaisseur, des agglomérations de poudre se forment en liant les deux interfaces (figures 2.9a-b et
2.10). Cette agglomération est due a la transmission de chaleur entre les couches de poudres et a un
frittage du PA12 local. Ce phénomene est plus accentué pour les couches les plus minces. De telles
agglomérations peuvent causer un lien non controlable entre les interfaces, et donc jouer le réle d’un
pont rocheux « non maitrisé » qui pourrait affecter les propriétés mécaniques finales du joint. Afin
d’éviter ce phénomene, surtout que dans le modéle réduit final le réseau de fractures aura des
géométries plus compliquées, I'épaisseur de joint est fixée a 0,4mm pour le reste de ce projet.
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Figure 2.8: Eprouvettes fabriquées avec des joints ayant des épaisseurs et orientations différentes utilisées pour

quantifier I’épaisseur réelle obtenue des joints sous différentes configurations.

6 =30°

e=0,3mm e=0,2mm

e=0,4mm

Figure 2.9: Images MEB des valeurs moyennes obtenues aprés impressions des ouvertures a épaisseurs
théoriques et orientations différentes. (a) a (c) : épaisseur théorique de 0,2 mm ; (d) a (f) épaisseur théorique de

0,3 mm ; (g) a (i) épaisseur théorique de 0,4 mm.
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Figure 2.10: Zoom sur les agglomérations de poudres formant des ponts non contrélés pour des joints a ouverture

théorique de 0,2mm.

2.4 Masse volumique

Des cubes de 1cm?® sont imprimés, puis mesurés (masse + volume) afin de caractériser la masse
volumique de notre matériau. La masse volumique obtenue en moyenne est de 919,52 kg/m?3, avec
un écart-type de 5,88 kg/m3. Ces valeurs sont cohérentes avec les valeurs types du PA12. Les résultats
sont présentés dans le tableau 2.6.

Tableau 2.6 : Caractérisation de la masse volumique du PA12.

Cube X (mm) Y (mm) Z (mm) Volume (m3) Masse (g) Masse volumique (kg/m3)
1 10,03 10,01 9,94 9,98E-07 0,910 911,824
2 10,08 10,05 9,9 1,003E-06 0,918 915,254
3 10,04 10,05 9,9 9,99E-07 0,915 915,916
4 9,94 9,99 9,93 9,86E-07 0,906 918,864
5 10,03 9,98 9,95 9,96E-07 0,922 925,703
6 10,06 10,06 9,92 1,004E-06 0,932 928,287
7 10,03 9,95 9,87 9,85E-07 0,907 920,812
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2.5 Essais de compression

2.5.1 Dispositif et programme expérimental

Des essais de compression sont réalisés sur des éprouvettes cylindriques de diametre 20 mm et de
hauteur 50 mm. Deux types d’éprouvettes sont fabriquées : des éprouvettes continues, et des
éprouvettes discontinues traversées en leur milieu par un joint lisse horizontal, ayant comme
épaisseur d’ouverture 0,4 mm et contenant quatre ponts rocheux cylindriques distribués
symétriqguement sur la surface du joint (figure 2.11).

En terme surfacique, I'éprouvette a une section de Siale = 314,2 mm? dans sa partie continue et la

surface totale des ponts rocheux est de Sponts = 19,6 mm?.

20 mm

e—

20 mm

ww 0g

Figure 2.11: (a) Modele CAO des éprouvettes discontinues et (b) éprouvettes imprimées.

Le but de ces essais est de caractériser le module de Young équivalent et la résistance des éprouvettes
avec et sans discontinuité afin d’en déduire I'effet du joint sur les paramétres mécaniques du PA12.

L’essai de compression est effectué avec le dispositif de compression uniaxiale (marque MTS, figure
2.12). Une vitesse de déformation de 0,5 mm/min est imposée au niveau des vérins, et la valeur de
I'effort normale appliqué est récupérée a I'aide d’un capteur de force de 20 kN (capteur utilisé
classiqguement pour les polymeéres). La déformation calculée a partir du déplacement des vérins
représente la déformation axiale moyenne de I'éprouvette. Selon les méthodes suggérées par I'ISRM
pour la détermination de la résistance a la compression uniaxiale et la déformabilité des matériaux
rocheux (Bieniawski et Bernede, 1979), la déformation axiale doit étre mesurée avec des
extensometres fixés sur I'échantillon lui-méme pour éviter les écarts dus a la rigidité du dispositif
expérimental et a l'influence des interfaces entre I'échantillon et les plaques d'acier supérieure et
inférieure. Dans notre cas, I'écart est négligeable car le module de Young du PA12 est environ dix fois
plus petit qu'un échantillon de roche typique. Ceci est validé par la valeur du module de Young
obtenue qui est du méme ordre de grandeur attendue (cf. partie 2.5.2.1).
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Figure 2.12 : Essai de compression uniaxiale sur une éprouvette incluant un joint et quatre ponts rocheux.

2.5.2 Résultats et interprétation des essais

2.5.2.1 Module de Young

Les essais de compression uniaxiale réalisés sur huit éprouvettes (quatre continues et quatre
discontinues) sont présentés dans la figure 2.13. Les courbes montrent une bonne reproductibilité des
essais, et donc de lI'impression 3D. Le comportement du PA12 sous compression présente un
comportement ductile, avec un module de Young de 1,6 GPa et une limite d’élasticité de I'ordre de 42
MPa. Les valeurs obtenues sont compatibles avec les valeurs typiques des propriétés du PA12 (tableau
2.1). Ces valeurs permettent de confirmer que I'écart entre la déformation réelle de I’échantillon et
celle mesurée a partir du déplacement du vérin par rapport au bati de la presse peut étre négligé dans
notre cas. En mécanique des roches, le comportement global sous compression uniaxiale pour une
grande variété de roches est fragile. Cependant, ce comportement peut devenir ductile a mesure que
le confinement augmente (Panet, 1976) (figure 1.12, partie 1.4.1). De méme, les roches altérées, les
masses rocheuses fortement discontinues, et certaines roches faibles telles que les évaporites
peuvent présenter un comportement ductile (Reik and Zacas 1978 ; Hoek et Brown, 1980). De ce fait,
le comportement ductile du PA12 ne présente pas nécessairement une contrainte rédhibitoire pour
un usage en modélisation physique. On notera par ailleurs que la limite d’élasticité (42 MPa) est tres
élevée par rapport au champ de contrainte généralement appliqué dans un modele réduit,
notamment celui produit par le dispositif de modélisation réduite a GeoRessources, présenté dans le
dernier chapitre (pression maximale appliquée de 1,5 MPa/direction). Il en découle que la
caractérisation des matériaux et futurs ouvrages modélisés doit étre réalisée pour des états de
contraintes inférieurs a 30MPa, pour étre s(irs qu’on se situe dans la zone élastique du matériau.
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Figure 2.13 : Courbes de contraintes vs déformations des essais de compression sur des éprouvettes continues et
discontinues ayant la géométrie de la figure 2.11.

Le comportement des éprouvettes discontinues est identique a celui des éprouvettes continues a
I’exception du début de I'essai. En effet, une phase supplémentaire est identifiée sur le début des
courbes. Cette phase est attribuée a la fermeture du joint et a I'écrasement des ponts qui est attendu
pour une contrainte externe de 3,7 MPa — qui correspond a une contrainte maximale dans les ponts
de 60 MPa sous I'"hypothese que seuls les ponts permettent de transmettre les efforts entre les deux
parties de I'éprouvette. La déformation macroscopique associée a la fermeture d’un joint de 0,4mm
sur une éprouvette de 50 mm est de 0,008 qui est une valeur cohérente avec la déformation observée
a la fin de cette premiere phase (0,016 dont 0,006 de déformation élastique associée a la partie
continue de I'éprouvette). Une fois le joint fermé, la courbe reprend la méme allure que I'essai sur les
éprouvettes continues, et représente un comportement ductile avec un Module de Young de 1,4 GPa
et une limite élastique de I'ordre de 38 MPa. Cette réduction de module de Young par rapport a celui
de I'éprouvette continue est attendue : comme pour une roche réelle, les joints constituent des
défauts qui causent une dégradation des propriétés mécaniques globales. La valeur de 1,4 GPa peut
étre expliguée comme étant un module de Young équivalent prenant en compte les propriétés de la
matrice continue, et I'effet du joint.

2.5.2.2 Raideur normale

Le module de Young mesuré sur une éprouvette saine caractérise le PA12. Afin de caractériser le joint,
on souhaite estimer sa raideur normale. Or la technique mise a disposition et utilisée pour I'essai de
compression ne permet pas de mesurer directement les déformations au niveau du joint. Les
déplacements mesurés sont la somme de I'effet de la déformation du joint (fermeture) et du
raccourcissement de I"éprouvette. La raideur du joint est alors exprimée en [MPa/mm] afin de
caractériser le rapport entre la contrainte moyenne onm appliquée au joint de surface totale S¢y¢q10 €t
son raccourcissement u;. Si F est I'effort appliqué sur I'éprouvette, la contrainte moyenne appliquée
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est égale a om = F/Swtle ; elle differe de la contrainte « réelle » au niveau des ponts rocheux, o,
= F/Sponts, Calculée en supposant que seuls les ponts rocheux assurent la continuité entre les deux
moitiés de I'éprouvette discontinue. Afin d’estimer la raideur du joint a partir des résultats
expérimentaux, on propose deux méthodes :

a. La premiére méthode, gu'on nomme approche théorique, consiste a calculer la raideur
théorique du joint k, ; compte tenu de la dimension des ponts rocheux et du module de
Young de la matrice, en considérant que I'effet de la poudre est négligeable (Egs 2.1 a 2.3).
Cette approche n’utilise pas le résultat expérimental obtenu avec I'éprouvette discontinue.

OmStotale = OpSponts  (€galité des forces) (2.1)
U
— J
Op = Econtinuee_j (2.2)
knj —Im _ Econtinue* Sponts (23)
Uuj €j*Stotale

Avec Econtinue (MPa) le module de Young mesuré sur I'éprouvette continue, e;(mm) I'ouverture du joint

et Sponts la surface des ponts (mm?).

En considérant que le module de Young au niveau des ponts et dans la matrice du PA12 est le méme
et égal a 1600 MPa, on obtient une raideur normale du joint :

ky,j =250 MPa/mm

Cette valeur n’est pas identique pour tous les joints puisqu’a ouverture du joint et module de Young
du PA12 constants, elle va dépendre du rapport entre la surface totale des ponts et celle du joint (Eq.
2.3).

Knc’ u knd, u

ki=2K¢, U

k1 1 1
< ko Y

K1 k,=2K,, Uj

Figure 2.14 : Schéma illustratif de la représentation des éprouvettes par des ressorts utilisés dans le calcul
analytique des raideurs normales.

b. La deuxieme méthode, s’appuie sur I'utilisation des essais réalisés sur les éprouvettes
continues et discontinues. On note knc et kng les raideurs globales des éprouvettes continues
et discontinues respectivement [MPa/mm]. L’approche consiste a assimiler I'éprouvette de
compression continue a deux ressorts identiques en série de raideur k; = 2kn, et celle
discontinue a trois ressorts en séries de raideur ki, kyj et ki (figure 2.14). Sous I'hypothese que
les deux moitiés continues de I'éprouvette discontinues sont équivalentes aux deux ressorts
formant I'éprouvette continue, et en considérant que les efforts dans les ressorts sont
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identiques (équilibre des efforts), la contrainte au niveau des trois ressorts et les
déplacements sont exprimés comme suit :

0 = kyuy = kpju; = kpqu (2.4)
u=2u +uy (2.5)

En remplagant (Eq 2.4) dans (Eq 2.5), on obtient une relation entre les différentes raideurs normales
de I'éprouvette (Eq. 2.6) :

=241 (2.6)

kna ki kyj

Avec k, 4 la raideur normale équivalente de I'éprouvette discontinue, a la premiére phase élastique,
lorsque les ponts et la partie continue sont encore élastiques.

Compte tenu de la limite élastique du PA12 mesurée sur |’éprouvette continue (42 MPa), et du rapport
entre Siwtale €t Sponts, ON peut estimer la contrainte moyenne associée a la plastification des ponts
rocheux (Eq. 2.1), sous I’hypothése que seuls ces ponts rocheux assurent une continuité de matiere
entre les deux moitiés de I'éprouvette (Eq. 2.7) :

0, = 42 20 _ ) 6\pa (2.7)

totale

La raideur de I'éprouvette discontinue doit donc étre estimée a partir de la partie de la courbe
correspondante a des contraintes inférieures a 2,6 MPa. La figure 2.13 montre que cette partie de la
courbe est difficile a exploiter. La courbe semble montrer une pente assez proche de celle de
I’éprouvette continue (kn. = 32 MPa/mm pour E = 1600 MPa). Une rétroanalyse permet de calculer
gue la pente attendue, pour que les deux approches de calcul de kn; aboutissent au méme résultat,
est de 1460 MPa, soit une différence difficilement mesurable. Ce résultat est cohérent avec le début
des courbes qui montre des pentes tres semblables pour de trés faibles niveaux de contrainte.

Si on considére la pente pour une déformation inférieure a 0,015, qui correspond a une contrainte
moyenne inférieure a 7 MPa bien supérieure a la limite de 2,6 MPa précédemment établie, on mesure
un module de Young équivalent d’environ 650 MPa, qui conduit a une raideur globale de I'éprouvette
discontinue d’environ 13 MPa/mm. La raideur normale du joint résultante de I'équation Eq. 2.6 est
alors d’environ 21,8 MPa/mm. Cette valeur est alors largement inférieure a la valeur obtenue par la
premiere approche. Cette valeur ne correspond toutefois pas au comportement élastique du joint. En
effet, la pente moyenne sur la partie 0 - 7 MPa correspond a la phase élastique suivie de la phase
d’écrouissage du joint donnant lieu a une raideur apparente plus faible. Pour une contrainte moyenne
de 7 MPa, la déformation de I'éprouvette discontinue est d’environ 0,015 alors qu’elle est d’environ
0,005 pour I"éprouvette continue. Le différentiel de déformation est donc de 0,01. Ramenée a la
longueur de I’éprouvette, cette déformation correspond a un raccourcissement d’environ 0,5mm, soit
I'ordre de grandeur de I'ouverture initiale du joint.

En conclusion, la premiere approche théorique donne probablement un ordre de grandeur réaliste de
la raideur du joint qui n’est pas remis en cause par le tout début de la courbe mesurée sur I'éprouvette
discontinue.
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2.6 Essaide traction

2.6.1 Dispositif et programme expérimental

Trois essais de traction sont réalisés. La partie centrale de I'éprouvette a une section de 5mm de
largeur sur 2mm d’épaisseur et 30 mm de longueur (figure 2.15). Ces dimensions sont choisies en se
basant sur les normes des essais réalisés sur ce matériau.

Figure 2.15: Eprouvette de traction et dispositif expérimental de I’essai de traction.

Le but de ces essais est de caractériser le module et la résistance a la traction du PA12, dans les
conditions d’impression 3D fixées pour toutes les fabrications réalisées dans le cadre de ce travail.

L’essai de traction est effectué avec la machine MTS (figure 2.15). Une vitesse de déformation de 0,5
mm/min est imposée au niveau des vérins. Il s’agit du méme dispositif expérimental utilisé pour I’essai
de compression, et donc les mémes données sont récupérées (effort de tension appliqué sur
I’éprouvette, et déplacement mesuré entre les deux tétes du dispositif-

2.6.2 Résultats et interprétation des essais

Les essais de traction réalisés sur trois éprouvettes sont présentés sur la figure 2.16. De méme que
pour les essais de compression, les courbes montrent une bonne reproductibilité des essais, et donc
de lI'impression 3D. Le résultat obtenu est en accord avec les propriétés typiques du PA12 avec un
module a la traction de 1200 MPa et une limite d’élasticité de I'ordre de 40 MPa (tableau 2.1). Les
deux valeurs obtenues pour le module de traction et de compression (1200 et 1600 MPa) tombent
bien dans l'intervalle des modules de compression et traction typiques du PA12. Classiquement, il est
possible d’avoir des modules de compression et de traction, ainsi que des résistances différentes
(Lammens et al., 2017). Ceci peut dépendre de I'état de poudre (si la poudre est neuve ou recyclée),
de la position dans le bac de fabrication et de la direction de I'impression. Les valeurs que nous avons
obtenues sont donc bien représentatives du PA12. Cependant, le rapport entre la résistance a la
compression et la résistance a la traction du PA12 n’est pas représentatif du rapport qu’on retrouve
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dans les roches. Serratrice et Durville,1997 ont trouvé des rapports variant entre 6 et 13 pour des
marnes, calcaires, gres, granites, schistes et gneiss.

= = éprouvette 1
50 .
------ éprouvette 2
éprouvette 3
g 0 s
= ‘_,.4'—" ]
= -
Q@ bt ‘
© ,_/ |
E 30 P>
o P |
c of
o /./ |
3 20 7 ‘
£ % |
o 7 ‘
© /
10 / |
Vs
|
Y
i
0
0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1

Déformation (mm/mm)

Figure 2.16 : Courbes de contraintes vs déformations des essais de traction sur des éprouvettes de traction
classiques du PA12.

2.7 Essais de cisaillement

Maintenant que le matériau « intact » est caractérisé et que les limites géométriques de la fabrication
d’un joint en SLS sont définies, nous passerons a I’étude des joints rocheux construits par SLS. Une
soixantaine d’essais de cisaillement, tout matériau et géométrie inclus, sont réalisés dans le cadre de
ce travail. Deux tableaux récapitulatifs de ces essais sont présentés en annexe C. Dans cette partie,
nous présentons des essais a géométrie simplifiée. Dans la section 2.8 — partie A, nous présentons les
résultats des essais a géométrie comparable a celle d’un joint rocheux naturel.

2.7.1 Protocole expérimental et préparation des échantillons

Les essais de cisaillement sont réalisés a I'aide de la machine MCDA-3D du laboratoire GeoRessources
(figure 2.17). Cette machine consiste a imposer un déplacement tangentiel dans la direction (Ox) sous
une contrainte normale selon Oz (axe vertical). Les efforts/déplacements sont appliqués a I'aide de
moteurs mécaniques alimentés par un courant continu : deux moteurs appliquent un déplacement
tangentiel dans la direction Ox, et un moteur applique une force normale verticalement. La machine
de cisaillement est composée de deux demi-boites (supérieure et inférieure) dans lesquelles sont
placées et calées les éprouvettes. Il est possible de déplacer une demi-boite seule dans la direction x,
ou les deux demi-boites simultanément dans le sens opposé. Les efforts sont mesurés par des capteurs
de force. Quatre capteurs LVDT de déplacement, placés verticalement en contact avec les quatre coins
du plateau supérieur de la machine, sont utilisés pour mesurer le déplacement normal, et par suite la
dilatance au cours des essais (capteurs 0-10 mm, avec une incertitude de 10 um). Deux autres capteurs
LVDT, placés a I’horizontal sur les deux demi-boites, permettent de mesurer le déplacement tangentiel
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des demi-boites (capteurs 0-30 mm, avec une incertitude de 10 um). Une centrale d’acquisition menée
d’un logiciel propre a la machine est utilisée pour récupérer les données des essais.

i
WEfforts hori ' I} :
horlzonta . | 'Contrainte normale
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Figure 2.17 : Dispositif expérimental de cisaillement MCDA-3D a GeoRessources.
Préparation des échantillons :

Les éprouvettes sont construites par fabrication additive, a partir d’'un modéle CAO. Les éprouvettes
de cisaillement font 100 x 100 mm? de surface. Nous fabriquons huit éprouvettes de cisaillement par
bac de fabrication pour éviter toute déformation thermique. Une fois les éprouvettes imprimées, elles
sont moulées dans du mortier a I'aide d’'un moule de 150 x 150 mm (figure 2.18). La préparation se
fait comme suit :

- L’éprouvette est percée puis vissée (quatre ou cinq vis placées verticalement dans chaque
demi-boite), afin d’obtenir une hauteur de I'’éprouvette convenable au moule.

- Lejoint est fermé a I'aide du ruban adhésif, pour éviter que le mortier ne péneétre dans le joint.
- L'éprouvette est placée verticalement dans la partie inférieure du moule apres I'avoir graissé.
- Le mortier est coulé dans le moule jusqu’a la limite inférieure du ruban adhésif.

- Apres quelques heures, la partie supérieure du moule est mise en place et une couche de sable
est placée pour couvrir le joint sur la hauteur du ruban. Ceci servira de support du mortier de
I’éponte supérieure.

- Le mortier est préparé et coulé dans la partie supérieure du moule.

- Aprés séchage, le moule est démonté et I'éprouvette est gardée 3 semaines environ pour
assurer la prise du mortier, avant d’étre cisaillée.
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Figure 2.18 : Etapes de préparation des éprouvettes de cisaillement : (a) vissage des éprouvettes et calage de la
hauteur de I'éprouvette, (b) moulage de I'éprouvette dans du mortier, et (c) I'état final de I'éprouvette apres
démoulage.

La mise en place de I'essai de cisaillement consiste a caler I'éprouvette moulée entre les demi-boites
inférieure et supérieure. L'éprouvette est bien serrée pour minimiser les jeux au début de I'essai.
Ensuite, I'essai est programmé en renseignant la contrainte normale a imposer, la surface du joint
(100 x 100 mm?), la vitesse de déplacement horizontal (0,2mm/min), le déplacement maximal a
parcourir, le nombre de moteurs (si un moteur se déplace horizontalement ou deux), et la forme de
la surface du joint (rectangulaire dans notre cas). La mise en place, le nombre de capteurs ainsi que la
vitesse de cisaillement respectent les recommandations de I'ISRM (Muralha et al., 2014)

2.7.2 Plan d’expériences et comportement global des joints simplifiés (SLS)

Nous avons travaillé sur deux grands types de joints : les joints fermés, i.e. contenant des ponts entre
les épontes, a géométries simplifiées ; et les joints ouverts, sans ponts, présentant une rugosité calée
sur celles des fractures naturelles. Dans cette partie, nous présentons en détail les géométries
simplifiées étudiées et les essais réalisés qui ont comme but d’étudier I'effet de la présence des
aspérités et du nombre de ponts rocheux sur le comportement mécanique des joints.

100 mm 100 mm

60 mm
ww 09

<

. 100 mm N 100 mm R

>
>

60 mm
wuw 09

Figure 2.19 : Les différentes géométries simplifiées avec « ponts » imprimées et testées sous cisaillement.
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Les géométries (figure 2.19) sont choisies par référence aux géométries « idéales » existantes en
littératures (modele de Coulomb, modele de Patton). Des essais de cisaillements sont réalisés sur
guarante et une éprouvettes en SLS (tableau 2.7). Les parameétres étudiés sont le nombre de ponts
rocheux, I'angle des aspérités, la direction d’impression des ponts et la contrainte normale appliquée.
Le coeur de I'étude consiste a tester quatre types d’éprouvettes dont le nom fait référence au nombre
de ponts suivi par « rb » qui désigne les ponts rocheux en anglais (rock bridges) - 12rb, 25rb, 18rb et
24rb), et a la géométrie du joint (planar—pour planaire et sawtooth pour dents de scies). Ces
éprouvettes sont testées a quatre niveaux de contraintes normales. Quelques configurations
« extrémes » sont testées pour nous aider dans linterprétation des résultats et pour mieux
comprendre |'effet des variables : 81rb-Planar et 126rb-sawtoothA permettent de tester I'influence
d’un grand nombre de ponts rocheux ; 9rb-sawtoothB et 16rb- RoughC (figure 2.19) représentent des
angles d’aspérités de 87° et 90° respectivement par rapport a la direction de cisaillement pour étudier
la dilatance et le comportement d’un joint en présence d’une aspérité droite ; 25rb 45° (< et <>) sont
construites avec des ponts inclinés a 45° pour évaluer I'effet de l'inclinaison des ponts sur le
comportement des joints (figure 2.20). Les signes « < » et « <> » correspondent a 'orientation des
ponts. Nous avons évoqué précédemment que la direction de fabrication a un effet sur les propriétés
mécaniques des objets imprimés (cf. 2.3.1 — partie A). Il était intéressant donc de voir si cet effet
illustré par I'inclinaison des ponts affectera le comportement des joints

@ Effort tangentiel @ Effort tangentiel
V L5 AR A 4 V 4 445 7 | N 45N

® Effort tangentiel ® Effort tangentiel
(a) 25rb 45°< (b) 25rb 45°<>

Figure 2.20 : Schéma simplifié des éprouvettes 25rb 45°< et 25rb 45°<>, avec la direction et le sens de I'effort
tangentiel appliqué. Les dimensions des éléments de la figure ne sont pas mises a I'échelle.

Nous rappelons que I'objectif de cette étude est de construire des joints artificiels similaires aux joints
rocheux, a une échelle réduite. Il faut donc vérifier en premier lieu que les joints imprimés ont un
comportement global équivalent a celui des joints rocheux. La figure 2.21 présente les premiers essais
de cisaillement réalisés.

Les courbes présentent les mémes tendances que celles des joints rocheux naturels (e.g. Bandis et al.,
1983 ; Olsson et Barton, 2001) (cf. 1.4.2.2.2) : a savoir une phase élastique représentée par une raideur
tangentielle ks, un pic simulant la résistance au cisaillement du joint, et une valeur résiduelle. A noter
gue dans notre cas, on appelle valeur résiduelle la valeur obtenue a la fin d’un premier essai, lorsqu’on
s’approche ou qu’on atteint un palier. Pour des raisons techniques liées a la programmation de la
machine, il était impossible de cycler au cours des essais de cisaillement.
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Tableau 2.7 : Propriétés des essais de cisaillement réalisés sur des géométries simplifiées imprimées en PA12

(SLS).
o Contraintes
, L. Inclinaison Nombre de Nombre Angle de
Eprouvette Géométrie , . normales L
des ponts ponts Nrb d’essais L, I'aspérité
appliquées (MPa)

12rb Planar Verticale 12 7 0,4-0,8-1-1,2 0
25rb Planar Verticale 25 6 0,4-0,8-1-1,2 0
18rb Sawtooth Verticale 18 8 0,4-0,8-1-1,2 15°
24rb SawtoothA Verticale 24 9 0,4-0,8-1-1,2 15°
81rb Planar Verticale 81 5 0,4-0,8 0
126rb SawtoothA Verticale 126 1 0,4 15°
9rb SawtoothB Verticale 9 1 0,4 87°
16rb SawtoothC Verticale 16 1 0,4 90
25rb 45°< Planar 45° 25 2 0,4 0°
25rb 45°<>  Planar 45° 25 1 0,4 0°

09 — — 12rb-Planar ¢_n =0,4 MPa

08 | —— 12rb-Planar ¢_n =0,8 MPa

07 1 25rb-Planar o_n =0,4 MPa

25rb-Planar ¢_n =0,8 MPa
—— 18rb-Sawtooth A o_n =0,4 MPa
—— 18rb-Sawtooth A ¢_n =0,8 MPa
— 24rb-Sawtooth A o _n =0,4 MPa

0,3
0,2
0,1
. . . . (@)
N t : . t t i
6 8 10 12
m
B
£
=I
3
(b)
12

u_t(mm)

Figure 2.21 : Les résultats des essais préliminaires réalisés sur des éprouvettes planaires et des éprouvettes en

dents de scies (couplage des courbes T vs u_t et les courbes de dilatances).

Pour une représentation plus claire, des essais préliminaires de chaque géométrie (courbes T versus

u_t et courbes de dilatances) sont présentés dans la figure 2.22. Au début de I'essai, le joint a un

comportement élastique se manifestant par une augmentation de la contrainte tangentielle selon une

83



Chapitre 2

pente k.. La valeur de ks de tous les essais est du méme ordre de grandeur, avec une moyenne de 1,7
MPa/mm. Aucune tendance particuliere n’est identifiée. Cela est largement lié aux incertitudes sur
I’estimation de ks. En effet, les moteurs du dispositif de cisaillement sont analogiques, ce qui cause un
certain délai dans leur réponse aux consignes demandées. De plus, au début des essais, ils doivent
rattraper les jeux dus a la mise en place de I’échantillon, ce qui dégrade la qualité des courbes au tout
début de I'essai, 1a ou le ks doit étre identifié.

18rb — Sawtooth A 25rb-Planar
06 06
Tpic |-
05 + 0,5
0,4 04
Tres |- N ! Tpi
py ';; [ ! ".-’fﬁ s —0_n=0.4MPa
E 2 1 —c_n =0.4 MPa E ’
= i =
= 02 | =02
N e E T
1 Tf'l'\'
01 1 01
Phasel ! Phase Il
@ , . . — . & ., ., . . . .
0 2 4 6 8 10 0 05 1 15 2 25 3 3,5
16 T 16 - u_t (mm)
14 14 1
12 12
1 14
E €
£ 08 08 4
£ £
06 <, 06 1
s 3
04 04 + —0_n=0.4MPa
0,2 0.2
o ; ‘ ; . ; o ; . . : . ; ;
(c) 2 4 6 8 10 (d) s 05 1 15 2 25 3 35
2% Contractance  u_t (mm) ’ u_t (mm)

Figure 2.22 : Comportement mécanique sous cisaillement a 0,4MPa des éprouvettes 18rb-Sawtooth A (a et c) et
25rb-Planar (b et d).

La résistance maximale des joints artificiels est due a la présence des ponts rocheux et a I'effet de la
contrainte normale. L’effort tangentiel maximal est mobilisé pour rompre les ponts. Une fois les ponts
rompus, la contrainte tangentielle diminue progressivement jusqu’a atteindre une asymptote : la
résistance résiduelle. Une phase supplémentaire (phase Il figure 2.22) se manifeste dans les essais a
aspérités en dents de scies, celle-ci est due au déplacement descendant le long des aspérités. Pour
une éprouvette de roche il est attendu que la contrainte tangentielle maximale soit associée a la
résistance maximale des aspérités qui subissent une dégradation et un broyage, et que la valeur
résiduelle résulte du cisaillement de la surface du joint aprés augmentation de I'aire de contact lié a
I’écrasement des aspérités (cf. 1.4.2.2.2.1) (e.g. Barton, 1972 ; Jiang et al., 1992). Avec notre matériau,
les aspérités restent quasi intactes. La figure 2.23 montre I'état des aspérités qui n’ont subis aucune
rupture. Seules quelques traces de frottement liées au glissement sur le joint apparaissent. Une fois
les ponts cassés, le joint perd sa cohésion et commence a se déplacer le long des aspérités.

Les dents de scies constituent des aspérités primaires. L'absence des aspérités secondaires fait que
les épontes sont moins imbriquées que les joints naturels rugueux, et les dents de scies ne jouent pas
sur la cohésion du joint liée a une forte imbrication. Seuls les ponts rocheux sont responsables de la
cohésion. Pour valider ces hypotheses, et mettre I'accent sur le réle des ponts et des aspérités, des
essais de cisaillement sont réalisés sur une éprouvette 25rb-Planar, et une éprouvette 18rb-Sawtooth
A, avec et sans ponts (aprés la rupture des ponts, I'éprouvette est cisaillée de nouveau sous la méme
contrainte normale). Le résultat (figure 2.24) montre que le pic disparait lorsqu’il n’y a plus de ponts

84



Partie A : Etude expérimentale

rocheux pour les deux types de géométrie. Ceci permet de valider que les ponts donnent une cohésion
initiale au joint, qui chute aprés leur rupture. lls participent donc également a 'augmentation de la
valeur de la résistance au pic des joints. Pour identifier le role des aspérités, les deux joints, planaire
et en dents de scie, sont comparés en I'absence de ponts rocheux. Comme attendu, la valeur de
contrainte tangentielle maximale correspond a la valeur résiduelle des joints avec ponts, (la chute de
la contrainte tangentielle pour le 18rb correspond comme expliqué précédemment au déplacement
descendant le long des aspérités). La contrainte tangentielle en présence des aspérités est supérieure
a celle du joint planaire. Les résultats de la figure 2.24 permettent donc de valider que les ponts ont
une influence sur la cohésion du joint, et les aspérités sur I'angle de frottement.

Figure 2.23 : Traces du frottement sur I'éprouvette a la fin de I'essai de cisaillement.

Les courbes de dilatance présentent de méme des tendances cohérentes avec le comportement de
joints rocheux réels. Pour les joints planaires, le déplacement normal est négligeable, conformément
au comportement d’un joint lisse qui théoriquement ne présente aucune dilatance. Pour les joints en
dents de scies, le comportement est illustré par une contractance liée a la dominance de I'effort
normal (Archambault et al., 1997), suivi par une dilatance croissante. Deux angles de dilatance sont
généralement calculés sur ce type de courbes : iy,;. (I'angle de dilatance a ;) et ipost—pic- Ipic €st
systématiquement localisé au début de la phase de dilatance lorsque la pente n’est pas encore
constante, conformément au modele classique de Barton (figures 25c-d). ipost—pic €st situé entre les
valeurs du déplacements correspondants a Tp;. et Tpes. Il @ une valeur généralement constante
jusqu’au sommet de I'aspérité. Le tableau 2.8 présente les différentes valeurs de I‘angle de dilatance
Ipost—pic-€t Ipic pour les essais en dents de scies présentés sur la figure 2.25. L’angle des joints planaire
étant négligeable, nous ne I'avons pas représenté. L'angle de dilatance post-pic obtenu sur nos
courbes est en moyenne de 13,6°, qui est du méme ordre de grandeur que I'angle de I'aspérité (15°),
conformément aux modeles classiques de la littérature qui considerent que le joint se dilate avec un
angle égal a I'angle de I'aspérité primaire (Patton, 1966). Cependant, le déplacement normal qui
classiguement atteint une valeur constante aprés la rupture des aspérités, re-diminue dans notre cas
a cause du déplacement descendant sur les aspérités. (figure 2.22c).
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(a) — 18rb-Sawtooth A (b) 25rb-Planar, sans poudre et aprés rupture des ponts rocheux
— 18rb-Sawtooth A, aprés rupture des ponts rocheux — 18rb-Sawtooth A, aprés rupture des ponts rocheux

Figure 2.24 : Etude de I'effet des ponts rocheux et des aspérités sur le comportement mécanique des joints. Dans
(a) l'effet des ponts est étudié en comparant le comportement de la méme éprouvette cisaillée avant et apres
rupture des ponts. L’absence de pic dans la courbe grise est lié a I’'absence des ponts. Dans (b) deux éprouvettes
sans ponts sont comparées. L’une des éprouvettes contient des aspérités I'autre est planaire. La contrainte
tangentielle plus élevée pour la courbe grise est liée a la présence des aspérités.

2.7.3 Influence des différents parametres

Dans la partie précédente, nous avons mis en évidence la capacité des joints artificiels a reproduire le
comportement global des joints rocheux naturels. Suite aux résultats préliminaires obtenus, il a été
décidé de développer cette étude en multipliant le nombre d’essais afin d’étudier I'influence des
différents parametres, de tester la reproductibilité des essais, et de quantifier le comportement
mécanique des joints. Dans cette partie, nous présentons I'effet du nombre des ponts rocheux, de la
contrainte normale, de la géométrie et de I'inclinaison des ponts rocheux sur le comportement des
joints. Les différents essais mettant en évidence la reproductibilité sont présentés en annexe C (figures
C-1acC-6).

2.7.3.1 Effet de |la contrainte normale

Tous les essais ayant la méme tendance, nous choisissons deux géométries (18rb-Sawtooth A et 25rb-
Planar) et nous représentons quatre essais de chaque géométrie, chacun correspondant a un niveau
de contrainte normale (figure 2.25). Les autres essais sont présentés en annexe C. Comme attendu, la
résistance au cisaillement augmente avec la contrainte normale. En effet, plus I'effort normal
augmente, plus il est difficile d’initier le cisaillement et donc plus I'effort tangentiel nécessaire pour
rompre les ponts augmente. Il est remarquable aussi qu’a contraintes normales élevées, I'allure de la
courbe au pic s’arrondit et le déplacement tangentiel associé au pic augmente.

86



Partie A : Etude expérimentale
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Figure 2.25 : Comportement mécanique des éprouvettes 18rb-Sawtooth A (a et c) et 25rb-Planar (b et d) sous
contraintes normales différentes. Les lignes verticales permettent de préciser la localisation de I'angle de
dilatance au pic.

Tableau 2.8 : valeurs des angles de dilatance au pic et post-pic pour les différentes contraintes normales
appliquées au joint 18rb-Sawtooth A.

18rb-Sawtooth A 0,=0,4 MPa 0,=0,8 MPa 0,=1MPa 0,=1,2 MPa
ipicl®] 9,46 14,04 12,53 11,30
ipost_piC["] 13,05 14,53 12,1 14,91

2.7.3.2 Effet du nombre de ponts rocheux

La présence de ponts rocheux au niveau d’une discontinuité rocheuse affecte les propriétés
mécaniques des joints en leur assurant une cohésion, et par suite une résistance plus élevées.

Bien que les ponts rocheux naturels n’aient pas une géométrie réguliére (Elmo et al., 2018), nous les
représenterons dans cette étude par des cylindres de 2,5 mm de diametres et de 0,4 mm de hauteur,
distribués symétriquement sur la surface des joints. Ces choix permettent de contréler I'effet des
ponts sur le comportement des joints artificiels en diminuant les parametres a étudier (forme et
répartition des ponts). Dans la nature, le pourcentage des ponts rocheux repérés sur un plan de
glissement apres sa rupture pourrait étre entre 0,2 et 5% selon Frayssines et Hantz, 2009. En se basant
sur ces pourcentages, nous avons définit les limites maximales et minimales des ponts modélisés dans
nos éprouvettes. L'éprouvette contenant le plus de ponts rocheux (126rb) correspond a un
pourcentage de 5,7% de ponts, et celle contenant le moins de ponts (9rb), contient 0,44% de ponts
en surface. Les éprouvettes modélisées permettent donc de balayer a priori tout I'intervalle définit
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naturellement. La figure 2.26 représente le comportement mécanique des joints planaires et en dents
de scies, sous une contrainte normale de 0,4 MPa, pour des nombres différents de ponts rocheux N.
On observe pour les deux géométries des joints que la résistance maximale augmente avec le nombre
de ponts rocheux. En augmentant le nombre de ponts rocheux, la surface de continuité de la matrice
augmente ce qui nécessite un effort plus important pour rompre cette liaison entre les épontes. Quant
a la valeur résiduelle, elle est du méme ordre de grandeur pour toutes les éprouvettes d’'une méme
géométrie, quel que soit le nombre de ponts rocheux. Ceci permet de valider I'hypothése que la
cohésion du joint est assurée par la présence des ponts, et qu’elle sera perdue apres la rupture des
ponts. Ces résultats sont cohérents avec la littérature (e.g. Einstein et al., 1983 ; Sturzenegger and
Stead, 2012 ; Bonilla—Sierra et al., 2015). La quantification de I'effet des ponts est présentée dans la
section 2.7.4 — partie A, proposant un critere de rupture de ces joints.

o_n =0.8 MPa/ joint planaire o_n =0.4 MPa/ joint en dents de scies

2 _— 4
—12rb z2 e
1§ 24rb
s 1 25rb 2 '
| 811 _ 126rb
nd_ E 15 T+
<. S
[N T
05 1 mmm—— A
/ _— () O e ®
0 i t f t ‘ 1 0 0 2 j; é :3 1“0
1 2 4
0 u_t(r%m) > 6 2,5 + u_t (mm)
25 +
2+ 1
1,5 +
— 15+ =
£ €
é 14 -g 1+
< 5
I
= 0,5 + = 0,5 T
(c) (d)
0 - f } . : 0 } f } } }
k 1 2 3 q 5 6 2 4 6 8 10
03 - u_t (mm) 05 -+

u_t (mm)

Figure 2.26 : Essais de cisaillement sur les géométries planaire (a et c) et en dents de scies (b et d), a contrainte
normale constante de valeur 0,4 MPa, en faisant varier le nombre de ponts rocheux.

2.7.3.3 Effet de la géométrie

Dans cette partie, nous présentons |'effet de la géométrie (rugosité) sur le comportement mécanique
des joints. La figure 2.27 montre le résultat de I'essai de cisaillement sur quatre géométries différentes
au méme niveau de contrainte normale (0,4 MPa). 16rb et 9rb sont cisaillées dans une direction telle
que l'aspérité fait un angle droit avec la direction de I'effort tangentiel. Nous remarquons que ces
deux éprouvettes possedent la résistance tangentielle la plus élevée (1,4-1,5 MPa) par rapport a la
géométrie en dents de scies ou les aspérités sont inclinées de 15° (0,7 MPa) et par rapport au joint
planaire (0,35 MPa). Mécaniquement, les joints inclinés de 90° ont un effet de butée qui s'oppose au
déplacement horizontal. Les joints inclinés s’opposent également au glissement en permettant de
mobiliser un frottement plus important que sur un joint lisse. Par ailleurs, on constate que la
déformation au pic, pour les éprouvettes dont les aspérités sont a 90°, augmente proportionnellement
plus que la contrainte maximale. Cet effet est probablement lié a la plastification des épontes
supérieure et inférieure en butée (figure 2.28).
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Le résultat des courbes de dilatances est cohérent avec la géométrie des joints :

- 25rb est un joint planaire, lisse, donc pas de dilatance observée ;

- 24rb est un joint avec des aspérités a 15°, la dilatance obtenue est de 13,6° en moyenne ce qui
correspond aux modeles simplifiés considérant que la dilatance est égale a I'angle des aspérités

pour les géométries simplifiées. La diminution du déplacement normal correspond au

déplacement sur la face descendante de I'aspérité ;

- 9rb est formé par des aspérités réguliéres ayant la forme d’un triangle rectangle. Une fois

I'effet de butée passé, lié a I'inclinaison a 87% des rugosités mobilisées, I'éponte supérieure

glisse sur I’éponte inférieure selon un angle associé a une contractance ;

- 1érb: le comportement au début de I'essai est identique a celui de 9rb. Cependant, une fois
I’effet de butée passé, le déplacement reste constant parce que la pente des aspérités de cette

éprouvette est horizontale.
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Figure 2.27 : Comparaison entre les comportements en cisaillement des éprouvettes sous une méme contrainte

normale, en fonction de la géométrie du joint et I'angle des aspérités.

Déformation des aspérités aprés cisaillement — 16rb

Ecrasement des aspérités et concentrations de contraintes — 9rb

Figure 2.28 : Etat des aspérités ayant un angle de 90° environ au cours du cisaillement. Les aspérités sont écrasées

et déformées sur leur coin sous l'effet de concentration des contraintes.
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2.7.3.4 Effetde la poudre

La technique de fabrication additive utilisée (SLS) ainsi que la géométrie des joints consistant a lier les
épontes par des ponts rocheux de 0,4mm d’épaisseur impose que le joint soit rempli par la poudre
non fondue restant du processus de fabrication. Cette poudre n’est pas génante surtout que les joints
naturels peuvent contenir un remplissage. Cependant, afin de comprendre quel est I'effet de cette
poudre et quelle est son influence sur le comportement mécanique du joint, nous avons réalisé des
essais de cisaillement sans poudre. Pour cela, nous avons pris une éprouvette planaire 25rb déja
cisaillée (donc les ponts sont cassés et les deux épontes du joint sont séparées). L'éprouvette était
resoumise au cisaillement aprés élimination de la poudre, a différentes contraintes normales. Le
résultat a 0,4 MPa est présenté dans la figure 2.29. Il est remarquable que la courbe des contraintes
tangentielles en fonction de déplacement horizontal ne présente pas de pic, ce qui confirme encore
une fois que les ponts sont responsables de la résistance au pic. De méme, la contrainte a la fin de
I’essai pour le joint sans poudre est plus faible que pour le joint avec poudre. La poudre a donc pour
effet d’augmenter I'angle de frottement de la discontinuité (¢; , = 24,1 en présence de la poudre, et
17 en absence de poudre, tableau 2.9), alors qu’un résultat opposé aurait pu étre attendu compte
tenu de la géométrie sphérique des particules de poudre. Sa présence intervient indirectement dans
I’angle de frottement résiduel du joint et sera prise en compte dans le critére de rupture présenté plus
tard dans (cf. 2.7.4 — partie A).

0.4 25rb — planar/o_n =0.4 (MPa)

T(MPa)
o

0 0.5 1 15 2 2.5 3

u_t (mm)
—— Eprouvette initiale = = Eprouvette sans poudre, aprés rupture des ponts

rocheux

Figure 2.29 : Evolution de la contrainte tangentielle pour un joint contenant de la poudre, avant rupture des ponts
rocheux, et pour le méme joint aprés rupture des ponts et élimination de la poudre.

2.7.3.5 Effet de l'orientation des ponts

Les propriétés mécaniques en 3DP dépendent des parameétres de I'impression mais aussi de la position
des pieces dans le bac de fabrication et de leur orientation par rapport a la direction du laser et des
couches de fabrication (Gibson and Dongping, 1997 ; Saleh et al., 2002). Les éprouvettes testées sont
formées par des ponts verticaux, perpendiculaires aux lits de poudre. Toutefois, pour vérifier si la
direction des ponts rocheux par rapport a la direction d’impression a une influence sur le
comportement mécanique des joints, deux éprouvettes ayant une gé¢ométrie identique a celle de 25rb
sont imprimées avec des ponts rocheux ayant une orientation de +45° (25rb 45°<) et 45°/m-45° (25rb
45°<>). Nous nous attendons a avoir une résistance plus élevée. Les images MEB prises pour des cubes
imprimés verticalement et contenant des structures inclinées (discontinuités) montrent que

90



Partie A : Etude expérimentale

I'ouverture des discontinuités inclinées est plus petite que celle des discontinuités horizontales, et par
suite le volume fondu solide est plus important. Par analogie aux ponts, nous nous attendons a avoir
une section des ponts inclinés plus grande, et donc plus résistante. De plus, du fait de la direction de
cisaillement (figure 2.20), la section des ponts qui subit I'effort tangentiel est plus importante que
celle dans le cas o les ponts sont verticaux. Ceci est mis en évidence dans le résultat présenté sur la
figure 2.30. Pour les courbes de dilatance, les amplitudes obtenues sont de I'ordre de 0,02mm, et donc
peuvent étre considérées nulles pour les 3 éprouvettes. Nous nous sommes limités dans notre étude
a cette vérification, sans faire une étude paramétrique détaillée de l'influence des orientations
d’impression, et sans quantifier cet effet.

o =0.4 MPa —25rb 45°<>

0,7 ~——25rb 45°<
-—25rb

u_n (mm)

Figure 2.30 : Etude de I'effet de l'inclinaison des ponts en comparant le comportement des joints planaires
contenant chacun 25 ponts, ayant des inclinaisons différentes.

2.7.4 Critére de rupture

L'influence générale des différents parametres a été mise en évidence dans la partie précédente, en
comparant les résultats des différents essais et en analysant le comportement de quelques cas
considérés extrémes (nombre de ponts rocheuy, inclinaison des rugosités). Le résultat principal de ces
analyses consiste a confirmer la capacité des joints artificiels en SLS a reproduire le comportement
global typique des joints rocheux. La deuxieme étape de ce travail est de vérifier si les résultats
obtenus respectent les critéres de rupture classiquement utilisés en mécanique des roches, et de
guantifier les parametres mécaniques de ces joints, notamment leur angle de frottement et cohésion.

Les géométries présentées précédemment sont des géométries simplifiées et régulieres. Cela nous a
poussé dans un premier temps a appliquer le critere de Coulomb aux géométries 12rb-25rb (Planar)
et 18rb - 24rb (Sawtooth A). Le choix d’application du critere linéaire a ces géométries est justifié par
le nombre d’essais testés a 4 niveaux de contraintes normales différents.
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Le critére de Coulomb (cf. 1.4.2.2.4) est présenté par les expressions (Eqgs. 2.8-2.9) :
Tpic = On tan((pj,b) + ¢ (2.8)
Tres = On tan(goj,r) (2.9)

Avec Tp;. la contrainte tangentielle maximale obtenue au cours de I'essai (en MPa) et T, la
contrainte tangentielle résiduelle (en MPa), ¢; ;, et @; ;- les angles de frottement de base et résiduel
respectivement, et ¢; la cohesion du joint (en MPa). Pour les éprouvettes a géométrie planaire, la
contrainte résiduelle prend la valeur du palier atteint aprés rupture des ponts rocheux. Pour les
éprouvettes en dents de scies, la détermination de cette valeur est plus compliquée. Certains essais
montrent un palier net avant le passage a la phase Il de descente sur I'aspérité, traduit par une
diminution de contrainte tangentielle (figure 2.31, 18rb-Sawtooth A ; 0,4MPa). La valeur de 7,5 dans
ce cas est celle du palier. Cependant, dans la majorité des essais, la transition entre le pic et la phase
Il ne passe pas par un palier, et donc la détermination d’une valeur résiduelle n’est pas évidente. Le
choix fait dans ce travail est de considérer une valeur moyenne entre le début et la fin de la partie
linéaire de la pente descendante aprés la chute du pic. Dans la figure 2.31, la valeur 7,5 pour 18rb-
0,8MPa sera

(T(l) + T(Z))/z

(1ére descente post-pic)
(2éme descente post-pic)

06 + (déplacement sur 'aspérité)
Sos + (2)
L]

= 03 4+ 18rb 0,4MPa
02 - 18rb 0,8MPa

4 6
u_t(mm)

Figure 2.31 : Identification de la phase résiduelle sur des essais de cisaillement des éprouvettes en dents de scies
(18rb-Sawtooth A).

Les résultats des valeurs pics et résiduelles des essais sont présentés dans un tableau récapitulatif
(annexe C, tableau C— 1). A partir de ces valeurs, une régression linéaire est réalisée pour obtenir les
valeurs les plus représentatives des parametres du critére de Coulomb. L’application de la régression
linéaire aux résultats des essais sont présentés dans la figure 2.32 et dans le tableau 2.9. Un R? est
calculé correspondant au ratio de la variance expliquée par la variance totale au pic (Rzz,ic) etalaphase

résiduelle (RZ,;).
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Tableau 2.9 : Coefficients de régressions linéaire, au pic et au résiduel, des éprouvettes 12rb, 25rb, 18rb et 24rb.

Eprouvette cj[MPa] @;l°] R3ic @) [°] Res
18rb-Sawtooth A 0,1368 41,9 0,96 35,1 0,67
24rb-Sawtooth A 0,27 39,8 0,82 35,4 0,89
12rb-Planar 0,036 31,4 0,9 26,2 0,75
25rb-Planar 0,0655 36,6 0,87 24,1 0,75
25rb sans poudre 17 0,97 -- --
Mohr-Coulomb/18rb - Sawtooth A Mohr-Coulomb/24rb - Sawtooth A

¢ ol ! ' } ! ! : | 0 } } : } t ; !
0 02 04 06 08 1 12 14 0 02 04 06 08 1 12 14
o_n (MPa)
(a) A pic m résiduel (b) apic O MPA) o el
Mohr-Coulomb/12rb-Planar Mohr-Coulomb/25rb-Planar
1 -
08
506
Q.
=
w04
02
0 : ' } - : ' )

0 0,5 1 15 2 2,5

0 0,2 0,4 0,6 08 1 1,2 1,4
o_n (MPa) d _ on (M?al
(C) A pic Wrésiduel ( ) Al pic W résiduel + sans poudre

Figure 2.32 : Résultats des régressions linéaires, selon le critére de rupture Coulomb, au pic et a la phase
résiduelle, pour les joints (a) 18rb-SawtoothA, (b) 24rb-SawtoothA, (c) 12rb-Planar et (d) 25rb-Planar.

Les résultats montrent, pour un faible niveau de contraintes normales appliquées (entre 0,4 et 1,2
MPa) une bonne corrélation linéaire entre la contrainte tangentielle et la contrainte normale, surtout
pour la résistance au pic (0,82 < Rlzﬂ-c < 0,97). Le critére résiduel passe par I'origine (0,0) sous
I’hypothése qu’apres la rupture des ponts, le joint perd sa cohésion. Les angles de frottement des
joints en dents de scies sont supérieurs a ceux des joints planaires, ce qui est cohérent avec la
littérature. Cependant, la différence entre les angles de frottement est plus faible que I'angle de
I'aspérité (15°) (tableau 2.9). Nous retrouvons de méme I'effet de la poudre expliqué précédemment
dans la partie 2.7.3.4 : la poudre augmente le frottement des joints. En absence de poudre, I'angle de
frottement est plus faible que I'angle en présence de poudre, dans les phases pic et post-pic. Le critere
de Coulomb, bien qu’il donne une idée générale sur la corrélation entre T et g,,, n’est pas capable de
prendre en compte explicitement I'effet des aspérités et du nombre de ponts rocheux.
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Un autre critere, utilisé pour les joints ayant des aspérités régulieres, est le critere de Patton, 1966.
Ce critere bilinéaire distingue deux modes de comportement des joints. A faible contraintes normales,
un glissement le long des aspérités a lieu. A partir d’une certaine contrainte normale de transition, les
aspérités sont broyées et subissent une rupture (cf. 1.4.2.2.4.2). De ce fait, le critére de Patton n’est
pas applicable a notre cas étant donné que nos aspérités restent intactes.

De ce fait, et pour surmonter ces problémes, nous proposons un critére de rupture basé sur un modele
statistique. Les paramétres du probléme sont : Nip, (nombre de ponts), contrainte normale appliquée
et I'angle de I'aspérité. La base de données utilisée est formée de 36 essais. Les essais avec des ponts
inclinés et des rugosités droites ne sont pas pris en compte dans cette étude statistique, car ils
correspondent a des cas extrémes, statistiquement non significatifs dans le plan d’expériences. Le
modele le plus statistiquement significatif est le suivant (Eqgs. 2.10-2.11) :

Tpic = 0ptan(23,5 + 0) + 0,0135 N, avec R?=0,982 (2.10)
Tres = tan (21,8 + 6) o, avec R?=0,938 (2.11)
Les parameétres statistiques validant ce modele sont présentés dans le tableau 2.10.

Tableau 2.10 : Parametres statistiques du critére de rupture proposé au pic et au résiduel.

Estimation Erreur type t-Statistique P-value
9 [°] 235+6 0,0245 16,79 8,42x10°Y
¢; [MPa] 0,0135 N, 0,00068 19,77 9,24x10°%°
®;.[°] 21,84+ 6 0,0126 30,43 1,17x10%

Un test de Student permet de vérifier que chaque parameétre est statistiquement significatif. La P-
value renseigne sur la probabilité que I’hypothese nulle soit vérifiée, c’est-a-dire I'hypothese que les
corrélations observées soient le fruit du hasard et que la valeur réelle du coefficient (estimate) soit
nulle. Ceci est tres largement vérifié pour les 3 parametres ¢;, ¢;, et ¢;, dans la mesure ou la P-value

est trés faible.

L'application de ces valeurs aux quatre géométries principalement étudiées donne les résultats du
tableau 2.11 :

Tableau 2.11 : Valeurs de la cohésion et I'angle de frottement des joints, pic et résiduel, pour les géométries 18rb,
24rb, 12rb et 25rb, déduites du critére statistique proposé.

Sample ¢j [MPa] ®; = @p + 0[] ®jrl°]
18rb-Sawtooth A 0,243 38,5 36,8
24rb-Sawtooth A 0,324 38,5 36,8

12rb-Planar 0,162 23,5 21,8
25rb-Planar 0,337 23,5 21,8
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Le critére au pic proposé est composé de deux parties. La premiere est liée a I'angle de frottement du
joint @ forme par la combinaison de I'angle de frottement de base du joint ¢5=23,5 et de I'angle de
I'aspérité 0. Cette représentation est similaire au critére bilinéaire de Patton, avant rupture des
aspérités. La deuxieme est fonction du nombre des ponts rocheux qui assurent une cohésion au joint
(0,0135N;,). Le parametre « 0,0135N,, » représente la cohésion des ponts rocheux. Le facteur 0,0135
est de ce fait la cohésion unitaire d’'un pont rocheux cylindrique de 2,5 mm de diameétre existant au
niveau d’un joint de surface 100 cm?. La représentation explicite de la cohésion en fonction du nombre
de ponts rocheux permet de valider I'influence des ponts sur les joints rocheux et est en accord avec
les travaux de la littérature suggérant que les joints non persistants possedent des cohésions plus
élevées que les joints persistants, grace a la présence des ponts rocheux. A noter que cette cohésion
est similaire a la cohésion proposée par la formulation de Jennings, 1970 en considérant que le joint
sans ponts a une cohésion nulle. Cependant, les résultats obtenus ne permettent pas d’obtenir un
angle de frottement qui respecte la formulation de Jennings et qui soit statistiquement significatif.

Le critere résiduel est écrit en fonction de I'angle de frottement résiduel @j,, qui pareillement a
I'angle de de frottement au pic, est formé par une combinaison d’un angle de frottement résiduel
pour un joint planaire et de I'angle de I'aspérité. Il est estimé a 21,8° en absence d’aspérités,
légerement inférieur a I'angle de base sans aspérités (23,5°). Généralement, dans la nature, I'angle de
frottement de base est du méme ordre de grandeur que I'angle résiduel, a quelques degrés préts. La
différence est classiquement liée a la présence des débris résultants de la dégradation des aspérités.
Dans notre cas, la différence entre les deux angles est négligeable (moins de 2°) parce qu'’il n'y a pas
de rupture des aspérités. Cette différence peut étre liée au frottement sur quelques points de la
surface du joint comme nous I’'avons montré sur la figure 2.23.

Une comparaison entre ces valeurs et les propriétés des roches et joints naturelles, et une discussion
détaillée sur I'application de ces joints en modélisation physique sont présentées dans le chapitre 4.

2.7.5 Comportement des éprouvettes fabriquées par stratoconception

Comme présenté dans la partie 2.2.3, une petite application de la stratoconception est réalisée dans
le cadre de ce travail, pour tester une technique permettant de réaliser des volumes de fabrications
plus importants et donc plus pratiques pour le modéle réduit de 2m?3,

Bien que le modele CAO soit le méme que celui utilisé de la partie précédente (joints planaires et en
dents de scie), la conception des éprouvettes fabriquées en stratoconception est différente de celles
construites en SLS. La méthodologie consiste a construire la piéce finale en emboitant deux demi-
pieces, chacune construite dans une plaque épaisse. Une des deux demi-boites dispose de plots de
jonctions, et 'autre de logements préts a recevoir ces plots constituant les ponts rocheux. Les deux
parties s’emboitent I'une a I'autre et sont maintenues par un collage spécifique au matériau utilisé.
Des modifications du modeéle initial sont donc nécessaires pour réaliser cette piece sans affecter le
comportement mécanique des pieces. Les plots imbricables sont construits sur une rehausse de 4
dixiemes de millimetres constituant I'ouverture du joint. Ainsi, la plaque comportant les trous vient
se poser sur sa jumelle au niveau de ces rehausses. Un jeu est prévu au niveau de chaque
arbre/alésage afin de garantir le passage de la future colle utilisée. De plus, un espacement est créé
entre le fond de chaque plot et son trou respectif, dans le méme but, mais également pour s’assurer
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que la plaque pose bien sur les rehausses de chaque pont. Ces modifications, simples a appliquer aux
joints planaires, sont difficiles a appliquer aux joints en dents de scies a cause des angles des aspérités
(figure 2.33). Le CIRTES a procédé a des modélisations numériques afin d’optimiser cette zone, puis ils
ont testé leur modele avec un matériau facile a mettre en ceuvre : le LAB haute densité (figure 2.34).
Du point de vue géométrique, les résultats sont conformes a la théorie avec une ouverture moyenne
des joints de 0,44 mm (+10%) pour les joints planaires et de 0,48mm (+20%) pour les joints en dents
de scies. Ces valeurs sont obtenues a partir des mesures réalisées a I'aide d’'un microscope optique.

Zones simples a réaliser / joint planaire  Zones difficiles a réaliser / joints en dents de scies

Figure 2.33 : Concept de fabrication des joints par stratoconception (a et b), et zoom au niveau des ponts sur les
zones pouvant présenter des difficultés de fabrication (c et d).

Figure 2.34 : Joint en LAB haute densité construit par stratoconception, avant l'ajout de la colle et I'imbrication
du joint.

Le processus de fabrication étant validé, le CIRTES a ensuite appliqué la méme démarche de
fabrication au PA12. Cependant, l'utilisation de ce matériau est plus compliquée et les premieres
tentatives montrent de grandes déformations convexes, la matiére étant soumise a d’importantes
contraintes internes (figure 2.35). Un deuxiéme probléeme d’utilisation de ce matériau en
stratoconception, pour ces géométries, est celui de I'espacement du joint non uniforme sur toute la
surface, et pouvant varier entre 0,4 et 0,8mm : La matiére a tendance a laisser des bavures. Ces fines
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pellicules viennent s’intercaler entre la rehausse des plots et la face venant au contact de ces

géomeétries et causent cette variation d’ouverture du joint.

i -

Figure 2.35 : Déformations externes sur les éprouvettes construites en PA12 par stratoconception.

Au final, cinq éprouvettes, géométriquement conformes au cahier de charge ont été fabriquées pour
étre testés sous cisaillement :

- 25rbPA12 2 0,8MPa

- 25rb LAB haute densité a 0,8MPa

- 12rb LAB haute densité a 0,8MPa

- 24rb LAB haute densité a 0,8MPa (figure 2.36b)
- 24rbPA12 a 0,8MPa (figure 2.36a)

Nous testons les deux matériaux pour comparer leur comportement sous cisaillement : si les deux
matériaux, sous la configuration des joints contenant des ponts, donnent le méme résultat pour les
mémes contraintes normales, ceci permettra d’utiliser le LAB haute densité qui présente une mise en
ceuvre plus simple et plus rapide, sous réserve que les résultats soient aussi comparables aux résultats
validés par la SLS. L'utilisation du LAB haute densité permet de gagner du temps et de travailler avec
un matériau bien maitrisé par Cirtes.

Figure 2.36 : Géométries finales obtenues par stratoconception pour des joints (a) en PA12 et (b) en LAB haute
densité.

Les éprouvettes sont moulées selon la méme procédure que les éprouvettes SLS avant de procéder
au cisaillement. Les résultats obtenus pour les 2 matériaux sont comparés aux résultats des
éprouvettes imprimées par frittage laser (figure 2.37).
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o_n =0.8 MPa/joints planaires o_n =0.8 MPa/joints en dents de scies

Stratoconception 25rb PA12 Stratoconcetion 24rb

PA12

Stratoconception 25rb LAB
haute tension
Stratoconception 12rb LAB

Stratoconception 24rb
LAB haute tension

haute tension - =SS 24rb
== == SIS 25rb

= == 5LS 12rb

0 J£ } } } } . |
() 41 (d) 2 4 6 8 10 12
0,2 + u_t (mm)

Figure 2.37 : Comparaison entre les résultats des essais de cisaillement réalisés sur des éprouvettes planaires (a
et c) et en dents de scies (b et d), fabriquées en SLS et stratoconception.

Les joints planaires fabriqués par stratoconception présentent une résistance plus élevée que celle
des joints fabriqués par SLS. La résistance résiduelle de ces joints est cependant plus faible. Ceci est
expliqué par I'absence de poudre. Les courbes de dilatance montrent une contractance plus
importante pour les joints fabriqués par stratoconception. Les joints construits par SLS contiennent
de la poudre. Lorsqu’ils se ferment, ils compriment la poudre qui occupent un volume du joint. Ce
volume est vide dans les joints en stratoconception (absence de poudre), et par suite, une fois les
ponts rompus, les deux épontes ont tendance a se fermer plus que les épontes construites en SLS.

Concernant le mode de rupture, nous observons que la rupture se produit dans les ponts et non pas
au niveau de la colle de jonction, les ponts sont cassés au niveau de leur centre (figure 2.38).

Pour les joints en dents de scies, les valeurs de pic obtenus et de dilatance sont du méme ordre de
grandeur que pour les joints en SLS. Les valeurs de contraintes résiduelles sont plus faibles comptes
tenus de I'absence de poudre.
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(a)

Figure 2.38 : Epontes des éprouvettes de cisaillement en PA12 (a) et LAB haute densité (b) aprés rupture des
ponts. Les figures montrent que les ponts sont cisaillés, la rupture a lieu dans le matériau et non pas au niveau
de la colle.

Les résultats montrent tout d’abord qu’il est possible de construire des joints contenant des ponts par
stratoconception, en utilisant la technique d’emboitement des épontes et leur jonction par la colle.
Sur le plan mécanique, un écart et des différences entre les deux techniques de fabrication additive
sont obtenus, méme pour un méme matériau. Nous avons choisi, dans le cadre de ce travail de
recherche, de se limiter a ces résultats sans développer davantage I'application de cette technologie
a la mécanique des roches. Toutefois, il serait intéressant d’élargir les études sur la stratoconception,
pour profiter de sa capacité a reproduire des volumes importants : la possibilité de construire
plusieurs parties emboitées les unes dans les autres qui était validée par ces essais constitue un point
fort a développer. Une des idées a tester sera de combiner les deux techniques: SLS et
stratoconception, dans un seul modele. Les parties formées par les discontinuités et les structures
nécessitant des détails inférieurs au mm seront construites par SLS, et puis combinées avec des blocs
construits par stratoconception a l'aide des techniques d’emboitement similaires a celle utilisée pour
les ponts, mais pour une taille plus importante. Ces études nécessitent une caractérisation des
jonctions et de la colle a utiliser pour que les interfaces entre les deux technologies n’aient pas
d’influences non contrélées et non désirables sur le comportement global du modeéle réduit.

Dans la section 2.7 de cette partie, des joints contenant des ponts rocheux et ayant des géométries
simplifiées, planaires ou en dents de scies réguliers, sont testés sous essais de cisaillement. Ces essais
ont permis de reproduire des comportements similaires a ceux des joints rocheux naturels. lls ont mis
en évidence le lien entre les ponts rocheux et la cohésion, et le réle que jouent les aspérités dans la
résistance globale du joint. L'effet de ces parameétres est quantifié et pris en compte dans un critére
de rupture proposé a la base des 41 essais de cisaillement. Cependant, ces géométries sont simplifiées
par rapport a la rugosité naturelle plus complexe qui a une influence directe sur le comportement
mécanique des joints sous cisaillement. Afin de s’approcher de plus en plus de la réalité, nous testons
dans la partie suivante des joints construits par SLS et ayant des surfaces similaires aux rugosités
naturelles.
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2.8 Essais de cisaillement sur des joints a JRC contrélé

L'effet des rugosités est pris en compte dans les criteres de rupture (e.g. le critere de Barton) par
I'intermédiaire de parametres de rugosité, comme le JRC (Joint Roughness Coefficient) (cf. 1.4.2.2.4).
Dans le but de mieux prendre en compte 'effet de la rugosité sur le comportement mécanique des
joints rocheux, et de s’approcher le plus possible de la réalité dans notre modélisation physique a
I’échelle du laboratoire et a I’échelle de I'ouvrage, des joints rocheux artificiels ayant une rugosité plus
réaliste que les joints planaires et en dents de scie sont imprimés et testés en cisaillement. La
génération de ces surfaces differe de la méthode utilisée dans la partie précédente. Dans cette partie,
nous utilisons I'approche de la dimension fractale/ exposant de Hurst pour générer une surface en
fonction de I'écart type des sommets des aspérités et de la dimension fractale. Cette surface est
importée ensuite dans le logiciel « Blender ». Sur Blender, la surface est extrudée dans la direction
verticale, dans un premier sens, pour former la premiére éponte, et puis dans le sens opposé pour
former la deuxiéme éponte. A noter que les deux modeéles sont séparés et le joint obtenu est un joint
ouvert formé par deux épontes imbriquées I'une sur l'autre.

Le code Matlab permet de générer une surface artificielle a partir des parametres suivants en entrée :
- L’écart type des points du profil dans la direction verticale z
- L’exposant de Hurst H (liée a la dimension fractale D par I'Eq. 1.32)
- Lalongueur du joint Lx (La surface est considérée carré avec Lx = Ly)
- m:nombre de pixels dans la direction x
- n:nombre de pixels dans la direction y

La sortie récupérée est une surface générée statistiquement avec les données rentrées, ainsi que les
coordonnées des points générés correspondant a chaque pixel.

Deux points sont a vérifier dans cette partie. Tout d’abord la capacité de la technique SLS a reproduire
des surfaces rugueuses ressemblant a des géométries réalistes des joints rocheux. Ensuite, la capacité
de ces joints artificiels a reproduire le comportement mécanique des joints rocheux et a respecter le
critere de rupture de Barton-Bandis (Eq 2.12-2.13). Deux cas extrémes sont choisis pour étre imprimés
et testés. Le premier modeéle est imprimé pour H=0,997 correspondant a une dimension fractale
D=1,003 et I'écart type de 0,001 m. Le deuxieme a un exposant de Hurst de 0,65 correspondant a une
dimension fractale D=1,35 et un écart type de 0,002m. Le choix de faire varier les deux parametres
s’explique par la forte dépendance de la rugosité et du JRC a la dimension fractale et a I'exposant de
Hurst, ainsi que la corrélation entre les propriétés statistiques spatiales des points de la surface et sa
rugosité (Stigsson et Ivars, 2019). La figure 2.39 montre la différence entre les deux surfaces : la
premiére est une surface presque lisse, avec une étendue k=6,5mm (Eq. 1.28 k = max{Z;} —
min{Z;}), la deuxiéme est extrémement rugueuse avec une étendue de 13,4 mm. Le pixel choisi est
de Imm.
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x1073 6

(a) H=0,997; & = 0,001 (b) H=0,65; & = 0,002 x10°

Figure 2.39 : Surfaces générées et imprimées (a) cas lisse avec un JRC = 5 et (b) cas rugueux avec un JRC = 20. Les
échelles de couleur s’étendent de -3 a 3 mm pour (a), et de -6 a 6 mm pour (b). Les surfacse des joints font 0,1 x
0,1 m?

Le JRC des joints construits par impression 3D sont calculés a partir des relations empiriques reliant D
au JRC, présentées au chapitre 1 et reprises dans le tableau 2.12, appliquées aux valeurs de D
considérées (1,003 et 1,35). Les relations donnent pour le joint le plus rugueux a D=1,35 un JRC
compris entre 18 et 301060, avec plusieurs valeurs aberrantes. Cependant, la dimension fractale de
ces joints n’appartient pas aux intervalles d’application de ces relations, a I'exception d’une seule
relation (relation 11 du tableau 2.12, JRC = 18), qui a tendance a sous-estimer les valeurs du JRC (Li et
Huang, 2015). De ce fait, nous allons associer un JRC = 20 aux joints les plus rugueux (D=1,35) et on
les nommera dans la suite joint/JRC20.

JRC du joint lisse

[y
o
1
1

JRC

O R, N W WU O N0 W
t
[ |

1 l 1 1 ] 1 1
01 2 3 45 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20
Numéro des relations empiriques

Figure 2.40 : Valeurs du JRC obtenues pour le joint avec D=1,003, pour différentes relations empiriques.

Pour les joints les plus lisses (D=1,003), les relations du tableau 2.12 donne un JRC compris entre 1 et
9,2. La figure 2.40 représente la répartition du JRC en fonction des différentes relations. Les valeurs
du JRC obtenues ont une moyenne de 5,1 avec un écart type de 2 (un faible écart de I'ordre d’une
classe de JRC maximum). L'une des relations les plus utilisées est celle de Lee et al., 1990, elle donne
un JRC de 4,7, du méme ordre de grandeur que la moyenne obtenue. Nous affectons donc au JRC une
valeur 5. C'est une valeur entiére, égale a la moyenne obtenue pour les différentes relations, et
respectant la relation la plus classique. Les joints ayant un D=1,003 seront nommés par la suite
joint/JRC5.
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Huit éprouvettes de chaque géométrie sont fabriquées et moulées pour étre cisaillées. Le plan détaillé
des essais est présenté dans la partie 2.8.2.

Tableau 2.12 : Valeurs du JRC obtenues pour le joint avec D=1,003, pour différentes relations empiriques tirée
de Li et Huang, 2015. La relation 11 est la seule applicable pour la géométrie a D=1,65.

Relation empirique Intervalle de D D=1,003
1 JRC = —1138,6 + 1141,6 D 1,0-1,0149 6,4
2 JRC = —1022,55 + 1023,92 D 1,0-1,0182 4,5
3 JRC = 209,7517 D — 204,1486 1,0-1,0686 6,2
4 JRC = 172,206 D — 167,2946 1,0-1,0876 5,4
RC = 7811778,928 D3 — 23723041,6842 D? + 24014672,3562 D
5 JRC = 78 8 8_ 81033;‘09?7080968 +24014672,356 10-1,0144 92
6 JRC = 1000 (D — 1) 1,0-1,0200 3
7 JRC = 1870 (D — 1) 1,0-1,0107 5,6
8 JRC = 1647 (D — 1) 1,0-1,0121 4,9
9 JRC = 1195,38 (D — 1) 1,0-1,0167 3,6
10 JRC = 479,396 (D — 1)1056¢ 1,0-1,0495 1,0
11 JRC = 29,35 (D — 1)°46 1,0 -1,4343 2,0
12 JRC = 150,5335 (D — 1)°° 1,0-1,0177 8,2
B Jre= 087804+ %&g_l) — 16,9304 (%)2 1,0005 - 1,0113 4,7
14 JRC = 28,5 — _ 3318 1,0011 - 1,0194 5,6
1+150(D — 1)
5 JRC = 100(D — 1)%*(1 — m) 1,0-1,0181 58
16 JRC = 60— 1,0-1,0177 6,3
0,006 + (D — 1)
17 JRC = 53,7031 (D — 1)°3642 1,0 - 1,0664 6,5
3,1
18 JRC = 85,2671 (D — 1)°%67° 1,0-1,0778

2.8.1 Validation du modele géométrique

Afin de vérifier la capacité de la SLS a reproduire ces géométries complexes, des mesures
profilométriques sont réalisées sur les éprouvettes a I'aide d’un profilometre, scanner 3D a
triangulation laser. La machine tridimensionnelle utilisée est une DEA Gamma associée a un capteur
laser Kréon Zéphyr KZ25 instrumenté par le logiciel METROLOGX4. Les scanners 3D a triangulation
laser utilisent généralement des lasers a semi-conducteurs, notamment a cause de leur faible co(t et
de leur taille réduite. Ils sont caractérisés par un faisceau de couleur rouge. Avec ce procédé, la
numérisation débute par I’émission d’un faisceau laser rectiligne qui vient se déformer au contact de
I'objet. Par le biais de la caméra, le scanner 3D analyse la déformation de la ligne émise par le laser
sur les reliefs de I'objet afin de déterminer, a I'aide de calculs trigonométriques, sa position dans
I’espace (figure 2.41). L'angle formé entre la caméra et le faisceau du laser, la distance de la caméra a
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I'objet ainsi que celle de la source du laser a I'objet (connu en calculant la durée mise par le laser a
faire un aller-retour), sont autant de parametres qui permettent de déterminer les coordonnées
spatiales de 'objet. La vitesse de scan est de 5mm/s, et la précision du capteur est de 50 um.

Source laser

Lentilles de
projection

Lentilles de
collection

"\

Base de
triangulation

Configuration du capteur KREON

Figure 2.41 : Concept du scanner laser utilisé.

Pour réaliser nos mesures, nous avons fixé notre éprouvette (avant moulage) sur un repere horizontal
bien défini. Le scanner optique se déplagait ensuite horizontalement en émettant le faisceau laser
verticalement vers I'objet. Les mesures sont réalisées d’abord selon I'axe des x, puis selon 'axe y, en
tournant le palpeur optique de 90°. Les schémas des mesures sont présentés sur la figure 2.42.

yl—x (a) yL‘ X (b)

Figure 2.42 : Directions de scan des joints (a) suivant I'axe des x et (b) suivant I'axe des y. Les bandes blanches
et grises correspondent aux bandes de points scannés au passage du scanner.

Les résultats obtenus par les mesures scanner sous forme de nuages de points (figure 2.43) sont
ensuite superposées aux profils théoriques du modéle CAO des deux joints. Trois éprouvettes de
chaque géométrie sont mesurées dans les deux directions horizontales. A noter que la premiére
éprouvette rugueuse est mesurée cing fois, dans la méme position, afin de quantifier I'incertitude liée
a la technique de mesure. Les écarts-types entre les mesures d’'une méme position sont calculés. La
moyenne de ces écarts-types du joint JRC20-1 dans la direction x est de 0,028 mm. Son écart-type est
de 0,017 mm. Dans la direction y, la moyenne des écart-types est de 0,056 mm avec un écart-type de
0,042 mm. Les résultats des écarts entre les mesures et le modéle théorique sont présentés dans le
tableau 2.13. Le lecteur peut se référer a I'annexe F pour une représentation graphique des écarts
obtenus.
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S

Figure 2.43 : Nuage de points obtenu suite au scan des surfaces de joints. Ce fichier est récupéré aussi sous
format « .txt » avec les coordonnées de tous les points.

Tableau 2.13 : Ecarts obtenus entre le modéle théorique et les mesures interpolées.

En mm Min (Zmesre-Ztnéorique) ~ MaX (Zmesrs-Ztheorique) Mean (Zmesre-Ztheorique) Ecart type (Zmesre ;Ztnéorique )
JRC20-1ax -1,01 1,34 4x10° 0,23
JRC20-1bx -0,89 1,26 0,9x103 0,22
JRC20-1cx -1,1 1,3 5x103 0,24
JRC20-1dx -1,02 1,28 4x103 0,22
JRC20-1ex -1,07 1,29 1x103 0,22
JRC20-2x -1,01 1,27 12x103 0,21
JRC20-3x -1,17 1,30 4x103 0,26
JRC20-1ay -0,36 0,81 2x1073 0,11
JRC20-1by -0,40 0,80 1x103 0,11
JRC20-1cy -0,40 0,76 3x1073 0,11
JRC20-1dy -0,43 0,77 2x1073 0,11
JRC20-1ey -1,3 1,69 2x103 0,23
JRC20-2y -0,48 0,83 -0,4x1073 0,11
JRC20-3y -0,68 0,79 -0,7x1073 0,13
JRC5-1x -0,49 0,46 8x103 0,15
JRC5-2x -0,44 0,49 11x103 0,12
JRC5-3x -0,48 0,43 10x103 0,13
JRC5-1y -0,25 0,37 -0,8x103 0,09
JRC5-2y -0,25 0,37 -1x103 0,08
JRC5-3y -0,29 0,42 -2x103 0,10

Les résultats montrent une bonne reproduction des deux géométries, avec un écart-type entre la
réalité et la théorie compris entre 0,11 et 0,26 mm pour les joints/JRC20 et entre 0,08 et 0,15 mm
pour les joints/JRC5. Cet écart comprend les incertitudes liées a I'impression, ceux liées a la technique
de mesure, ainsi que les incertitudes liées au processus de calcul dans la mesure ou les coordonnées
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des points du modele numérique « .stl » et ceux de la surface mesurée sont différents, ce qui impose
de passer par une fonction d’interpolation pour pouvoir calculer I'écart type. La figure 2.44 présente
la superposition entre les mesures et le modeéle théorique. Un profil de chaque géométrie
(JRC20/JRC5) est présenté. Les résultats sont considérés satisfaisants et la technologie est jugée
capable de reproduire des géométries complexes.

Z[m]

(a) Joint/JRC20

0.004}
0.002}

0.000 1 . LN . s X [m]
0.02 0,04 0.06 0.08 0.10

-0.002}

-0.004

Z[m]

(b) Joint/JRC5

0.004}
0.002}

0.000 " . ‘ » s X [m]
0.02 0.04 0.06 0.08 0.10

-0.002

-0.004

Figure 2.44 : Exemple de profils des joints superposés pour les géométries (a) joint/JRC20 et (b) oint/JRC5. En
vert le profil obtenu a partir des mesures, et en orange celui obtenu a partir du modéle géométrique théorique.

2.8.2 Essais de cisaillement

La deuxieme partie du travail consiste a tester le comportement de ces joints en cisaillements. Seize
éprouvettes sont imprimées, huit de chaque géométrie. Le plan d’expérience est divisé en quatre
séries :

- Quatre éprouvettes joint/JRCS5 cisaillées dans une direction A

- Quatre éprouvettes joint/JRC5 cisaillées dans une direction B, perpendiculaire a A

- Quatre éprouvettes joint/JRC20 cisaillées dans une direction A

- Quatre éprouvettes joint/JRC20 cisaillées dans une direction B, perpendiculaire a A.

Les directions de cisaillement sont présentées dans la figure 2.45.
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Figure 2.45 : Directions de cisaillements A et b appliquées a chaque joint : (a) joint/JRC5 et (b) joint/JRC20.

Ce choix est fait dans le but de de vérifier si les joints artificiels respectent le critére de rupture de
Barton-Bandis, et tester I'effet de la direction de cisaillement sur le comportement de nos joints.
Théoriqguement, la génération de surface rugueuse a partir de I'exposant de Hurst (et donc la
dimension fractale) permet de générer une surface aux propriétés isotropes, car H/D est identique sur
tous les profiles, entrainant un JRC identique sur toute la surface. Les résultats obtenus dans deux
directions de cisaillement différentes devraient donc étre proches.

Les essais sont réalisés aux mémes contraintes normales utilisées précédemment : 0,4-0,8—-1et 1,2
MPa. L’essai de cisaillement de la premiére éprouvette joint/JRC5 réalisé dans la direction Aa 1,2 MPa
n’a pas abouti a cause d’un probléme technique au niveau du moteur qui n’arrivait pas a maintenir la
contrainte normale. Par ailleurs, la contrainte tangentielle maximale est sous-estimée pour les essais
A-0,4MPa du joint/JRC5 et B-0,4 MPa du joint/JRC20. Pour ces deux éprouvettes, un probléme sur un
capteur a entrainé une augmentation brutale de la contrainte normale sur I’échantillon avant le début
de I'essai. Le probleme résolu, les deux éprouvettes ont ensuite été remises en place et cisaillées mais
dans un état « non intact ».

La figure 2.46 présente les résultats obtenus pour les deux géométries, a plusieurs contraintes
normales. Les résultats de chaque graphe sont obtenus pour une méme direction de cisaillement. Les
résultats sont comparables a ceux attendus pour des joints rocheux naturels :

- La contrainte tangentielle maximale augmente avec 'augmentation de la contrainte normale.
Elle passe de 0,353 (a g,, = 0,4MPa) a 0,805 (a g,, = 1,2 MPa) pour le joint/JRCS5, et de 0,953
(a o, = 0,4MPa) a 2,07 MPa (a g,, = 1,2MPa) pour le joint/JRC20.

- Le déplacement normal (dilatance) diminue en général avec I'augmentation de la contrainte
normale, comme observé par Saeb et Amadei, 1992.

- Le joint/JRC20 présente des contraintes tangentielles au pic plus élevées que celles du
joint/JRCS5. En plus, le déplacement normal (dilatance) est plus important pour ces joints. Ceci
est d0 a la rugosité plus importante pour ces joints et a une hauteur des aspérités plus grande
conduisant par suite a un déplacement normal plus élevé. De ce fait, le déplacement le long de
ces aspérités nécessite des contraintes tangentielles plus élevées et est associé a une dilatance
plus importante.

- Apreés cisaillement, les aspérités des joints/JRC5 restent intactes, et subissent en quelques
endroits un frottement et des traces similaires a celui observé sur les joints simplifiés (figure
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2.47a). Pour les joints les plus rugueux (joint/JRC20), le résultat est différent. La rugosité est
formée par des aspérités primaires et secondaires. Les aspérités secondaires sont d’abord
mobilisées. On observe a I'ceil nu que les aspérités secondaires qui se trouvent surtout au
sommet des aspérités primaires sont écrasées. De plus, sur I'éponte inférieure, dans la
direction A, une partie du joint, correspondant a une aspérité primaire, s’est cassée (figure
2.47b). Dans la direction B, I'aspérité principale qui subit la rupture dans la direction A reste
intacte, et une autre aspérité, située dans une direction défavorable par rapport au sens de
cisaillement, subit une rupture partielle. Cette observation est en cohérence avec les travaux
de Grasselli et al., 2002 qui considérent que I'état des joints pendant le cisaillement et le
comportement des aspérités dépend de la direction de celles-ci par rapport au sens du
cisaillement. Cette hypothese a aussi un effet sur la résistance au cisaillement, qui peut varier
donc en fonction du sens du cisaillement, méme pour une surface isotrope, ayant un JRC
identique pour ces différents profils dans les différentes directions.

. Joint/JRC20
- Joint/IRCS ) | /

—B-04MPa —A-0,4MPA

——B-0,8MPa —A08MPa

16 1 ——B-1MPa 16 + A-1MPa

B-1,2MPa AL2MPa

1 {

14 16

14 16

Figure 2.46 : Courbes de cisaillement des joints a géométries réelles (a et c) pour un joint/JRC5 et (b et d) pour un

joint/JRC20.
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() joint/JRC5 (B) joint/JRC20

Figure 2.47 : Etat des joints a JRC contrdlé apres cisaillement dans la direction A. Dest traces de glissement sur le
joint/JRC5 (a) et une rupture d'une aspérité primaire, et écrasement des aspérités secondaires sur le joint/JRC20
(b) sont encerclés sur les figures. La lettre B sur I’éprouvette fait référence a I’éponte basse de I’éprouvette.

Pour vérifier la propriété d’isotropie de la surface, Deux jeux d’éprouvettes identiques sont cisaillés,
chacun dans une des deux directions A et B (figure 2.45). Les observations énoncées plus haut, sont
valables pour les deux directions. Les résultats sont présentés dans les figures 2.48 —2.49. Le tableau
2.14 présente I'écart entre les 7,; d’'une méme géométrie dans les directions A et B.

_ i _ Joint/JRC20
2,5 Joint/IRC20 25 Joint/JRC20 2,5
2 + 2 2 +
=15 + — =15
S s S
= = =
1T Tl e 1+
0,5 1 0,5 05
0 | i i | - f { 0+ } t t t t } {0 t t } } f 1 |
0 2 4 6 8 10 12 14 0 2 4 6 8 10 12 14 0 2 4 6 8 10 12 14
u_t (mm) u_t (mm) u_t (mm)
——A0,8MPa —B0,8MPa —A1MPa —B 1MPa —A1,2MPa —B 1,2MPa
(a) (b) (c)

Figure 2.48 : Evolution de la contrainte tangentielle sous essais de cisaillement pour les joints rugueux, en
fonction de la direction de cisaillement A ou B. les contraintes normales appliquées sont (a) 0,8MPa, (b) 1 MPa,
et (c) 1,2 MPa.
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Figure 2.49 : Evolution de la contrainte tangentielle sous essais de cisaillement pour les joints lisses, en fonction
de la direction de cisaillement (A-B). Les contraintes normales appliquées sont (a) 0,4MPa, (b) 0,8MPa, (c) 1IMPa.

Tableau 2.14 : Les résistances au cisaillement obtenues pour les différents joints (JRC5 et JRC20), aux différentes
contraintes normales imposées, dans les directions de cisaillement A et B.

Joint/JRC20 Joint/JRC5
0,(MPa) 0,4 0,8 1 1,2 0,4 0,8 1
Tpic(4) 0,95 1,512 1,909 2,069 0,272 0,648 0,706
Tpic(B) 0,721 1,698 2,118 2,386 0,353 0,588 0,701
(Tpic(max) - Tpic(min))/Tpic(max)) 0,24 0,11 0,1 0,13 0,23 0,09 0,01

En éliminant les rapports des essais a 0,4 MPa a cause des problémes techniques rencontrées qui ont
causés une altération des joints avant I'essai, on remarque que l'écart entre les résultats des
différentes directions varie entre 13% et 1%, avec une moyenne de 9%.

Plusieurs hypotheses peuvent étre a 'origine de cet écart. Tout d’abord, méme si la procédure de
mise en place des essais est la méme, des erreurs d’origine humaine et expérimentale peuvent étre
présentent, comme par exemple le moulage des éprouvettes. Les erreurs expérimentales font donc
partie de ces 9% d’écart.

Une deuxiéme hypothese a vérifier est I'isotropie de la surface. Une vérification simple consiste a
comparer le parametre Z, (moyenne quadratique des écarts entre deux hauteurs d’aspérités sur un
méme profil ; cf. Eq. 1.22) dans les deux directions de cisaillement. Les résultats sont présentés dans
le tableau 2.15. Nous trouvons que le Z; dans les deux directions d’une méme éprouvette est presque
identique, quel que soit le JRC. Ceci valide I'isotropie de la surface des joints.

De ce fait, I’écart entre les résistances au cisaillement obtenues dans les deux directions est lié
principalement a I'effet des aspérités et a leur position par rapport au cisaillement, qui peut étre
favorable ou défavorable a leur résistance, et par suite a la résistance du joint. A noter que nous
travaillons avec un petit échantillonnage d’une population, ce qui limite la représentativité des essais
par rapport a cette population.
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Tableau 2.15 : Valeurs de Z2 obtenues pour les joints JRC5 et JRC20, dans les deux directions de cisaillement
orthogonales A et B.

Z» selon la direction A Z> Selon la direction B
JRC5 0,184 0,181
JRC20 0,460 0,478

2.8.3 Critére de rupture

Dans cette partie, nous appliquons le critére de Barton, 1973 aux résultats expérimentaux obtenus
pour caractériser les joints a JRC controlés, plus spécifiquement, pour caractériser leur angle de
frottement. Pour rappel, le critére est formulé comme suit :

7= optan [p;, + JRC1og (£=)] pour 1 < 2= <100 (2.12)
n n
T = g,tan[70°] pour]aE > 100 (2.13)

Le JRC est prédéfini, il est pris égal a 5 et 20 pour les deux types de surfaces. Le JCS est caractérisé a
partir de la méthode de rebond du marteau de Schmidt. Dans notre cas, nous le considérons égal a la

résistance a la compression de notre matériau, a savoir 42 MPa, surtout que nos joints ne sont pas

altérés (Barton, 2013). Nous considérons que nous travaillons dans I'intervalle de 'Eq. 2.12 (1 < ) <

Oon
cs L
/ est de 105, légerement

On

supérieur a 100. En effet, nous travaillons avec un matériau analogique, n’ayant pas les mémes

100), méme si pour la premiére valeur de contrainte normale, le rapport

propriétés que les roches, et nos résultats montrent que méme pour 0,4 MPa, la résistance au
cisaillement dépend du JRC. C’est pourquoi nous considérons que seule la premiére relation (Eq. 2.12)
est applicable a notre cas. Les paramétres du critére étant connus, il reste a déterminer I'angle de
frottement des joints. En effet, I'angle de frottement déterminé dans la section 2.7 — partie A ne
pourrait pas étre utilisé dans notre cas. Les joints a gé¢ométrie simplifiée contiennent de la poudre, et
ont une surface lisse méme sur les aspérités. De ce fait, afin de déterminer I'angle de frottement des
joints a JRC déterminé, une rétro analyse est effectuée pour les 2 joints : JRC5 et JRC20 : le critere de
I’'Eq. 2.12 est appliqué pour les résistances au cisaillement obtenues expérimentalement, pour en
déduire I'angle de frottement. Nous obtenons un angle de frottement ¢; ,. = 27° pour le joint/JRCS, et
30° pour le joint/JRC20.
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Figure 2.50 : Comparaison entre les résultats expérimentaux pour les deux géométries testées et le critére de
rupture de Barton aprés quantification des propriétés des joints, dans les deux directions de cisaillement A et B.

Les résultats montrent une bonne corrélation entre le critére JRC-JCS de Barton, et les résultats
expérimentaux (figure 2.50). La différence entre les angles de frottement des joints est un résultat
attendu. En effet, I'angle de frottement résiduel des joints dépend de la rugosité de la surface a la fin
de I'essai. Généralement, plus un joint est rugueux, plus son angle de frottement est important. Dans
notre cas, les aspérités du joint/JRC20 ne subissent pas toutes la rupture, et I'état final du joint est
nettement plus rugueux que le joint/JRC5. La différence de 3° entre les angles de frottement est donc
expliquée par I'effet de ces aspérités.

Cette partie nous permet donc de conclure que la technique d’impression 3D (SLS) permet de
construire des joints rocheux artificiels a géométrie naturelle avec précision. Le comportement
mécanique obtenu est semblable au comportement des joints rocheux naturels, avec une phase
élastique, un pic, et une phase résiduelle et ceci méme en I'absence de ponts rocheux. Une application
du critere de Barton a nos résultats permet de définir les parametres mécaniques de ces joints et de
mettre en évidence la dépendance entre I'angle de frottement résiduel et la rugosité. Ce résultat reste
cependant préliminaire compte tenu du nombre limité des essais, des JRC testés, et du niveau faible
des contraintes normales appliquées.

2.9 Conclusions (Partie A)

Dans ce chapitre, nous avons présenté les essais expérimentaux de caractérisation du PA12 pour
I"application aux joints rocheux. La technique SLS a démontré sa capacité a reproduire précisément
des géométries complexes. Le travail préliminaire de caractérisation géométrique a permis de fixer
une ouverture du joint théorique de 0,4mm pour la suite du travail, tenant compte des effets de
I’orientation des joints et des retraits thermiques résultants du processus de fabrication. Les essais de
caractérisation de la matrice continue du PA12 (traction et compression) ont permis de définir : (i) un
module de traction du PA12 (1200 MPa) et une résistance a la traction (ordre de 40 MPa) ; (ii) un
module de Young de I'ordre de 1600 MPa et une résistance a la compression simple de I'ordre de 42
MPa. Les résultats obtenus pour les deux types d’essais sont compatibles avec les valeurs types de ces
parametres. La raideur normale des futurs joints artificiels, a été caractérisée a partir d’essais de
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compression réalisés sur des éprouvettes contenant un joint en son milieu. Les résultats montrent une
réduction de la résistance a la compression ainsi que du module de Young, ce qui est logique en
considérant que les joints vont dégrader les propriétés de la matrice. La raideur normale du joint est
calculée a partir d’'une approche analytique. Elle dépend de la surface des ponts par rapport a la

ini . Epai12* Spont
surface des joints et prend la forme suivante : ky, ; = ———22"=
g ej*Stotale

La deuxieme grande partie de ce chapitre a permis de caractériser le comportement en cisaillement
des joints a partir d’essais de cisaillement. Ces essais ont été réalisés sur des discontinuités a
configurations simplifiées construites par SLS ; et sur des discontinuités a JRC controlé.

Dans le premier cas, les joints sont soit planaires, soit en dents de scies réguliers. Les deux épontes du
joint sont liées par des ponts rocheux cylindriques. Nous avons étudié dans cette partie I'effet de la
contrainte normale, le nombre de ponts rocheux, la présence de poudre non évacuée par le processus
de fabrication, ainsi que I'effet de I'inclinaison des ponts rocheux. Les résultats montrent tout d’abord
qgue le comportement global est similaire au comportement réel des joints rocheux, a savoir une phase
élastique, suivi d’'un pic puis d’une réduction de la contrainte tangentielle avec le déplacement
horizontal, jusqu’a atteindre une valeur résiduelle. La dilatance est presque nulle pour les joints
planaires, et a une valeur constante post-pic, égale a I'angle de I'aspérité, pour les joints en dents de
scies. La résistance au cisaillement augmente avec l'augmentation de la contrainte normale,
I'inclinaison des ponts, le nombre des ponts rocheux et I'angle des aspérités. En plus, nous avons
vérifié que la poudre ajoute un aspect frottant au joint. Afin de quantifier les résultats, nous avons
vérifié d’abord que les résultats obtenus respectent le critere le plus simple : critere de Coulomb.
Cependant, ce critére ne prend pas en compte explicitement |’effet des ponts rocheux et des aspérités.
De ce fait, nous avons proposé, sur la base d’une quarantaine essais, un critere basé sur un modele
de régression statistique, formulé comme suit :

Tyic = 0n tan(23,5 + 6) + 0,0135 N,., avec R? = 0,982 (2.14)
Tres = tan (21,8 + 0) o, avec R?= 0,938 (2.15)

La significativité statistique des paramétres est vérifiée. Le critére est développé sous I’hypothése que
les ponts rocheux sont responsables de la cohésion au joint, et les aspérités ont un effet sur I'angle de
frottement.

Le point fort de ces configurations est la possibilité de controler facilement le comportement des
joints, ce qui est essentiel pour la modélisation physique : il suffit de définir un nombre de ponts N,
et un angle des aspérités 8 pour obtenir les propriétés demandées a I'échelle du modéle réduit.

Dans un second temps, et bien que I'on ait réussi a définir des joints artificiels a propriétés mécaniques
controlées, nous nous sommes intéressés a s’approcher davantage de la réalité et donc a reproduire
des rugosités comparables aux rugosités des joints naturels. Pour cela, nous avons généré des surfaces
de joints a partir de leur dimension fractale et de I'exposant de Hurst. Deux géométries sont choisies :
un joint a D = 1,003 et s = 0,001 m, et un joint plus rugueux a D = 1,35 et s = 0,002 m (s corespond a
I’écart-type des profils). Les valeurs de JRC correspondant a ces dimensions fractales sont
respectivement 5 et 20. Seize joints sont imprimés puis scannés a |'aide d’un laser, pour vérifier que
la SLS permet de reproduire des géométries complexes. Les résultats sont satisfaisants, avec un écart-
type maximal entre la géométrie théorique et mesurée de I'ordre de 0,26 mm. Ces joints sont ensuite
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cisaillés, a quatre niveaux de contraintes normales et dans deux directions orthogonales. Les résultats
montrent que les joints a JRC controlé ont un comportement global équivalent au comportement des
joints rocheux. Bien que la dimension fractale, et par suite le JRC soient les mémes sur toute la surface
des joints, une faible différence existe entre les valeurs de résistances maximales des joints cisaillées
dans deux directions différentes (9%). Cette différence est liée a la sollicitation des aspérités et a leur
résistance qui dépend du sens de cisaillement. Dans le but de caractériser ces joints et de quantifier
les parametres mécaniques des joints, nous appliquons le critére Barton aux résultats expérimentaux.
Connaissant la résistance maximale associée a chaque contrainte normale, et sous I’hypothése que le
JCS est égal a la résistance a la compression uniaxiale du PA12, nous obtenons un angle de frottement
résiduel de 26° pour le joint/JRC5 et de 30° pour le joint/JRC20. La différence entre ces angles est
attendue et pourrait étre expliquée par l'influence de la rugosité et des aspérités.

Ces résultats démontrent qu’il est possible de reproduire le comportement global des discontinuités
naturelles par des joints artificiels fabriqués en SLS sous différentes configurations. La différence
majeure entre le comportement des joints artificiels et naturels est au niveau de la rupture des
aspérités presque inexistante avec le PA12. Dans la suite, et dans le cadre de la modélisation physique
d’un ouvrage souterrain, |'utilisation des discontinuités a gé¢ométrie simplifiée pourra étre favorisée
dans un premier temps. Ceci afin de faciliter le contréle des propriétés, et parce que le plan
d’expérience réalisé est beaucoup plus complet que celui effectué sur les joints a JRC contré6lé, avec
un niveau de contrainte normales appliquées du méme ordre de grandeur que les contraintes
susceptibles d’étre appliquées dans le modele réduit. Mais avant de passer a la modélisation physique,
il est nécessaire de reproduire les essais réalisés sur les éprouvettes en PA12 numériquement pour
pouvoir coupler a long terme des modeles physiques et numériques a grande échelle. La partie
suivante de ce présente la modélisation numérique des différentes configurations d’éprouvettes.

113



Chapitre 2

Partie B : Etude Numérique

L'étude et la compréhension du comportement mécanique d’un ouvrage souterrain s’appuie
sur une comparaison entre la modélisation numérique et la modélisation physique qui sont deux
techniques complémentaires. Dans notre cas ol I'objectif a long terme est de construire un modele
réduit d’un ouvrage fracturé, la modélisation numérique peut étre réalisée a postériori afin de vérifier
gue les principaux phénomeénes et mécanismes ont bien été identifiés et modélisés. Il est également
intéressant d’effectuer une modélisation numérique en amont afin d’anticiper le comportement
attendu expérimentalement et ainsi dimensionner I'expérience physique en sélectionnant les
géomeétries et la répartition de fractures les plus pertinentes, et en définissant le VER en dega duquel
une modélisation par approche continue est possible (cf. 1.2). Cette modélisation exige une
connaissance préalable des propriétés mécaniques de la matrice et des joints, et des critéres de
rupture a affecter a chaque structure permettant de simuler le comportement réel de la matrice et
des discontinuités imprimées. Afin de définir ces propriétés nous développons dans un premier temps
une modélisation numérique sous le logiciel UDEC des essais de cisaillement. L'objectif de cette partie
est de valider la capacité d’un tel logiciel a reproduire le comportement mécanique des joints artificiels
construits soit par I'approche « géométrie simplifiée + ponts rocheux » soit par I'approche du JRC
controlé, en définissant la méthode la plus efficace pour reproduire les joints. Un calibrage du critére
de rupture a utiliser et des propriétés mécaniques est effectué dans ce cadre.

2.1 Présentation du code UDEC

UDEC est un logiciel 2D de modélisation numérique aux éléments distincts développé par le
groupe ITASCA. Il est surtout utilisé pour la modélisation numérique des massifs discontinus. La
méthode des éléments distincts a été présentée la premiére fois par Cundall 1971. Les méthodes de
modélisation par éléments distincts intégrent un comportement mécanique séparé des blocs et des
points de contact et des interfaces entre les blocs. Le critere de convergence des calculs dans UDEC
est basé sur ce qu’'on appelle « unbalanced force ratio ». Il s’agit du rapport entre la force non-
équilibrée (unbalanced force) et la force appliquée au modéle. Le systéme est considéré en équilibre
si la force non-équilibrée est tres faible et négligeable par rapport a la force appliquée. Ce rapport est
égal, par défaut, 3 10°. Il peut étre modifié en fonction des besoins de I'utilisateur.

Dans UDEC, le massif rocheux est représenté par un assemblage de blocs discrets, séparés par des
joints. Trois types de contact entre deux blocs sont définis dans UDEC : arréte - angle (edge-to-corner),
arréte - arréte (edge-to-edge) et angle - angle (corner-to-corner) (figure 2.51). Les forces de contact
et les déplacements aux interfaces des blocs sont déterminés a l'issus de calculs itératifs qui
permettent de suivre les mouvements des blocs a chaque pas de temps At en appliquant la seconde
loi de Newton aux blocs et des lois d’interaction forces-déplacements aux contacts. Deux types de
blocs peuvent étre considérés : blocs rigides non déformables, ou blocs déformables pour lesquels un
maillage doit étre généré pour pouvoir calculer leurs déformations par différences finies (annexe D).
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Le pas de temps est généralement pris trés faible dans le calcul pour éviter la propagation trop brutale
des perturbations entre un bloc et son voisin. La taille du maillage est d’un trés grand intérét dans
UDEC. Elle a une influence directe sur les résultats, mais aussi sur la raideur normale de l'interface :
dans UDEC, la pénétration de blocs a une limite a partir de laquelle le calcul s’arréte ; plus le maillage
est fin, plus cette tolérance (notée u, dans la figure 2.51) est faible. Pour éviter ce probléme,
I'utilisateur doit agrandir le maillage, ou augmenter la raideur normale k, afin de diminuer le
déplacement normal U, au niveau des joints pour une contrainte imposée (o,, = k,,.u,,). Toutefois, il
faut se méfier de la deuxieme solution qui peut conduire a définir une raideur normale sans
signification physique.

Quatre types de lois de comportement sont intégrées dans UDEC pour les blocs déformables (modele
« null » pour simuler les vides et excavations, modeéle linéaire élastique, modele elasto-plastique type
Mohr-Coulomb et modele élasto-plastique type Drucker-Prager). Pour les points et surfaces de
contacts, il existe cinqg modéles : modeéle élato-plastique type Coulomb pour un point et pour une
surface de contact, modele élasto-plastique avec radoucissement (continuously yielding), modéle
Coulomb avec des propriétés résiduelles, et modele Barton-Bandis. L’utilisateur peut implémenter de
nouveaux modeles de comportement par l'intermédiaire d’'un code C++. En plus, il est possible pour
I'utilisateur de créer de petites fonctions et commandes dans son modele en utilisant un langage
spécifique a UDEC : langage Fish. Les tableaux 2.16-2.17 présentent ces différents types de modéles
avec les parametres principaux utilisés dans notre cas. D’autres parameétres pourraient étre affectés
au matériau et aux joints en fonction des applications souhaitées (par exemple écoulement des
fluides). Classiquement, ce logiciel est utilisé dans la modélisation des massif rocheux, les valeurs
classiques attribuées a ces parameétres correspondent donc a celles des roches (cf. chapitre 1 et
chapitre 4 tableau 4.10). Dans notre cas, nous utilisons le plastique PA12. Il a un comportement
différent des géomatériaux et des propriétés différentes. Il suit un critére de Von-Misés avec une
cohésion de I'ordre de 24MPa. Toutefois, le niveau de contraintes qu’on applique est tres faible par
rapport a la limite élastique du matériau et le PA12 ne subira pas de plastification. Nous utilisons donc
un modele élastique pour la matrice. Pour les joints, nous affectons les propriétés obtenues
expérimentalement, en fonction du type de joint a simuler. Nous testons principalement les modeéles
de Coulomb avec des propriétés résiduelles pour les joints contenant des ponts, et le modeéle de
Barton-Bandis pour les joints a JRC controlé.

Tableau 2.16 : Présentation des modéles mécaniques des blocs déformables implémentés dans UDEC et des
parameéetres mécaniques associés.

. . T Modele élasto-plastique  Modeéle élasto-plastique
Paramétre/modéle Modele élastique type Mohr-Cc?qumqb type Drucker-pPrag((e:‘r
Masse volumique X X X
Module de compression X X X
Module de cisaillement X X X
Angle de frottement X X
Dilatance X X
Cohésion X X
Résistance a la traction X X
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Tableau 2.17 : Présentation des modéles mécaniques des joints implémentés dans UDEC et des paramétres

mécaniques associés. A noter que le modele de Coulomb sur un point de contact et celui sur une surface difféerent

seulement au niveau des unités. Le premier agit sur un point, donc les efforts sont en N, I'autre agit sur une

surface, les efforts sont donc des contraintes (en Pa).

Modéle de
. Coulomb Modele
. Modele de i
Modele sur une élasto- .
Coulomb . Modéle de
. . Coulomb surface de plastique
Paramétre/modeéle . sur une Barton-
surun pomt contact avec .
surface de ] Bandis
de contact avec des radoucissem
contact o

propriétés ent

résiduelles
Raideur normale kn[Pa/m] X X X X X
Raideur tangentielle ksf[Pa/m] X X X X X
Cohésion ¢j [Pa] X X X
Angle de dilatance i[°] X X X
Angle de frottement @;[°] X X X
Résistance a la traction Rej [Pa] X X X
Résistance a la traction résiduelle Rsjr [Pa] X
Cohésion résiduelle ¢jr [Pa] X
Angle de frottement résiduel @;,.[°] X X
Exponentielle de la raideur normale X
élastique ek”
Exponentielle de la raideur tangentielle X
élastique e*
Parametre de rugosité jr X
Angle de frottement initial @ 0[] X
Angle de frottement intrinséque @;;[°] X
JCS a I’échelle du laboratoire JCSo [Pa] X
JRC échelle du laboratoire JRCo X
Longueur du joint in-situ L, [m] X
Longueur du joint a I’échelle du laboratoire "
Lo[m]
Résistance a la compression uniaxiale de la X

roche o, [Pa]
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Figure 2.51 : Types de contact dans UDEC, tirée du Manuel UDEC.

2.2 Modélisation des éprouvettes planaires et en dents de scies

Les éprouvettes imprimées sont formées par deux épontes planaires ou en dents de scies, liées
entre elles par des ponts rocheux cylindriques de 2,5 mm de diamétre et 0,4 mm d’épaisseur. Dans la
section 2.7.4 - partie A, nous avons proposé un critére de rupture pour ces joints constitué de deux
formulations : au pic et post-pic (Eqs 2.10 — 2.11). Les parametres des joints utilisés sont donc la
cohésion au pic ¢j, I'angle de frottement du joint au pic ¢@; et I'angle de frottement résiduel ;..

Quatre stratégies de modélisation pourront étre testées pour simuler les joints (figure 2.52) :

- Joint lisse (planaire) ayant des propriétés équivalentes sur toute sa longueur afin de tenir
compte de la présence des ponts. Ce type permet de simuler les joints planaires (12rb-Planar
et 25rb-Planar) ;

- Joint explicitement rugueux en dents de scie ayant des propriétés équivalentes sur tous les
points de contact, afin de tenir compte de la présence des ponts, pour simuler les joints
artificiels 18rb-SawtoothA et 24rb-SawtoothA ;

- Joint lisse ou rugueux, avec des propriétés non uniformes le long de la surface de contact. Les
propriétés seront différentes selon qu’elles caractérisent les ponts ou la partie ouverte du
joint;

- Modélisation explicite du joint par son épaisseur réelle et des éléments de maillage
volumiques des ponts.

117



Chapitre 2
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Figure 2.52 : Différentes stratégies de modélisations des joints : (a) et (b) modélisation explicite de la rugosité
avec des propriétés uniformes le long du joint, (c) modélisation d'un joint planaire avec des propriétés non-
uniformes simulant séparément les ponts et la partie sans pont, et (d) modélisation explicite des ponts par des
éléments volumiques.

Nous présentons tout d’abord les deux premiéres configurations de modélisation : des joints
homogénes sur toute la surface. Afin d’utiliser dans la modélisation numérique les mémes valeurs
guantifiées expérimentalement, nous affectons aux joints un modele de type Coulomb, auquel on
ajoute des propriétés résiduelles. Nous attribuons a la matrice un comportement purement élastique
avec les propriétés élastiques du PA12. Les ponts ne sont pas modélisés explicitement. Leur effet est
pris en compte implicitement par une cohésion du joint jusqu’a atteindre la résistance tangentielle
maximale 7,;c, suivie d’une perte totale de cette cohésion dans la phase post-pic. La géométrie des
joints et leur dimension sont représentées explicitement. La longueur du joint et la hauteur des
épontes dans le modele numérique sont prises égales aux dimensions de |’éprouvette imprimée.
(figure 2.53)

Le calcul est réalisé en deux étapes :

a. Equilibre initial : durant cette phase, tous les paramétres sont attribués a la matrice et au joint,
le bloc inférieur est fixé sur les bords dans la direction horizontale, et sur la base dans la
direction verticale. Sur la borne supérieure de I'éprouvette, une contrainte verticale uniforme
est imposée. Un premier calcul est lancé jusqu’a I'équilibre du modele pour répartir les
contraintes dans I'éprouvette.

b. Cisaillement: un déplacement tangentiel est imposé au bloc supérieur par I'intermédiaire
d’une vitesse de déplacement.
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Figure 2.53 : Conditions limites et géométries modélisées dans UDEC, pour les 2 phases d'équilibre initial (a-c) et
de cisaillement (b-d). La géométrie au-dessus permet de modéliser les joints planaires. Celle au-dessous permet

de simuler les joints en dents de scies.

2.2.1 Joints planaires

Les joints 12rb-Planar et 25rb-Planar sont modélisés numériquement sous quatre niveaux de
contrainte normale (0,4 MPa —0,8 MPa —1 MPa et 1,2 MPa). Les résultats obtenus sont comparés aux
essais expérimentaux. Le tableau 2.18 présente les parametres mécaniques utilisés dans le calcul.

Tableau 2.18 : Parameétres mécaniques utilisés dans la modélisation UDEC des essais de cisaillement sur des joints
planaires homogenes.

. p E kg ky Pj G i Pjr
Eprouvette 3 \Y
(ke/m?] [MPa]  [MPa/mm]  [MPa/mm] ] [MPa] ] ]
12rb 920 0,25 1600 1,7 23,6 23,5 0,1632 -1 21,8
25rb 920 0,25 1600 1,7 49 23,5 0,34 -1 21,8

La masse volumique p [kg/m? et le module de Young E [MPa] correspondent aux valeurs
expérimentales mesurées dans les sections 2.4 et 2.5 - partie A. La raideur tangentielle k; [MPa/mm]
est fixée pour tous les essais a 1,7 MPa/mm, comme valeur moyenne tirée des essais. Comme expliqué
dans la section 2.7.4 — partie A, I'estimation expérimentale de ce paramétre est difficile a cause du
rattrapage des jeux horizontaux de la machine de cisaillement, au début des essais. La raideur normale
k,[MPa/mm] est obtenue a partir du raisonnement analytique présenté dans la partie 2.5. Pour
rappel :

% Epa12* Spont
kn —-m _ ~7412 “ponis (2.16)
uj ej*Stotale
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Cette valeur de raideur normale ne tient pas compte de la présence de poudre, et sous-estime
probablement la raideur normale réelle du joint. Elle est proposée en considérant que |'effet de la
poudre est négligeable par rapport a celui des ponts. Théoriquement, la raideur normale ne devrait
pas avoir une influence sur la résistance au cisaillement des joints. Afin de vérifier cela
numériquement, des essais de cisaillement sont réalisés en faisant varier les valeurs de la raideur
normale. Les résultats présentés en annexe D et montrent une légere influence sur la valeur de la
résistance au pic, pour des raideurs normales trés élevées. Les angles de frottement et la cohésion du
joint @;[°], ¢; [MPa] et @; .[°] sont déduits des Egs. 2.10-2.11.

Expérimentalement la contractance est tres faible pour les joints planaires, (quatre fois plus petite
qgue I'ouverture initiale du joint), car le joint ne se ferme que partiellement du fait de la présence des
ponts. Pour représenter ce phénomene, nous attribuons au joint une dilatance de -1° (figure 2.55).

Concernant la géométrie du modele numérique, le choix d’un bloc inférieur plus long que le bloc
supérieur permet de garder une surface de joint constante et un nombre de points de contact
constant, et d’éviter des effets de bords liés a la rotation du bloc supérieur si celui-ci glissait au-dela
de la limite du bloc inférieur.

Pour le choix de la vitesse de déplacement, il est possible pour un calcul quasi-statique de ne pas
respecter la méme vitesse que la vitesse de chargement réelle, mais il faut s’assurer que la valeur
choisie n’est pas trés importante et ne génere pas de divergences dans le calcul. Trois essais
identiques, réalisés a trois vitesses différentes sont testés pour justifier le choix de notre vitesse de
cisaillement utilisée dans les simulations : 0,5m/s ; 0,05m/s et 0,005m/s. L’évolution des contraintes
tangentielle est tracée pour les 3 vitesses (figure 2.54).

25rb-planar
06 T
0,5 +
04 +
g
= 0,3 + \
-
0,2 + \
0,1 A
0 4 + + t 1 1
0 1 2 3 4 5
u_t (mm)
vitesse 0,5 m/s vitesse 0,05 m/s vitesse 0,005 m/s

Figure 2.54 : Contrainte tangentielle obtenue pour chaque vitesse, pour un essai de cisaillement du joint 25rb a
0,4 MPa.

Le rapport de la force non-équilibrée (unbalanced-force ratio) tend vers une valeur inférieure a 10
pour les trois simulations. Néanmoins, le graphe de I'évolution des contraintes tangentielles en
fonction du déplacement horizontal présente des irrégularités pour la plus grande vitesse (0,5 m/s).
La figure 2.54 montre que cette vitesse peut réduire la précision des résultats en sous-estimant la
valeur de la résistance tangentielle maximale. Les résultats obtenus pour les vitesses 0,05 m/s et 0,005
m/s sont identiques. De ce fait, nous choisissons la vitesse de 0,05 m/s pour optimiser le temps de
calcul.
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Figure 2.55 : Comparaison entre les courbes de dilatance obtenues expérimentalement et avec UDEC pour un
joint 25rb-Planar.

Le critere de Coulomb avec des propriétés résiduelles du joint, existant dans UDEC, consiste a attribuer
des propriétés initiales aux points de contact. Lorsque le joint atteint sa résistance maximale, les
propriétés des points de contact changent et prennent les valeurs résiduelles de la cohésion et de
I'angle de frottement définies dans le critere. Le passage du pic a la phase résiduelle est instantané et
brutal (figure 2.56). En réalité, les essais expérimentaux montrent un passage progressif et un
comportement de transition radoucissant entre les valeurs pic et résiduelle. Dans le but de modéliser
ce passage, nous avons utilisé le critere de Coulomb pour les joints, et nous avons ajouté dans les
étapes de modélisation une fonction qui contréle la diminution linéaire de la résistance maximale
jusqu’a atteindre la valeur résiduelle, en utilisant le langage spécifique a UDEC (fish). Les étapes du
calcul des contraintes sont présentées dans la figure 2.57. Le paramétre a contréle la pente de la
fonction linéaire : a partir du déplacement horizontal correspondant a la résistance tangentielle
maximale, u;c, les valeurs de I'angle de frottement et de la cohésion diminuent linéairement jusqu’a
atteindre leur valeur résiduelle apres un déplacement au,;.. Ce parametre est fixé a partir des
résultats des essais expérimentaux. Nous avons choisi de lui donner une valeur unique pour les joints
planaires afin d’harmoniser les résultats numériques. Expérimentalement, pour les joints planaires, le
déplacement a partir duquel la contrainte atteint sa valeur résiduelle est autour de 2mm. Il a une
valeur minimale pour une contrainte normale de 0,4 MPa et augmente avec la contrainte normale,
proportionnellement a l'augmentation du déplacement au pic. Connaissant le déplacement
numérique au pic pour les différentes contraintes normales appliquées (upic = Tpic/ks), il est
possible d’estimer la valeur a nécessaire pour obtenir un déplacement a la contrainte résiduelle
auy,;-équivalent au déplacement expérimental. a choisi pour les joints planaires est donc égal a 10.
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Figure 2.56 : Une courbe typique d'un essai de cisaillement avec le modéle de joint Coulomb + résiduel, tiré du
manuel UDEC.

Phase pré-pic: t = kg u;

Tpic = Op tan(@;) + ¢;

Phase pic :
Tpic= feg Ut pic

@; = @j - (@~ @) (e Urpic)/((@1) g pic)

Phase post-pic (fonction fish) : Pour u; > w4 >
P pic ( ) ‘ Lpie Cj=¢- Cj(ut‘ ut,pic)/((a -1 ut,pic)

Pour uy > a uy e Pj=Pjr
¢;i=0

Figure 2.57 : Les étapes de calcul de la fonction fish utilisée dans notre calcul pour contréler le passage de la
valeur pic a la valeur résiduelle.

Nous présentons dans la suite les résultats obtenus pour la géométrie 25rb-Planar (figure 2.58). Les
essais 12rb montrent des tendances semblables, et sont présentés dans I'annexe D.

Les modeéles numériques montrent que ks=1,7 MPa/mm permet de reproduire I'ordre de grandeur de
la phase élastique des essais. Le plus grand écart entre le résultat numérique et expérimental est noté
sur la figure 2.58d, ol le début de I’essai expérimental n’a pas été enregistré, le jeu ayant été rattrapé
avant de commencer le cisaillement.

Pour la partie pic, les résultats numériques obtenus correspondent a notre critére statistique établi a
partir des essais expérimentaux et présenté dans I'Eq. 2.10. Pour rappel, ce critére est obtenu a partir
d’une régression statistique basée sur 35 essais, ce qui explique I'écart entre I'expérimental et le
numérique. Ceci est aussi valable pour les valeurs résiduelles obtenues. La figure 2.59 montre la
distribution des résultats expérimentaux et numériques pour les éprouvettes 25rb-Planar, pics et
résiduels, par rapport au critere proposé. Les essais 12rb-planar sont présentés en annexe D. Les
résultats permettent de valider la capacité du modéle numérique a respecter le critére de rupture.

Pour la partie post-pic, la valeur finale résiduelle correspond au critére de rupture proposé a la base
de nos essais expérimentaux. La différence est au niveau de la forme du radoucissement : I'équation
gue nous proposons est linéaire, cependant, dans la réalité cette décroissance n’est ni linéaire, ni
homogene : plus la contrainte augmente, plus la courbe (7 vs u;) s’arrondit aprés le pic avant
d’atteindre le niveau résiduel.
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Figure 2.58 : Comparaison entre le résultat numérique et le résultat expérimental des essais de cisaillement des

joints 25rb-planar, a différents niveaux de contrainte normale.
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Figure 2.59 : Distribution des résultats expérimentaux et numériques dans le repére du critére de rupture, au pic
(a)et a la phase résiduelle (b) pour 25rb-Planar. Les résultats numériques et expérimentaux sont comparés au

critére de rupture trouvé précédemment.

Ces modélisations numériques permettent de prédire le comportement global des joints construits
par fabrication additive. Elles renseignent surtout sur la partie élastique, la valeur de la résistance au
pic et la valeur résiduelle. Cependant, le critere de Coulomb avec des propriétés résiduelles,
initialement implémenté dans UDEC, n’est pas le plus adapté pour reproduire le passage progressif du
pic au comportement résiduel. Pour faire face a ce probléme, nous avons choisi d’utiliser un modele
de « Coulomb » plus adapté, en lui ajoutant une phase de radoucissement linéaire. La dégradation
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linéaire est une méthode simplifiée, qui a constitué un compromis pour représenter les différents
modes de dégradation des propriétés des joints.

Il existe dans UDEC un modeéle qui considére un radoucissement non linéaire (modele élasto-plastique
avec radoucissement (continuously yielding). Une perspective pourrait étre de caler les parametres de
ce modele a nos essais expérimentaux.

2.2.2 Joints en dents de scies

2.2.2.1 Géométrie planaire, dilatance = @; ,ianaire + 6

Dans cette partie, nous présentons les tentatives de modélisation numérique des essais de
cisaillement sur les joints en dents de scies avec 18 ponts (18rb-Sawtooth A). L’idée principale était
d’utiliser un joint planaire avec les propriétés équivalentes des joints en dents de scies (¢; =
®jplanaire + 0, et dilatance i = ). Ces propriétés permettent de respecter les résistances
tangentielles maximale et résiduelle et de reproduire les courbes de contraintes tangentielles en
fonction du déplacement horizontal. Cependant, la dilatance n’est pas reproduite pour un angle de
dilatance de 15° (figure 2.60). Un échange avec la société ITASCA qui développe UDEC a permis
d’identifier 'origine de ce probleme, liée a la méthode de prise en compte de la dilatance sous le
logiciel.

18rb-Sawtooth A/ o n =0,8 MPa

04
0,35 +
03 +

=025 +

£ 02 ¢

s'o15 4

0,05 —+

3 4 5 6 7
u_t (mm)

Figure 2.60 : Dilatance obtenue pour un essai UDEC du joint 18rb-Sawtooth A, a 0,4 MPa, simulé par un joint
planaire avec une dilatance théorique de 15°. Le résultat montre que UDEC n'est pas capable de reproduire cette
dilatance pour les propriétés des joints simulés.

2.2.2.2 Géométrie en dents de scie, dilatance = @j yianaire

Pour faire face a ce probléme, et dans le but de reproduire le comportement mécanique des joints,
notamment en termes de contrainte tangentielle et de dilatance, la géométrie est représentée
explicitement. Expérimentalement, la dilatance, est mesurée par l'intermédiaire des LVDT qui
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récuperent le déplacement du plateau supérieur. Elle sera calculée numériguement de la méme
maniere, en représentant le déplacement normal de I'éponte supérieure du modele numérique. Les
valeurs des parameétres numériques sont présentées dans le tableau 2.19. Les paramétres (p, v, E, kg,
kyn, @j, cj) sont choisis selon la méme logique expliquée dans la partie précédente. Etant donné que
la dilatance est exprimée a travers la géométrie, la valeur numérique de ce parametre est fixée a zéro.
L'angle de frottement est pris égale a 23,5° parce que la géométrie en dents de scie est représentée
explicitement. Le modele utilisé pour cette géométrie est identique a celui utilisé pour le joint
planaire : pour la matrice, un modele élastique et pour les joints un modele de Coulomb auquel on
integre une fonction FISH pour simuler une dégradation linéaire de la cohésion et de I'angle de
frottement avant d’atteindre leur valeur résiduelle. La différence entre les deux cas est au niveau du
déplacement résiduel : pour les joints en dents de scies, au; ;. = 4 mm. Cette valeur est fixée sur la
base des essais expérimentaux. En effet, nous avons montré dans la section 2.7.4 — partie A que la
valeur de contrainte résiduelle est difficile a estimer dans la plupart des cas parce qu’elle n’atteint pas
un plateau net. Cette phase résiduelle est comprise entre 2 et 6 mm de déplacement horizontal avant
le déplacement descendant au niveau des aspérités, et la valeur de la contrainte résiduelle est atteinte
en moyenne au bout de 4 mm de déplacement horizontal. Donc, contrairement aux joints lisses ou le
déplacement résiduel dépend de la valeur du déplacement au pic (U res = 10U p;c), NOUs fixons un
déplacement résiduel pour tous les essais des joints en dents de scie égal a 4mm.

Tableau 2.19 : Paramétres mécaniques utilisés dans la modélisation UDEC des essais de cisaillement sur des joints
en dents de scies homogenes.

Eprouvette  p [kg/m3] v E [MPa] kg [MPa/mm]  k,[MPa/mm] @; [°] il ¢ IMPa]l ;. [°]

24rb 920 0,25 1600 1,7 43,6 23,5 0 0,324 21,8

Les contraintes de cisaillement sont récupérées et calculées de maniere similaire a I'essai
expérimental (I'effort est calculé au niveau des bornes verticales des blocs, figure 2.61).

Bornes verticales

— T~

Figure 2.61 : Les bornes verticales du modele UDEC au niveau desquelles I’effort tangentiel appliqué est calculé.

Un premier essai est réalisé pour une éprouvette 24rb-Sawtooth A, a une contrainte normale de 0,4
MPa. La contrainte normale tangentielle est de 0,46 MPa, inférieure a la contrainte obtenue en
appliquant le critere de rupture des joints artificiels (0,64 MPa) (figure 2.62). La contrainte tangentielle
résiduelle obtenue (0,28 MPa) pour ces essais numériques est légerement inférieure a la valeur
expérimentale (0,31 MPa).
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24rb-Sawtooth Afoc_n =0,4 MPa ; qoj=23,5
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Figure 2.62 : Variation de la contrainte tangentielle en fonction du déplacement horizontal obtenus a partir d’un
essai numérique UDEC. Les propriétés mécaniques utilisées pour le joint et la matrice sont celles obtenues
expérimentalement.

La différence entre les valeurs de la résistance au cisaillements obtenues numériquement et
expérimentalement est expliquée par une réduction de la cohésion numériquement apres ouverture
du joint. En d’autres termes, lorsque le joint se met a se déplacer dans UDEC, la moitié du joint s’ouvre
et il y a une perte des points de contacts et par suite de la cohésion. La cohésion globale du joint est
donc réduite a sa moitié. Pour faire face a ce probléme, nous affectons au joint une cohésion égale
deux fois la cohésion obtenue expérimentalement (tableau 2.20).

Tableau 2.20 : Paramétres mécaniques utilisés dans la modélisation UDEC des essais de cisaillement sur un joint
24rb-Sawtooth A et 18rb-Sawtooth A, en considérant ¢; = 2¢j expérimenatl

Eprouvette p [kg/m3] v E[MPa] ks [MPa/mm] ky[MPa/mm] ;[ i[] ¢i[MPa] @, [°]
24rb 920 0,25 1600 1,7 43,6 23,5 0 0,65 21,8
18rb 920 0,25 1600 1,7 32,7 23,5 0 0,48 21,8

Les résultats numériques obtenus sont compatibles avec les résultats expérimentaux, pour les deux
cas 18rb-Sawtooth A et 24rb-Sawtooth A (Annexe D). Nous présentons dans la figure 2.63 le résultat
des joints 18rb-Sawtooth A.
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Figure 2.63 : Comparaison entre le résultat numérique et le résultat expérimental de I'essai de cisaillement du
joints 18rb-Sawtooth A pour une contrainte normale de 0,8 MPa, et distribution des résultats expérimentaux et
numériques dans le repére du critére de rupture, au pic et a la phase résiduelle pour 18rb-Sawtooth A. Les
résultats numeériques et expérimentaux sont comparés au critére de rupture trouvé précédemment.

Le déplacement normal obtenu numériquement suit la méme tendance que I'essai expérimental, avec
un pic correspondant au sommet de I'aspérité suivi d’une diminution contrélé par le mouvement
descendant le long de 'aspérité. Le pic obtenu numériquement est plus grand que celui obtenu
expérimentalement (1,6mm numériquement contre 1,3 mm expérimentalement) (figure 2.64)
Toutefois, le modéle de joints utilisé numériquement ne permet pas de reproduire la contractance
des joints au début de I'essai, qui pourrait étre a I'origine de I’écart entre la valeur de dilatance
maximale obtenue numériquement et expérimentalement.

o_n (MPa)=1MPa
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Figure 2.64 : Comparaison entre les courbes de dilatance obtenues expérimentalement et avec UDEC pour un
joint 24rb-sawtooth A. Le déplacement normal maximal obtenu avec UDEC (1,7 mm) est plus important que celui
obtenu expérimentalement (1,3 mm)

2.2.3 Modélisation d’un joint a propriétés hétérogenes

Dans cette partie, nous cherchons a modéliser les essais de cisaillement en représentant
explicitement les ponts rocheux, en affectant des propriétés hétérogenes le long du joint.

La discontinuité est générée comme étant un seul joint continu, divisé en plusieurs régions ayant des
propriétés différentes selon que ces régions correspondent a un pont rocheux ou non (figure 2.65).
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/ Propriétés du joint sans pont

]

T~ Propriétés du pont

Figure 2.65 : Principe de modélisation explicite des ponts utilisée dans ce travail.

L'utilisation d’un logiciel en 2D, nous amene a formuler I'hypothése d’une déformation plane. Ceci
revient a considérer que les ponts ont une largeur infinie dans la troisieme direction de I'espace. Pour
respecter le rapport surfacique entre les ponts et le joint ouvert des surfaces cisaillées
expérimentalement, nous imposons le rapport longueur de ponts sur la longueur de I’éprouvette dans
le modéle 2D comme suit (Eqg. 2.17) :

Nponts* Spont(expérimentale L t (UDEC
P pont(expé ) % 100 = —RentWDESD 100 (2.17)
Stotal(expérimentale) éprouvette (UDEC)

%ponts =

Avec Nponts 1€ nombre de ponts, Spont(expérimentaie) 12 surface unitaire d’un pont (en mm) sur les
éprouvettes cisaillées, S¢,;q; la surface du joint (en mm), Lyont (upec) la longueur totale des ponts
représentée sous UDEC (en mm), et Leproyvette (upec) |@ longuer du joint modélisé sous UDEC (en
mm). Ce calcul donne des longueurs de pont trés petites par rapport a la dimension de I'éprouvette,
ce qui impose un maillage extrémement fin pour ce type de modele. UDEC détecte les différentes
régions définies si celles-ci recoupent le maillage. En plus, la longueur des régions réellement
modélisées est égale a la longueur des mailles traversées par la région, en ajoutant au niveau des
nceuds aux extrémités, une demi-longueur de maille de chaque c6té. Le schéma de la figure 2.66
illustre ce principe. Pour mieux comprendre le principe :

- Un pont déclaré dans le jeu de données de UDEC entre les nceuds 3 et 4, ne peut pas étre
généré (aucun point de contact avec les mailles)

- Un pont est déclaré dans le jeu de données strictement compris entre les noeuds 1 et 5 (sans
étre en contact avec ces deux mailles) aura la méme longueur (I; dans la figure 2.66) quel que
soit sa longueur d’origine.

Les deux cas que nous modélisons correspondent a une longueur des ponts dans UDEC de 0,6 mm et
1,2 mm pour les joints 12rb-Planar et 25rb-Planar, respectivement. Nous choisissons un maillage de
1,2mm pour les deux cas, et nous modélisons un seul pont par éprouvette. Le pont est placé au centre
de I'éprouvette. Pour 12rb-Planar, il est en contact avec un seul nceud de maillage, et a donc une
longueur égale a la moitié de la longueur de maille (0,6mm). Pour 25rb, le pont est en contact avec 2
nceuds de maillage décalés pour obtenir une longueur totale, selon le principe de la figure 2.66, égale
a la longueur d’une maille (1,2mm). Le maillage et les régions des ponts de ces deux exemples sont
illustrés dans la figure 2.67. La longueur des ponts réellement modélisée dans ces deux cas correspond
a la valeur théorique attendue et au pourcentage de ponts expérimental.
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Figure 2.66 : Méthode de prise en compte de la longueur des ponts dans UDEC, en fonction du maillage.

Le but est donc de définir les propriétés du pont et du joint « ouvert » qui permettent d’obtenir un
comportement global équivalent a celui des joints artificiels. L’hypothése de départ est d’attribuer les
modeles suivants au joint :

- Un modele Coulomb dans les régions sans pont, ayant les propriétés résiduelles des joints
planaires.

- Un modele Coulomb + propriétés résiduelles des ponts, ayant des propriétés au pic élevées,
et des propriétés résiduelles équivalentes aux propriétés des régions sans ponts. Par soucis
de simplification, les premiers tests sont réalisés sans radoucissement linéaire.

Ce choix est fait pour pouvoir maitriser facilement la partie post-pic : une fois que les ponts atteignent
leur résistance maximale, tout le joint aura les mémes propriétés, égales aux propriétés résiduelles du
critere proposé dans la section 2.7.4 — partie A.

12rb-Planar (Lpon= 0,6 mm) 25rb-Planar (Lyon= 1,2 mm)

O

Figure 2.67 : Maillage fin nécessaire pour la modélisation des ponts par des régions ayant des propriétés
différentes du reste du joint. En rose la partie du joint ne contenant pas des ponts, et en bleu les régions ayant
des caractéristiques plus élevées pour simuler les ponts rocheux. Le zoom permet de valider que méme ce
maillage extrémement fin est limité par rapport a la dimension des ponts.

Les propriétés de la région représentant les ponts sont définies de maniére a ce que la cohésion
d’ensemble du joint soit pilotée par les ponts. Nous attribuons donc un angle de frottement nul pour
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les ponts, et une cohésion élevée. Les propriétés des régions qui ne contiennent pas de ponts sont
équivalentes aux propriétés résiduelles des joints artificiels. Les propriétés finales utilisées sont
présentées dans le tableau 2.21.

Tableau 2.21 : Propriétés des différentes régions modélisées dans UDEC pour simuler les joints et les ponts, au
pic et a la phase résiduelle.

kn[MPa/mm] Ks[MPa/mm] cj[MPa] @; [°] @jr ] cir [MPa]

Ponts 950 16 32 0 21,8 0

Joint sans ponts 950 1,67 0 21,8 21,8 0

La raideur normale est la méme pour toutes les régions du joint (ce paramétre est précédemment
caractérisé pour le joint total, étant donné le manque de données relatives au comportement de la
poudre et des ponts pris séparément). Elle a une valeur de 950 MPa/mm, largement supérieure a la
valeur de la raideur normale des joints artificiels contenant des ponts et estimée a partir de I'Eq. 2.16
(32 a 44 MPa/mm). L'augmentation de ce parameétre est imposée par la faible tolérance de
pénétration de blocs dans UDEC (cf. 2.1- partie B), liée a la dimension des mailles trés petites, qui est
la conséquente de la dimension des ponts. L'influence de ce parametre sur les résultats des essais
numériques est prise en compte implicitement, en calibrant les propriétés mécaniques du pont et des
régions sans joint pour pouvoir respecter le critére de rupture des joints artificiels.

Quant a la raideur tangentielle, celle-ci a deux valeurs différentes, selon qu’on simule les ponts ou
non. La valeur de raideur tangentielle des ponts est de 16 MPa/mm. Cette valeur est choisie de sorte
a obtenir un déplacement tangentiel au pic et un début de la phase résiduelle de I'ordre de 2mm,
compatible avec les déplacements obtenus expérimentalement pour cette phase. La raideur
tangentielle des régions sans ponts est de 1,67 MPa/mm. Cette valeur est choisie de sorte a obtenir
une raideur globale de I'ensemble du joint (régions sans pont + pont) équivalente a la raideur
tangentielle expérimentale (1,7 MPa/mm). Théoriquement, pour une valeur de raideur tangentielle
des ponts de 16 MPa/mm, et en appliquant la relation de I'Eq 2.18, |a raideur théorique des régions
sans ponts nécessaire pour obtenir une raideur globale de 1,7 MPa/mm est de 1,6 MPa/mm pour un
pourcentage de ponts de 0,6%, et de 1,52 MPa/mm pour un 1,4% de ponts. Cependant, UDEC sous-
estime légérement la raideur globale, d’ou le choix d’une raideur de 1,7 MPa/mm pour les ponts. Cette
valeur est fixée pour les deux cas parce que la différence entre les raideurs globales obtenues est
négligeable, et nous considérons les résultats dans les deux cas conformes a la raideur expérimentale
moyenne.

ks,global = (ks,pontslponts + ks,joint sans pontljoint sans pint)/loo (2-18)

La phase pré-pic du comportement du joint est divisée en deux parties (figure 2.68). En effet, la
rupture tout au long du joint n’est pas uniforme et toutes les régions n’atteignent pas la rupture au
méme moment (figure 2.69). La premiere phase de la courbe des contraintes tangentielles en fonction
du déplacement tangentiel (figure 2.68) représente le comportement purement élastique combiné
des ponts et du joint « ouvert » sans pont. La raideur locale de chaque élément contribue donc, en
fonction du pourcentage de sa longueur, a la raideur macroscopique obtenue. La valeur de cette
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raideur globale est de 1,65 a 1,7 MPa. Les régions ne contenant pas de ponts ont une résistance
largement plus faible que celle des ponts. Elles subissent la rupture en premier. Suite a cette rupture,
le comportement global est contrdlé par la raideur tangentielle du pont. La pente de cette phase est
plus faible que la premiére (figure 2.68), méme si la raideur locale des ponts est 10 fois plus
importante. Ceci est expliqué par le fait que le pourcentage des ponts sur toute la surface est tres
faible. La valeur du ks global obtenue sur la deuxiéme pente de la phase pré-pic est de 0,09 MPa/mm
pour le joint 12rb-Planar, et 0,16 MPa/mm pour le joint 25rb-Planar (figure 2.70). Ces valeurs sont
légérement inférieures aux résultats théoriques obtenus par I'Eq. 2.18 (0,097 pour les joints 12rb-
Planar et et 0,19 MPa/mm pour les joints 25rb-Planar). La phase résiduelle est atteinte aprés la rupture
du pont, avec des propriétés uniformes, équivalentes aux propriétés résiduelles le long du joint. Dans
le premier test, la cohésion des ponts a été choisie pour étre égale a celle du PA12 (de I'ordre de
24MPa). Nous avons observé que cette valeur sous-estime la résistance attendue du joint. La valeur
de ce parameétre a donc été augmentée au fur et a mesure. Les propriétés sont calées pour les joints
25rb-planar, puis appliquées pour un pourcentage de ponts différent, correspondant aux joints 12rb-
planar. Les résultats numériques au pic et a la phase résiduelle, ainsi que I'écart par rapport au critere
de rupture présenté dans la section 2.7.4 ; Eqgs. 2.10-2.11 — partie A sont présentés dans le tableau ci-
dessous (tableau 2.22).

Tableau 2.22 : Comparaison entre les résultats numériques et les valeurs de résistances au pic et résiduelle issues
du critére de rupture proposé dans la section 2.7.4 — partie A et basé sur les résultats expérimentaux.

Modélisation numérique Critére de rupture Erreur
[I\;I‘F':a] %ponts Tpic[MPa] Tres[MPa] Tpic[MPa] T,es[MPa] % Tudec"::r;é:e;riizére'pic

0,4 0,6 0,35 0,16 0,336 0,16 4,2
0,8 0,6 0,508 0,32 0,51 0,32 0,39

1 0,6 0,585 0,4 0,597 0,4 2
1,2 0,6 0,665 0,48 0,684 0,48 2,8
0,4 1,2 0,3 0,16 0,511 0,16 41
0,8 1,2 0,69 0,32 0,685 0,32 0,72

1 1,2 0,765 0,4 0,772 0,4 0,91
1,2 1,2 0,84 0,48 0,86 0,48 2,3
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Rupture du joint sans pont
08 (joint total formé par le pont et les
valeurs résiduelles du joint sans pont)

Phase résiduelle (rupture du pont)

o——

0 1 2 3 4
u_t (mm)

—o_n=0,8MPa UDEC/25rb-Planar

Figure 2.68 : Résultat de la modélisation numérique UDEC des joints hétérogénes contenant des ponts, et les
différentes phases de comportement.
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Figure 2.69 : Répartition des contraintes syy durant l'essai de cisaillement, montrant la concentration des
contraintes au niveau des ponts, et la rupture progressive de ceux-ci au cours des cycles.
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Figure 2.70 : Evolution de contraintes tangentielles en fonction du déplacement horizontal, a différentes
contraintes normales pour les joints (a) 12rb-Planar et (b) 25rb-Planar. Les résultats sont issus d'une modélisation
numérique sous UDEC, en présentant les ponts par une approche explicite (propriétés hétérogenes le long du
joint).
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Le modéle numérique réussit a reproduire les valeurs du critére de rupture proposé pour la phase

résiduelle, ce qui permet de justifier I’'hypothese de départ consistant a affecter aux régions du joint

qui ne contiennent pas de ponts un angle de frottement égal a I'angle résiduel. Pour les valeurs de

résistance globale du joint au pic, le modéle numérique colle au critére de rupture basé sur nos essais

sauf pour un seul essai (25rb-Planar, ¢,,=0,4 MPa) (figure 2.70). Etant donné que les joints planaires

testés expérimentalement se limitent a ces deux cas (12rb et 25rb, a quatre niveaux de contrainte

normale), il est difficile de valider cette approche et de définir ses limites d’application. La figure 2.71

représente |'écart entre les résultats numériques et le critere de rupture proposé, dans le plan (7 —

0;,) pour les valeurs au pic. Un autre point de faiblesse de ce modele est au niveau du passage brutal

de la valeur de résistance maximale a la valeur résiduelle, sans dégradation progressive des propriétés

du joint. Ceci est lié a I'utilisation du modele Coulomb + résiduel, choisi par soucis de simplicité pour
tester cette configuration de représentation des ponts (figure 2.70).

1 -+

09 +

0,8

0,7

=06
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o4
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0,2
01 +

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4
o_n (MPa)
® UDEC - 25rb-Planar ——critére de rupture 25rb-Planar
@ UDEC - 12rb-Planar ——critére de rupture 12rb-Planar

Figure 2.71 : Ecarts entre les résultats numériques aprés calibration des paramétres des ponts et le critére de
rupture

2.2.4 Modélisation explicite des ponts (éléments volumiques)

La modélisation explicite des ponts par des éléments volumiques a pour but principal de
modéliser la géométrie exacte des ponts, avec leurs dimensions réelles, et d’essayer d’étudier la
rupture au niveau des ponts. Il existe plusieurs limitations techniques qui rendent difficile de
modéliser les ponts concretement par des plots cylindriques de 0,4mm de hauteur. La premiére
difficulté réside au niveau du contraste entre la dimension des ponts et celles des blocs entrainant des
variations importantes de la taille du maillage, et donc de fortes instabilités numériques (figure 2.72).
La seconde difficulté est liée a une contrainte logiciel qui impose I'ajout des joints « fictifs » entre le
pont et les épontes, et donc I'impossibilité de simuler les ponts comme étant une continuité de la
matrice. En effet, une condition générale de la génération des joints dans UDEC est que le joint
recoupe, au moins sur un seul point, un deuxieme joint ou le bord d’un bloc. De ce fait, il n’est pas
possible de générer la géométrie réelle sans ajouter des joints. Des propriétés mécaniques doivent
étre affectées a ces discontinuités. Pour considérer que ces joints sont « fictifs » et assurent la
continuité de la matrice, il faut leur affecter des propriétés trés élevées et garantir qu’ils n’affecteront
pas les résultats de la modélisation. Le choix de ces parametres est délicat et peut affecter les
résultats.
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Zoom sur le pont et le contraste de maillage
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Figure 2.72 : Modélisation UDEC des éprouvettes de cisaillement selon la stratégie de représentation explicite
des ponts, avec un zoom sur la problématique du maillage et des joints fictifs.

Apreés avoir réussi a reproduire le comportement des joints planaires par approche simplifiée (ponts
implicitement pris en comptes), nous remarquons que la représentation explicite des ponts, par
approche de propriétés hétérogenes ou par approche de pont volumique, impose des contraintes
techniques a nos modeles numériques sous UDEC. Ces difficultés se résument par: I'obligation
d’utiliser un maillage fin et ses conséquences sur le temps de calcul, la nécessité d’utiliser une raideur
normale des joints trés importante ainsi que le recours a des joints fictifs. Compte tenu de ces
difficultés, il a été décidé dans le cadre de ce travail de se limiter aux configurations simples citées
dans les parties précédentes, tout en réfléchissant sur des solutions de modélisation de ponts
explicites dans le cadre de la continuité de ce travail.

Une solution pourrait étre d’utiliser un autre type de modele numérique, basé sur les éléments
discrets, capable de reproduire des mécanismes a plus petite échelle, notamment la déformation a
I'intérieur des ponts, et leur rupture par génération de fissure (Lambert et Coll, 2014).

2.3 Modélisation numérique des éprouvettes a JRC contrélé

Dans cette partie, nous modélisons sous UDEC les essais de cisaillement réalisés sur les joints a
JRC contrélé. Le modéle mécanique de joints utilisé dans cette partie est le modele B-B (Barton-
Bandis) implémenté dans UDEC. Les parameétres de calcul sont présentés dans le tableau suivant
(tableau 2.23).

Le modéle de Barton-Bandis tient compte des effets d’échelles expliquées (cf. 1.4.2.2.3.2) a travers
les Egs. 2.19-2.20. Une discontinuité ayant un certain JRC estimé a I'échelle du laboratoire, aura a
I’échelle in-situ un JRC plus faible. Ceci est valable aussi pour la résistance et le JCS. En effet, a I'échelle
in-situ, la probabilité que les aspérités soient altérées est plus importante. Or cet effet n’est pas pris
en compte dans notre travail parce que la rugosité est générée a partir de la dimension fractale, et
donc le JRC est considéré conservé par variation d’échelle. Nous avons donc pris L,=Lo=0,1m, avec L,
la longueur de I'éprouvette in-situ et Lo celle a I’échelle du laboratoire.
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L\~ 002JRCo
JRC = JRC, (L—O) (2.19)
1, ~0-03/CSo
JCS = JCS, (Z) (2.20)
kn; = 0,02 (’aﬁ) +2JRC — 7,15 (2.21)
J
L, (JRC,\933
upic = 00" (T) (222)

Le JCS est pris égal a la résistance a la compression R du PA12 (42 MPa). C’est la valeur maximale que
peut prendre ce paramétre. La raideur normale initiale est calculée dans UDEC a partir de I'Eq. 2.21.
La raideur tangentielle présente dans le tableau 2.23 est la raideur tangentielle initiale au tout début
de I'essai. Elle est prise égale a la raideur expérimentale moyenne. Dans le modeéle implémenté dans
UDEC, la raideur tangentielle est calculée de sorte a obtenir la résistance tangentielle maximale pour
un déplacement au pic selon la relation de I'Eq. 2.22. Le JRC et ¢, [°] sont égaux aux valeurs estimées
dans la section 2.8 — partie A.

Tableau 2.23 : Paramétres mécaniques utilisés dans la modélisation UDEC des joints a JRC contrélé, selon le

critéere de Barton-Bandis.

JCS [MPa] Ks [MPa/mm] JRCo Ln(m) Lo(m) o, [°] Rc[MPa]
JRCS 42 1,7 5,1 0,1 0,1 27 42
JRC20 42 1,7 20 0,1 0,1 31 42

JRC20-¢_n (MPa) =1 MPa

JRC5,1-0_n (MPa) =1 MPa
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Figure 2.73 : Comparaison entre les essais numériques, modéle BB et les essais expérimentaux pour un joint a
JRC5,1 (a et c) et un joint a JRC 20 (b et d), pour une contrainte normale de 1 MPa.
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Quatre essais numériques correspondant a quatre contraintes normales imposées sont calculés pour
chaque JRC. Nous présentons dans cette courbe un exemple pour chaque JRC (figure 2.73), les autres
courbes sont présentées en annexe D. Nous remarquons une cohérence entre la modélisation
numeérique et les résultats expérimentaux pour la phase pré-pic jusqu’au pic pour les courbes T vs u;.
Cependant, les résultats numériques surestiment les contraintes tangentielles de la phase résiduelle
par rapport au résultat expérimental, et sous-estiment la dilatance (figure 2.73). Numériquement,
dans le critere de Barton-Bandis, la contrainte tangentielle et le déplacement normal (exprimant la
dilatance) sont calculés en fonction du JRC mobilisé a chaque instant, selon les Egs 2.23-2.24

T = optan [(pj,r + JRCobitise 108 (g)] (2.23)
Mty = Dugtan [0,5 JRConopitiss log (%)] (2.24)

Le JRC mobilisé est calculé selon une table codée dans UDEC, basée sur les résultats empiriques de
Barton. La table est la suivante (tableau 2.24) :

Tableau 2.24 : Table définissant le JRC mobilisé en fonction du déplacement tangentiel au cours d'un essai de

cisaillement (tiré du manuel UDEC).

ut/ut,pic ]RCmobilisé/]RC
0 -, r/RUFF
0,2 -0,25¢; /RUFF
0,3 0
0,45 0,5
0,6 0,75
0,8 0,9
1 1
1,5 0,9
2 0,85
3 0,7
4 0,7
6 0,6
8 0,55
10 0,5
20 0,4
40 0,3
60 0,2
80 0,1
100 0

Avec RUFF = JRC log (fl)
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Il est remarquable donc que le JRC mobilisé sur notre matériau est plus faible que celui mobilisé selon
le modéle de Barton-Bandis, et donc la dégradation du JRC dans notre cas est plus importante que
celle estimée dans le modéle de Barton-Bandis, ce qui cause cet écart post-pic.

2.4 Conclusions (Partie B)

Le but principal de la modélisation numérique des essais de cisaillement était de vérifier la
possibilité de reproduire le comportement mécanique des joints artificiels en 3DP sous UDEC, en
utilisant les critéres de rupture disponibles (Coulomb et Barton-Bandis).

Pour les joints planaires contenant des ponts rocheux, la stratégie la plus adaptée est de considérer
un joint homogene, avec des propriétés équivalentes suivant le critere de Coulomb (avec un
radoucissement linéaire qu’on ajoute), sans représenter explicitement les ponts. En effet, les faibles
dimensions des ponts par rapport au joint nécessitent pour qu’elles soient modélisées explicitement
un maillage trés fin, qui impose une modification de la raideur normale des joints et une augmentation
du temps de calcul. Toutefois, le critere de Coulomb avec des propriétés résiduelles, comme
implémenté, ne tient pas compte de la dégradation progressive des propriétés des joints. Pour cela,
nous avons ajouté a notre modele une phase de radoucissement linéaire pour simuler ce passage du
pic a la phase résiduelle. Ce logiciel semble donc adapté a reproduire le comportement global de ce
type de joints. Afin d’avoir moins d’écart sur la phase post-pic entre la réalité et le numérique, il sera
intéressant d’essayer de calibrer le modeéle élasto-plastique avec radoucissement implémenté dans
UDEC, et qui représente une phase post-pic non-linéaire.

La modélisation des joints en dents de scie nous a permis de s’approcher des limites du logiciel, que
ce soit par rapport a la dilatance, ou par rapport a la prise en compte dans les calculs de la cohésion
du joint.

Pour une représentation explicite des ponts, une modélisation par éléments discrets de type
particules collées (ex. PFC d’ITASCA) pourrait étre plus adaptée pour représenter 'endommagement
et la rupture au niveau des ponts. Ce type de modélisation permet de simuler explicitement les ponts
et donc de reproduire le comportement a la fois local (rupture des ponts) et global (rupture des joints).

Pour les joints ayant un JRC contrélé, le critére de Barton-Bandis est le plus adapté, il permet de
prendre en compte la rugosité des joints et de simuler le comportement mécanique. Ce modele de
Barton-Bandis est capable de représenter la phase élastique, le pic et la phase post-pic. Cependant les
valeurs de JRC mobilisé dans nos joints sont plus faibles que celles proposées par Barton (Barton,
1982 ; Barton et Choubey, 1977). Afin de pouvoir calibrer la table du JRC mobilisé a nos résultats, une
campagne d’essais expérimentaux supplémentaires est nécessaire pour augmenter le nombre de
données a différents JRC et différentes contraintes normales.

2.5 Conclusions générales

Ce chapitre composé de deux parties (expérimentale et numérique) consiste d’abord a tester la
capacité de la 3DP a fabriquer des joints artificiels ayant un comportement mécanique similaire a celui
des joints rocheux naturels, puis a trouver la méthode de modélisation numérique la plus pertinente
pour reproduire la géométrie et le comportement des joints imprimés.
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La premiere famille de joints testée (des joints a géométrie simplifiée contenant des ponts rocheux)
présente I'avantage de pouvoir contréler et prédire le comportement mécanique des joints en
fonction du nombre de ponts rocheux et de I'angle des aspérités. Cet aspect est trés avantageux pour
une future modélisation physique ou on cherchera a introduire des joints bien définis et contrdlés
pour étudier le comportement mécanique de I'ouvrage et du modele. Le logiciel UDEC est utilisé pour
reproduire les essais de cisaillement. Les résultats montrent que ce logiciel en éléments distincts
permet de reproduire le comportement mécanique des joints en affectant des propriétés équivalentes
aux différentes régions des joints, sans pouvoir représenter les ponts dans leur volume et la rupture
dans leur matrice.

Afin de s’approcher de la représentation des joints rocheux naturels, une deuxieme famille de joints
rocheux, générée a partir de la dimension fractale et a laquelle nous avons affecté un JRC, est
imprimée et testée. Les résultats valident la capacité de la SLS a reproduire des géométries complexes.
De plus, les joints ayant une surface plus réaliste ont un comportement mécanique sous cisaillement
qui se rapproche largement du comportement des joints naturels surtout pour les phases pré-pic et
le pic. Cependant, les modélisations numériques ont mis en évidence que la résistance résiduelle des
joints en PA12 est plus faible que celle des joints naturels. Ceci peut étre lié aux propriétés mécaniques
du PA12 et a sa résistance a la traction élevée. Une solution pourrait étre d’utiliser un géomatériau en
impression 3D.

Ce chapitre nous a permis donc de mettre en évidence la possibilité d’utiliser la fabrication additive
pour reproduire le comportement mécanique des joints rocheux naturels. Ceci constitue une premiére
étape du projet a long terme consistant a reproduire un modele physique d’un massif explicitement
discontinu.
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Comportement  mecanique  SOUS
compression uniaxiale d’une
eprouvette contenant plusieurs joints et
Imprimee par fabrication additive

Le comportement mécanique global d’'un massif rocheux dépend fortement de la présence des
discontinuités rocheuses, de leur géométrie et de leurs propriétés mécaniques. Dans le chapitre
précédent, nous avons présenté en détails le comportement mécanique des joints artificiels pris
individuellement, en étudiant des géométries et des rugosités variées, et nous avons comparé ce
comportement a celui des joints naturels. Dans le présent chapitre, nous étudions l'effet de la
présence de plusieurs discontinuités qui interagissent entre elles sur la résistance mécanique d’une
éprouvette. Des essais de compression uniaxiale sont menés sur des éprouvettes de compression 16
cm par 32cm contenant deux, puis huit discontinuités. Les observations expérimentales sont
complétées par une modélisation numérique a l'aide du logiciel de modélisation aux éléments
distincts en trois dimensions : 3DEC.

3.1 Matériel et procédure expérimentale

Ce chapitre présente des essais de compression uniaxiale, effectués sur des éprouvettes
cylindriques construites en PA12 par impression 3D (SLS). Les éprouvettes sont modélisées en utilisant
le logiciel Solidworks. Elles font 160 mm de diamétre pour 320 mm d’hauteur, soit 6,5 fois plus grandes
gue les éprouvettes testées dans le chapitre 2 — partie A (cf. 2.5). C’est la dimension maximale qu’on
peut réaliser avec la technique d’impression 3D SLS. L'éprouvette de compression discontinue
constitue une premiére tentative de modélisation d’un massif rocheux fracturé a échelle réduite. Des
discussions sur la mise a I’échelle des propriétés d’'un massif rocheux seront présentées en chapitre 4.
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Les joints modélisés sont des joints planaires contenant des ponts rocheux qui sont orthogonaux au
plan de la discontinuité. Les ponts ne sont donc pas paralléles a la direction de fabrication. Deux
géométries sont testées.

La géométrie A consiste en une éprouvette cylindrique contenant deux discontinuités planaires ayant
les caractéristiques géométriques suivantes (figures 3.1a-b)

a. Pendage (dip angle) de 60° vers I'Est, et direction du pendage (dip direction) de NO30°
b. Pendage de 55° vers I'Ouest et direction de pendage de N090.

Les angles choisis sont supérieurs a I'angle de frottement des joints au pic (23,5°) caractérisé a partir
des essais de cisaillement afin de s’assurer que les joints sont sollicités en cisaillement et que la
résistance globale est pilotée par les discontinuités. La direction du pendage est opposée entre les
deux plans pour gqu’ils s’intersectent. Le pendage est légerement différent entre les deux (5°) afin de
tester I'influence de ce faible écart sur le comportement global.

La géométrie B consiste en une éprouvette cylindrique contenant 48 blocs séparés par huit
discontinuités, dont les deux présentes dans la géométrie A, ayant les caractéristiques géométriques
suivantes (figures 3.1c-d)

a. Pendage (dip angle) égal a 60° vers I'Est et direction du pendage (dip direction) de N30°;
b. Pendage égal a 55° vers |'Ouest et direction du pendage de N90° ;

c. Pendage égal a 25° vers I'Est et direction du pendage de NO°;

d. Pendage égal a 24° vers I'Ouest et direction du pendage de N45°

e. Pendage égal a 15° vers I'Ouest et direction du pendage de NO°;

f. Pendage égal a 45° vers I'Quest et direction du pendage de N60° ;

g. Pendage égal a 20° vers I'Est et direction du pendage de NO°;

h. Pendage égal a 45° vers |'Ouest et direction du pendage de NO°.

Cette éprouvette a été imprimée en double, le but étant de tester la répétabilité de I'essai et de la
technique d’impression. La géométrie B a été construite de maniére a ce que les discontinuités
s’intersectent au maximum, et que leur pendage varie entre des valeurs plus faibles et plus élevés que
I'angle de frottement des joints. Les discontinuités sont également choisies pour ne pas recouper les
surfaces supérieures et inférieures de I'éprouvette sur lesquelles on impose le chargement, afin de
minimiser les effets de bords. Cette géométrie doit permettre (i) d’étudier I'effet de la présence de
multiples discontinuités a comportement individuel connu, sur le comportement global de
I’éprouvette ; (ii) et d’étudier la déformation et l'interaction entre les blocs formés par les
discontinuités.
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Figure 3.1 : Eprouvettes de compression, de dimension 16cm x32 cm, construites en PA12 par impression 3D (a
et b correspondent a la géométrie A contenant 2 discontinuités, c et d correspondent a la géométrie B contenant
8 discontinuités). La discontinuité rouge correspond a un pendage de 60°, celle en bleue a un pendage de 55°.

Le nombre de ponts sur chaque discontinuité est choisi de sorte a respecter le pourcentage de ponts
rocheux existant sur les joints « 12rb-Planar », a savoir 0,6% de ponts sur la surface du joint. Le choix
d’avoir un pourcentage de ponts uniforme sur toutes les surfaces permet théoriquement d’avoir une
cohésion égale pour tous les joints.

Le but principal de I’essai de compression est d’estimer le module de Young équivalent de I'éprouvette
en PA12 en présence des discontinuités et d’estimer sa résistance a la compression. La courbe de
comportement global de I'éprouvette (contrainte normale en fonction de la déformation axiale) est
construite a partir des valeurs de déplacement entre les plateaux de compression, et de I’effort normal
imposé pendant I'essai. Théoriquement, le module obtenu a partir des mesures de I'effort imposé et
du déplacement entre les plateaux de compression est inférieur au module réel de I'éprouvette. La
différence entre la raideur de la presse et celle du matériau, ainsi que la nature de l'interface
matériau/plateau, peuvent avoir une influence sur le déplacement mesuré au niveau du plateau, et
donc sur le module de Young. Le module global mesuré sur les éprouvettes testées dans ce chapitre
donne une idée de I'ordre de grandeur du module réel. Les interfaces de nos éprouvettes étant
identiques (les interfaces sont rectifiées de maniere similaire pour qu’elles soient planaires), il est

possible de comparer le module global de I'éprouvette contenant deux discontinuités et celui de
I’éprouvette contenant huit discontinuités afin de tirer des conclusions sur I'influence de la géométrie
sur le module équivalent de I'éprouvette. Six jauges de déformation axiale et trois rosettes (mesures
axiale, transversale et a 45°) distribuées sur chaque éprouvette complétent les mesures de
déformation sur I'éprouvette (figure 3.2). Les trois rosettes sont placées au niveau de l'intersection

des deux discontinuités a 60° et 55°, pour essayer de tirer des informations sur le mouvement des
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blocs au niveau des joints les plus inclinés. Les jauges axiales sont distribuées principalement a mi-
hauteur de I'éprouvette, de maniere symétrique. Toutes les jauges sont placées au méme endroit
pour les éprouvettes A et B, a I'exception des jauges 11, 13 et 15 qui sont placées sur trois
discontinuités. Ceci permet de suivre plus spécifiquement le comportement local des joints, méme si
les jauges de déformation ne sont pas les plus adaptées pour ce type de mesures parce qu’elles
risquent de se détacher ou de se plier si le joint subit un déplacement brutal. La vitesse de compression
imposée est de 24 um/min pour un essai sur la géométrie A, et un essai sur I'éprouvette B, et de 12
pm/min sur I'autre essai avec la géométrie B. Dans la suite du texte, les appellations B-v24 et B-v12,
font référence a la géométrie B et a la vitesse de déformation appliquée a chaque éprouvette, en
pum/min. Des cycles de chargement et déchargement sont exécutés au cours de I'essai pour vérifier si
le comportement de I'éprouvette est purement élastique ou si une plastification de la matrice se
produit durant les cycles. Des mesures sont prises toutes les cing secondes. Le dispositif expérimental
est présenté sur la figure 3.3.

_ Jauge de déformations (dans la direction axiale) Intersection des discontinuités a pendage 55° et 60°
e s

v Rosette de déformations (dans les directions transversale, axiale et a 4.’;)'

15
1-3\|:]'/4-6 135 <746 ! 193
. Vd ~ ~ S . 7, \\. Ll
15 a2 AN 14 i % . 14
gl 0 1 1] . 7 !
ol |12 1 12 12 12
I -H_
© 10 i 10
/
I /o
Jauge de déforn?\atinns (placées sur une discontinuité)

Distributions des jauges de déformations sur I'éprouvette A Distributions des jauges de déformations sur les éprouvettes B-v24 et B-v12

Figure 3.2 : Vue développée des éprouvettes avec la répartition des jauges de déformation sur les deux
géométries testées. Les discontinuités ne sont pas présentées dans cette esquisse. Seules des traces, a titre
indicatif, des deux discontinuités communes a toutes les éprouvettes (pendage 55° et 60°) sont présentées au
niveau de leur croisement aux alentours des rosettes. Les jauges axiales en jaune sont les jauges placées sur des
discontinuités de |'éprouvette B.

Capteur de déplacement plateau/plateau

Rosette de déformation

Jauge de déformation axiale

Figure 3.3 : Dispositif expérimental de I'essai de compression.

142



Essais de compression uniaxiale sur des éprouvettes discontinues

3.2 Résultats expérimentaux

La figure 3.4 présente I'évolution de la contrainte normale en fonction de la déformation mesurée
a partir du déplacement entre les deux plateaux de la presse, pour la gé¢ométrie A (deux discontinuités)
et B (B-v24 et B-12). Deux grandes phases de comportement mécanique global peuvent étre
observées pour les trois essais : la phase 1, pré-pic, et la phase 2, pic + post-pic. La phase 1 illustre le
comportement élastique de I'éprouvette. Au cours de cette phase, huit cycles de chargement-
déchargement ont été réalisés. La décharge est de 50% de la charge initiale au début du cycle. Aucune
phase de relaxation n’est appliquée au cours de la recharge. La phase 2 illustre le comportement de
I’éprouvette non réversible. Le début de la phase 2 est repéré par des oscillations des contraintes
normales, liées a un déplacement simultané de blocs (plus de détails dans la partie 3.3.2). La résistance
de compression uniaxiale maximale des éprouvettes est atteinte dans cette phase, suivie d’une
rupture des éprouvettes suivant un plan de discontinuité. Le comportement de I'éprouvette n’est pas
complétement fragile, la rupture est retardée par des mouvements le long des différentes
discontinuités. Nous nous servirons de ces essais dans un premier temps pour estimer le module de
Young de la matrice et le module global de I'éprouvette. La résistance au pic est évaluée ensuite en
fonction du nombre de discontinuités. L'effet des discontinuités est aussi pris en compte dans le
comportement post-pic:

Eprouvette 2 discontinuités Eprouvettes 8 discontinuités

09 T 09 T
Phase 1

Phase 2 |

08 + Phase 1 | " Phase 2

08 +

07 +

o
~

= 5
i’ % 0,5
= L
3 :I 0,4
o N
0,3
0,2
0,1
0 ) ) ) ) ) 0 f f f t ~—
0 0,001 0,002 0,003 0,004 0,005 0 0,002 0,004 0,006 0,008 001
elmm/mm) &(mm/mm)
——vitesse 12 um/min ——vitesse 24 um/min
(a) (b)

Figure 3.4 : Evolution des contraintes normales appliquées en fonction des déformations mesurées entre les deux
plateaux de la presse pour (a) I'essai géométrie A (2 discontinuités) et (b) pour les deux essais géométrie B (8
discontinuités, B-v24 et B-v12).

3.2.1 Module de compression

Les essais de compression uniaxiale permettent a la fois d’estimer le module de Young
équivalent de I'éprouvette contenant des discontinuités a partir des déformations mesurées de
plateau a plateau ; et potentiellement celui de la matrice PA12, a partir des mesures locales effectuées
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par les jauges de déformation situées loin des discontinuités. Ce dernier devrait étre compris entre
1200 et 1600 MPa (cf. 2.5 - 2.6).

Le module de Young équivalent (global) de I’éprouvette prend en compte I'effet des discontinuités sur
la dégradation des propriétés élastiques. Il est estimé comme étant la tangente a la partie linéaire de
la « phase 1 » (figure 3.4). On trouve pour la géométrie A (deux discontinuités) une valeur de 430 MPa.
Cette valeur, comme attendu, est plus faible que la valeur du module de Young du PA12. Les deux
essais réalisés sur la géométrie B (huit discontinuités) présentent une « phase 1 » reproductible avec
une pente identique renseignant sur un module global équivalent des éprouvettes de 220 MPa,
environ 50% du module obtenu avec deux discontinuités. Ces valeurs sont a prendre avec précaution
(sous-estimation du module liée a la déformation l'interface plateau/interface). L’idéal serait de
pouvoir tester sur la méme machine une éprouvette continue, sans aucune discontinuité, et ayant les
mémes dimensions. Cependant, les valeurs obtenues de 430 MPa en présence de deux discontinuités
et de 220 MPa en présence de huit discontinuités sont suffisantes pour confirmer que les
discontinuités ont causé une réduction significative du module équivalent. Cette valeur sera
confirmée ensuite dans la partie 3.4 par la modélisation numérique. Les hystéreses lors des cycles de
déchargement-chargement sont réversibles et presque superposées pour les trois essais, ce qui met
en évidence un comportement réversible élastique et une absence d’'endommagement mécanique.
Les modules calculés au niveau des cycles sont de I'ordre de 800 MPa pour |'essai A, et 470 MPa pour
les essais B-v12 et B-v24. Nous retrouvons donc I'effet de réduction du module, lié a I'augmentation
du nombre de discontinuités, sur les hystéréses.

Le module de la matrice PA12 est classiquement calculé a partir des données de jauges de
déformations axiales (e.g. Wasserman et al., 2009) selon I'Eq. 3.1 :

E="0n (3.1)

€L

Avec E le module de Young (en MPa), a,,la contrainte normale appliquée (en MPa) et ¢; la déformation
axiale calculée a partir des jauges de déformation axiales.

Pour toutes les jauges, les hystéréses sont presque fermées et réversible, et sont paralleles a différents
niveaux de déchargement (e.g. figures 3.5a-3.6a). Le module local a la position des jauges est calculé
donc en faisant la moyenne des modules obtenus a chaque cycle (la pente moyenne de I'hystérese)
des mesures d’'une méme jauge, sachant que la valeur des modules sur chaque cycle, pour une méme
jauge, est presque constante (aucune augmentation ou diminution systématique du module entre les
cycles d’'un méme essai n’est observée, cf. annexe E). Les modules locaux de compression obtenus a
partir de toutes les jauges axiales, pour les éprouvettes A et B-v24 (a 24 pum/min) sont présentées
dans le tableau 3.1. Les deux essais réalisés sur des éprouvettes a huit discontinuités sont
reproductibles dans la phase 1. Seuls les résultats de I'éprouvette testée a 24 um/min sont utilisés
pour le calcul des modules des différentes jauges, parce qu’ils présentent moins de bruits que les
résultats a la vitesse 12um/min. Les modules des jauges 11-13 et 15 de 'éprouvette B-v24 ne sont pas
indiqués parce qu’il s’agit des jauges placées sur des discontinuités, et non pas sur la matrice. Pour
I’éprouvette A (2 discontinuités), les résultats ont une moyenne de 1350 MPa et un écart type de 15%.
Le module de PA12 est estimé a partir des quatre points de mesures, situés a une méme hauteur
(jauges 11-12-14-15), et diamétralement opposés (figure 3.2). Les courbes des contraintes normales
appliguées en fonction des déformations des jauges montrent que les hystéréses sont superposées
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avec I'enveloppe extérieure de la courbe (figure 3.5a), avec une faible différence entre les modules
des différentes jauges (tableau 3.1) (un écart-type de 11% par rapport a la valeur moyenne des
modules sur les jauges 11-12-14-15). La différence obtenue peut étre liée a une répartition non-
uniforme des contraintes causée par la présence des discontinuités et des ponts. Afin d’estimer la
valeur du module élastique de la matrice en PA12, nous réalisons une moyenne des données obtenues
a partir des jauges de déformations 11-12-14-15 (figure 3.5b). Ces jauges sont choisies par rapport a
leur position sur I’éprouvette. Le module de Young obtenu a partir de la pente de chaque cycle de
déchargement-chargement est de 1290 MPa, avec un écart-type de 25 MPa. Ceci est compatible avec
les valeurs qu’on peut obtenir en SLS pour le PA12, indiquant par suite une élasticité de la matrice (cf.
2.5-2.6; tableau 2.1).

Tableau 3.1 : Les modules locaux calculés a partir des hystéréses sur les différentes jauges axiales, pour les deux
géométries A et B-24. Aucun module n'est renseigné sur les jauges 11-13 et 15 de I'éprouvette B-24 parce qu'il
s'agit des jauges placées sur les discontinuités. La moyenne et écart-type des modules locaux des jauges est
calculé sur toutes les jauges axiales de chaque géométrie (moyenne globale) et sur les quatre jauges axiales
centrées et diamétralement opposées de la géométrie A. Le module du PA12 est calculé a partir de la jauge
moyenne équivalente aux jauges 11-12-14-15. La position des jauges est indiquée sur la figure 3.2.

Module (MPa) — géométrie A Module (MPa) — géométrie B-v24

1 1363 1190

4 1206 825

7 1097 997

10 1790 1252
11 1303 X

12 1140 724
13 1550 X

14 1265 748
15 1495 X

Moyenne globale (totale) 1350 956

Ecart-type global 15% 24%
Moyenne des jauges 11-12-14-15 1300 X
Ecart-type des jauges 11-12-14-15 11% X
e bl 114216135 x
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Figure 3.5 : Comportement de I'éprouvette A en compression, dans la phase 1. Sur la figure (a), I’évolution des
contraintes en fonction des déformations des jauges placées a mi-hauteur de I'éprouvette. Sur la figure (b),
I'évolution des contraintes en fonction de la déformation pour la moyenne des résultats des jauges 11-12-14 et
15. Le module de cette courbe moyenne servira pour le calcul du module de Young du PA12.

La méme méthode de calcul des différents modules est appliquée pour I'éprouvette B (huit
discontinuités). En regardant les différentes jauges de déformations axiales, nous remarquons une
variation des déformations plus importante que celles obtenues pour la géométrie A, avec des cycles
réversibles et paralléles, mais qui ne sont pas totalement superposés avec la courbe principale (figure
3.6). La moyenne globale obtenue sur I’'ensemble des jauges axiales est de 956 MPa avec un écart de
24%, plus important que I'écart en présence de deux discontinuités (15%) (tableau 3.1). Nous
remarquons aussi que les valeurs des jauges ayant la méme position sont différentes d’un essai a un
autre. Par exemple, les jauges 1 et 12 possedent la méme position sur les éprouvettes A et B-v24. Le
résultat de ces jauges est représenté sur la figure 3.7. Nous remarquons un écart plus important entre
les jauges 1 et 12 sur I'éprouvette B que sur I'éprouvette A. Ces observations sont mises en évidence
par les valeurs moyennes des modules obtenues. L'écart obtenu indique que la répartition des
contraintes dans les deux éprouvettes n’est pas identique, et elle est influencée par les discontinuités.

Géomeétrie B-v24

Géomeétrie B-v24

0 + f f f f : f 0 } } ; !
( a) 0 0,0002 0,0004 0,0006 0,0008 0,001 0,0012 (b ) 0 0,0002 0,0004 0,0006 0,0008
Déformation axiale Déformation axiale

——jaugel ——jauged jauge 7 jauge 10 ——jauge 12 —jauge 11 —jauge 15 —jauge13

Figure 3.6 : Comportement de I’éprouvette B-v24 en compression dans la phase 1 (pré-pic). Sur (a), la variation
des contraintes externes appliquées en fonction des déformations des jauges axiales placées sur la matrice, et
dans (b) celle des jauges axiales placées sur les discontinuités.
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Jauge 1 - B-v24
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——jauge 1 - géométrie A jauge 12 - géométrie A

Figure 3.7 : Comparaison des jauges axiales 1 et 12 pour les deux géométries A et B-24.

Les jauges 11, 13 et 15 de 'essai B-v24 a huit discontinuités sont placées sur des discontinuités. Nous
avons choisi de les positionner aux endroits ou l'intersection entre la discontinuité et le bord de
I’éprouvette est le plus horizontal possible, afin que la jauge mesurant le déplacement normal sur la
discontinuité soit a la verticale. L'objectif de ces jauges est de suivre la déformation au niveau des
joints plutét que la matrice. Les résultats montrent que les joints subissent au début de I'essai une
fermeture, puis une réouverture qui dépendra du mouvement des blocs (figure 3.6b). Ces mesures
permettent de donner une idée de ce qui se passe au niveau des joints. Les résultats de ces jauges
sont tout de méme a nuancer car ces jauges sont généralement utilisées pour mesurer les
déformations au niveau de la matrice rocheuse plutét qu’au niveau de la discontinuité. Par ailleurs,
une infiltration de la colle au moment du collage des jauges peut avoir lieu, et les résultats ne sont pas
tres exacts du moment ou la jauge peut se déformer et se coincer au niveau de la discontinuité.

3.2.2 Phase post-pic

La phase 2 est formée par la résistance maximale des éprouvettes et le comportement lié a
leur rupture. Pour I'éprouvette A formée par deux discontinuités, a partir du dernier cycle de
chargement-déchargement, un changement clair de pente a lieu jusqu’a atteindre le pic a 0,61 MPa
pour une déformation mesurée entre les deux plateaux de la presse de I'ordre de 0,003 mm/mm
(figure 3.4a). Pour la géométrie B (essais a huit discontinuités), la résistance au pic de ces éprouvettes
est, contrairement a ce qui était attendu, supérieure a la résistance de I'éprouvette A. Elle est de
I'ordre de 0,78 MPa avec un écart acceptable de 6% entre les essais : résistance de 0,76 MPa pour une
vitesse de 12 pm/min et de 0,81 MPa pour une vitesse de 24 um/min. Les résistances maximales des
éprouvettes B sont atteintes pour une déformation plateau/plateau de I'ordre de 0,006 mm/mm, soit
le double de la déformation atteinte pour I'essai A (figure 3.4b).

Les comportements post-pic des trois éprouvettes sont comparables de maniére globale : plusieurs
discontinuités sont sollicitées et des déplacements ont lieu a leur niveau, avant que I'éprouvette ne
subisse une rupture le long d’un plan de discontinuité bien défini, ayant I'un des pendages les plus
élevés (60° ou 55°). Les détails et différences repérées entre les essais sont présentées ci-dessous.
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Pour I'éprouvette A, nous avons remarqué que les deux discontinuités sont déplacées au cours de
I’essai : la discontinuité a pendage 60° (en rouge sur la figure 3.1a) se met tout d’abord a se déplacer
tres faiblement. Ensuite, la deuxiéme discontinuité (pendage de 55°, en bleue sur la figure 3.1a) est
mobilisée et la rupture totale a lieu au niveau de celle-ci (figure 3.8a). Cependant, la rupture n’est pas
brutale. La déformation varie de 0,0017 a 0,004 avant que |'éprouvette ne se casse en deux blocs. Il
faut noter que cette rupture a lieu au niveau de la discontinuité (rupture des ponts) sans
endommagement visible de la matrice (figure 3.8b). Les résultats sont discutés en détails dans la
section 3.3.

Figure 3.8 : Etat de I'éprouvette A aprés rupture : (a) rupture au niveau du joint avec un pendage de 55°, (b) état
du joint et rupture des ponts sans endommagement de la matrice.

Les deux essais de la géométrie B, bien qu’ils aient une phase élastique reproductible, et une
résistance équivalente, different au niveau de leur comportement post-pic et de leur plan de rupture.
Au début, les mémes discontinuités se mettent a bouger (bleue et rouge). Il s’agit des deux
discontinuités les plus inclinées, présentes sur I'éprouvette A. Cet aspect est illustré dans la figure 3.9 :
le cercle bleu montre qu’il y a un déplacement de blocs lié au glissement au niveau de la discontinuité
bleue. Le cercle rouge montre le mouvement de la discontinuité rouge. En noir on peut mettre en
évidence un mouvement lié a l'interaction entre différentes discontinuités. Des déplacements
différents ont lieu au cours des essais jusqu’a atteindre la rupture finale. A une vitesse de compression
de 24 um/min (éprouvette B-v24), c’est la discontinuité bleue, 55° de pendage, qui rompt (figure
3.10a). La déformation axiale (entre plateaux) maximale obtenue pour cet essai est de 0,0075.
Cependant, pour le deuxiéme test, c’est la discontinuité ayant un pendage de 60° qui rompt (figure
3.10b), et I'essai se termine apres un déplacement axial plus important (déformation finale de 0,009).
Les figures 3.11a-b des plans de ruptures apres I'essai mettent en évidence des mécanismes de
déformations faisant intervenir des déplacements et des rotations de blocs, ou tous les blocs semblent
mobilisés et décalés de leur position principale (nous observons des décalages entre les blocs séparés
par une discontinuité). Cette observation est lié¢e au mouvement de blocs mis en évidence par les
jauges placées sur les discontinuités, sur lesquelles nous identifions une fermeture puis réouverture
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des joints. Des observations de mouvements entre les blocs ont pu étre effectuées tout au long des
essais.

Nous remarquons aussi que la rupture a 24 um/min ne se fait pas sur la totalité du plan de la
discontinuité bleue. Une partie du bloc supérieur, tres petite en volume, reste solidaire du plan de la
discontinuité bleue. Il s’agit des deux blocs minces situés juste au-dessus de la rosette 4-6 (figure
3.11a).

Figure 3.9 : Visualisation des mouvements de blocs et des discontinuités bleue et rouge pour I’éprouvette B-v12.
Le cercle rouge montre le déplacement le long de la discontinuité rouge (pendage 60°), le cercle bleu montre le
déplacement le long de la discontinuité bleue (55°) et le cercle noir montre le mouvement des blocs résultant.

149



Chapitre 3

Figure 3.10: Etat des éprouvettes (a) B-v24 et (b) B-v12 aprés rupture. L’éprouvette B-v24 subit la rupture suivant
le plan de pendage55°, B-v12 suivant le plan de pendage 60°.

Figure 3.11 : Plan de rupture des éprouvettes (a) B-v24 et (b) B-v12. La rupture a lieu au niveau des ponts rocheux
sans endommagement de la matrice. Dans (a), la rupture ne se fait pas sur un plan unique. Les ovales bleus
montrent une discontinuité de la surface de glissement avec un bloc resté solidaire de la surface (demi-éprouvette
de gauche).
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3.3 Discussion des résultats

Les résultats liés aux différents modules calculés et au module de Young du PA12, ainsi que les
valeurs de résistance au pic des trois éprouvettes et le comportement post-pic sont discutés en détails
dans cette section.

3.3.1 Modules de compression

Le module global obtenu sur les courbes de variation de contrainte en fonction de la
déformation mesurée entre les deux plateaux de la presse diminue avec I'augmentation du nombre
de discontinuités. Il prend la valeur 430 MPa pour une éprouvette a deux discontinuités, contre 220
MPa pour une éprouvette formée de huit discontinuités (pour rappel, le module de Young du PA12
est de 1600 MPa). Ce résultat expérimental confirme ce qui est généralement admis (et observé in-
situ), que les discontinuités causent une dégradation des propriétés mécaniques élastiques
homogénéisées des massifs et que le module équivalent des massifs est inférieur a celui de la roche

intacte.
(a) Déformations réversibles (b) Déformations irréversibles
[ Oc

< 5

a, g

2 =

g g

o E/1]) S E/ i
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Figure 3.12 : Déformations réversibles et non réversibles des éprouvettes au cours d'un essai de compression

(représentation idéalisée).

L'analyse des cycles de chargement-déchargement permet d’interpréter le comportement de
I’éprouvette dans la phase 1, et de vérifier si ce comportement est élastique ou plastique. Pour des
guestions de temps, la décharge effectuée au cours des essais n’est que de 50%. Pour valider
totalement I'hypothése que la premiere phase (pré-pic) présente un comportement purement
élastique, il aurait été intéressant de décharger totalement les éprouvettes. Cette démarche aurait
permis de discriminer deux comportements : (i) soit les déformations a la fin d’un cycle complet de
déchargement redeviennent nulles (figure 3.12a), dans ce cas le comportement de la matrice et des
discontinuités est purement élastique, et contient une part d’élasticité non linéaire. Cette non-
linéarité est expliquée selon Hawkes et Mellor, 1970 par une réversibilité non immédiate de la
déformation des discontinuités ; (ii) soit il reste une déformation résiduelle a la suite du déchargement
complet, et les déformations obtenues sont donc en partie réversibles ¢,, et en partie permanentes
et plastiques &, (figure 3.12b). Les déformations plastiques peuvent étre liées a une déformation des
joints non réversible, ou a une plastification de la matrice. Pour I'essai sur I'éprouvette A, le fait que
les hystéreses liées au chargement-déchargement sur la figure 3.4a sont trés serrées et paralléles a
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tous les niveaux de contraintes, permet d’identifier un comportement global élastique réversible et
linéaire, ol on revient a la méme déformation apres le chargement (Gasc-Barbier et Wasserman,
2013). Cette hypothese d’élasticité est également mise en évidence dans la figure 3.5a, ou le relevé
des jauges de déformations placées a mi-hauteur de I'éprouvette montre des cycles de chargement-
déchargement réversibles, serrés et se superposant avec la courbe de chargement-avec un module de
la matrice de 1290 MPa, compatible avec les modules de Young classiques du PA12. De plus, le module
global calculé a partir des différents points de mesures distribués sur toute I'éprouvette semble étre
homogene (1350 MPa en moyenne globale avec 15% d’écart). Toutes ces informations constituent
des arguments forts qui soutiennent I’hypothese d’élasticité de la matrice dans la premiere phase,
méme a 50 % de décharge. Le comportement élastique est aussi présent sur les essais a huit
discontinuités, durant lesquelles les cycles de chargement-déchargement présentent aussi a chaque
position des hystéréses paralléles et serrées (figures 3.4b-3.6a).

Toutefois, le comportement au niveau de la géométrie B est plus compliqué a interpréter, en présence
de huit discontinuités qui se recoupent. En effet, nous avons remarqué une hétérogénéité plus
importante au niveau des différents points de mesures (un module moyen de 956 MPa et 24% d’écart-
type). Deux hypotheses principales peuvent étre a I'origine de ces différences. La premiére consiste a
considérer une hétérogénéité de la matrice du PA12 qui cause une différence du module de Young
entre les différentes fabrications, et au sein d’'une méme éprouvette. Cependant, les différents essais
mécaniques réalisés au cours de ce travail de thése ont montré une reproductibilité des échantillons,
et donc la différence des modules estimés ne peut pas étre expliquée seulement par une incertitude
liée a la fabrication. Une deuxieme hypotheése est liée a une distribution des contraintes non uniforme
au niveau de la matrice, liée a la présence des discontinuités et des ponts rocheux, et donc a des
contraintes locales différentes de la contrainte mesurée entre les deux plateaux de la presse. Cette
distribution non uniforme est plus importante en présence de 8 discontinuités, ou il y a plus de blocs
qui vont se mettre en mouvement, et donc plus de coins a se former et a causer une concentration de
contraintes. Une méthode d’estimation de la concentration des contraintes locales consiste a
comparer les déformations locales pour un méme niveau de contrainte normale extérieure appliquée.
Sous I’hypothése que le module de Young de la matrice est uniforme (élasticité de la matrice) pour
toutes les éprouvettes (2 et 8 discontinuités), et en appliquant la loi de Hooke, on peut considérer que
l'augmentation de déformation dans I'éprouvette contenant 8 discontinuités est liée a une
augmentation des contraintes locales et une concentration de contraintes par rapport aux contraintes
locales générées dans I'éprouvette contenant 2 discontinuités. Une méthode d’estimation de la
concentration des contraintes locales, est de calculer le rapport entre les déformations locales des
éprouvettes contenant 2 et 8 discontinuités, pour une contrainte normale externe fixe. Les résultats
sont présentés dans le tableau 3.2 pour une contrainte normale externe de 0,5 MPa. Par exemple, la
jauge 12 présentant une concentration importante de contrainte locale est fixée sur un bloc qui forme
sur son extrémité un coin au niveau des deux discontinuités principales sollicitées (figure 3.1b). Il est
remarquable aussi que la majorité des déformations locaux calculés sur I'éprouvette B sont plus
importantes que ceux calculés sur I'éprouvette A, pour les mémes positions. Cependant, il s’agit de 6
points de mesures sur toutes I'éprouvette, non suffisamment réparties sur la périphérie. Il serait
intéressant donc de comparer les modules globaux sur d’autres points pour vérifier s’il s’agit d’une
augmentation des contraintes entre les deux géométries sur toute la périphérie ou sur des zones bien
précises.
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Tableau 3.2 : Le pourcentage des écarts entre les déformations locales des jauges axiales sur éprouvettes A et
B-v24, pour une contrainte normale externe de 0,5 MPa. Ces pourcentages renseignent sur le pourcentage de
concentration de contraintes.

Jauges 1 4 7 10 12 14

%(eg_p24 — €4)/Ex 6,8% 63% -10% 42% 66% 75%

3.3.2 Résistance au pic

Au pic, nous remarquons une large différence entre la résistance a la compression du PA12
intact (42 MPa), et celle de I'éprouvette avec deux discontinuités (0,61 MPa). Ceci est justifié par les
propriétés faibles des discontinuités (une cohésion de 0,162 MPa et un angle de frottement de 23,5)
et leur pendage fort. Dans un premier temps, on peut estimer la résistance théorique d’une
éprouvette qui ne contiendrait qu’une seule discontinuité, afin de vérifier 'ordre de grandeur du
résultat obtenu :

cjcos(e;) ) (3.2)

o = min (Re; b 2 B0

Avec g, la résistance a la compression de I'éprouvette discontinue (en MPa), R, la résistance a la
compression du PA12 (en MPa), ¢; la cohésion du joint (en MPa), ¢;son angle de frottement et 6 son
pendage. L'application de cette relation pour un joint ayant 0,6% de ponts rocheux (équivalent a une
cohésion de 0,163 MPa), un angle de frottement de 23,5° et un pendage de 55° donne une
résistance g, = 0,49 MPa, légerement inférieure a la résistance en compression obtenue
expérimentalement pour deux discontinuités. Théoriquement, plus un massif est fracturé, moins il est
résistant, ce qui est contradictoire avec les valeurs obtenues. Cette différence peut étre liée a I’écart
entre la valeur réelle de la cohésion et angle de frottement, et celle utilisée dans I’équation analytique
et déduite a partir du critére de rupture développé dans la section 2.7.4 — partie A. L’ordre de grandeur
obtenu expérimentalement est donc compatible avec les formulations analytiques. Cependant, ce
résultat contre-intuitif est obtenu aussi expérimentalement (figure 3.13) : la résistance des
éprouvettes contenant huit discontinuités (0,78 MPa) est 1,3 fois plus importante que la résistance de
I’éprouvette contenant seulement deux discontinuités (0,61 MPa). La différence entre les propriétés
mécaniques réelles et théoriques ne peut pas seule expliquer cet écart important.
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Figure 3.13 : Comparaison entre la variation des contraintes en fonction de la déformation entre plateaux, pour
les deux essais A et B-v24, a une vitesse de 24 um/min.

Une explication peut étre liée au mode de rupture de I'éprouvette et a la mise en place d’un
mouvement des blocs, qu’on nomme « mécanisme de blocs », traduisant I'ensemble des interactions
entre les blocs qui bougent les uns par rapport aux autres et des redistributions de contraintes
associées. En effet, lorsque les discontinuités principales sont sollicitées et se mettent en mouvement,
les blocs vont bouger. Le mouvement des blocs est contr6lé en partie par le mode de rupture des
discontinuités (en traction, ou en cisaillement). Certains blocs, en se déplagant, ou en ayant des
mouvements de rotation, se bloquent les uns contre les autres, causant par suite une augmentation
de la déformation et un retard de la rupture. Il se peut également qu’en se déplacant les blocs
modifient la surface de la discontinuité principale (celle qui rompt a la fin de I'essai), en créant des
petites marches d’escalier entre les différentes parties de la surface, et modifient donc sa résistance
globale au cisaillement. Ce mouvement de blocs est mis en évidence sur les résultats des jauges
placées sur des discontinuités, et montrant une fermeture puis réouverture des joints (figure 3.6b).

Un autre phénomeéne lié a ce mécanisme et qui pourrait expliquer en partie I'augmentation de la
résistance a la compression en présence des discontinuités est I'état de contrainte local. En effet, le
mode de rupture des joints peut causer des mouvements complexes des blocs et du poinconnement
entrainant une redistribution des contraintes sur le plan de fracture principal hétérogene, ce qui
retarde le glissement généralisé sur le plan. La redistribution hétérogéne des contraintes est mise en
évidence a partir des mesures des jauges. Les déformations des jauges ne sont pas identiques sur les
points de mesures, et ils sont de plus en plus hétérogenes en présence de huit discontinuités. Nous
avons obtenu un écart global entre les modules des jauges de 24% pour |'éprouvette B, contre 15%
pour I'éprouvette avec simplement deux discontinuités (tableau 3.1). Bien que les jauges donnent
surtout des informations dans la phase élastique, cependant le phénomene de concentration de
contrainte est présent en pré et post-pic. Cette redistribution de contrainte peut causer une
concentration des efforts non homogéne sur une méme surface de joint et retarder donc la rupture.

Considérons I'essai de I'éprouvette A pour expliquer plus concrétement le mouvement des blocs :
dans cette éprouvette, les deux joints se recoupent de sorte a former quatre blocs. Ces blocs vont
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bouger les uns par rapport aux autres, en fonction du comportement des joints. Nous remarquons au
début de I'essai que les deux joints sont mobilisés en méme temps. Une fois le pic atteint, le joint bleu
(pendage 55°) semble glisser de maniere nette mais lente. Cependant, le glissement n’est pas brutal :
la présence de deux discontinuités, et donc de quatre blocs, empéche le glissement rapide du joint
bleu. Autrement dit, le glissement le long du joint bleu (blocs 1-4) est retardé par une sollicitation du
joint rouge et un faible mouvement des blocs 1-2 (figure 3.1). Le déplacement simultané des blocs est
probablement a I'origine des oscillations observées (du bruit) en post-pics, ol la machine essaye de
rattraper le jeu lié a ce mouvement. Ce phénomene existe dans les autres essais mais a une échelle
plus grande : I'’éprouvette B contient 48 blocs au lieu de 4. La figure 3.9 met en évidence ce qu’on a
appelé « un mécanisme de blocs » ou les différents blocs sont déplacés. La probabilité qu’un bloc
vienne s’appuyer sur son bloc voisin et retarde son mouvement est plus importante. Nous pouvons
imaginer que l'effet de ce grand nombre de blocs est similaire a un effet de « pression de
confinement » virtuelle, ou les blocs ajoutent de la pression les uns sur les autres, aboutissant donc a
une augmentation de la résistance. Les études existantes sur la résistance des éprouvettes en
compression uniaxiale sont généralement faites sur des géomatériaux, avec des gé¢ométries de joints
plus réguliéres (deux familles de discontinuités). Elles mettent en évidence l'interaction entre les
familles de discontinuités, mais aussi des modes de rupture des joints et de la matrice simultanément,
avec une propagation de nouvelles fissures et endommagement de la matrice (Kulatilake et al.,
1997 ;2006 ; Cheng et al., 2016). Les différents travaux dans ce domaine ont démontré que le mode
de rupture des joints, et par suite la résistance a la compression sont liés a leurs propriétés
géométriques (dimension des ponts rocheux, espacement des joints, longueur des joints, pendage). A
titre d’exemple, Prudencio et Van Sint Jan, 2007 ont testé différentes configurations d’éprouvettes
contenant chacune une série de joints réguliers, en faisant varier I'inclinaison des joints, I'espacement
et la dimension des ponts rocheux et la longueur des joints. lls ont comparé deux séries (figure 3.14)
qui different du point de vue espacement et longueurs des joints, et ils ont trouvé une résistance
légerement plus importante pour I'éprouvette contenant le plus de joints. lls ont expliqué cet effet
par la longueur des joints la plus faible qui aboutit a un facteur de tenacité plus faible, et donc a une
augmentation de la résistance. Donc méme si les travaux existants ne sont pas comparables
explicitement avec les essais présentés, ils nous permettent de confirmer que la géométrie et
distribution des joints a une influence sur la résistance globale. Cependant, ceci reste une hypothése
et des essais supplémentaires, avec des géométries simplifiées sont nécessaires pour préciser les
modes de rupture liés a ce type de joints.
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Figure 3.14 : Exemples de séries de géométrie comparées sous essais de compression, d'aprés les travaux de
Prudencio et Van Sint Jan, 2007. La géométrie (b) a une résistance plus importante.
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3.3.3 Plan de rupture

Théoriquement, et en appliquant I'équation 3.2, la résistance minimale d’un joint est atteinte
pour un une inclinaison g = = 4 %i. Il s’agit donc, pour nos essais, d’une rupture au niveau de la
4 2

discontinuité ayant un pendage de 55°. Ceci est le cas pour deux parmi trois des essais. L'application
de I'’Eq. 3.2 pour ces deux cas permet de vérifier que la différence de 5° pour les propriétés mécaniques
identiques de ces deux joints, n’a pas d’influence et que la rupture sur ces deux discontinuités est
presque équivalente (o, = 0,5 pour le joint rouge et 0,496 pour le joint bleu). Une petite différence
dans les propriétés des ponts liée a des bruits au niveau du processus de la fabrication est suffisante
pour favoriser la rupture sur un plan ou sur I'autre. Un autre parametre a tester est la vitesse de
déformation imposée : les deux essais testés a 24 um/min ont indiquent une rupture sur le plan de la
discontinuité bleue, alors que I'essai a une vitesse de 12 um/min indique une rupture selon le plan
rouge.

Les résultats préliminaires obtenus a partir de ces essais sont globalement satisfaisants pour une
application a long terme, I'idée de départ étant de construire un modeéle réduit d’'un massif dont le
comportement est contr6lé par les discontinuités. Les résultats obtenus montrent que la technique
choisie d’'impression 3D, la SLS, nous permet de contréler le comportement global du massif a partir
des discontinuités et de leurs propriétés sans causer un endommagement de la matrice. A court
terme, les résultats sont intéressants. Tout d’abord, nous avons démontré que le module de
compression équivalent des massifs diminue en augmentant le nombre de discontinuités. Un
comportement particulier est mis en évidence a travers ces essais : le comportement global est
principalement ductile avec une rupture retardée au niveau d’un plan de fracture. En plus, la
résistance a la compression la plus élevée est obtenue pour I’échantillon contenant le plus de
discontinuités. Nous expliquons ce résultat par un mouvement et rotation des blocs, et une
redistribution des contraintes hétérogenes sur le plan de fracture pouvant causer un retard de la
rupture et une augmentation de la résistance. La distribution hétérogéne des contraintes est mise en
évidence a partir des mesures de jauges situées sur les différents blocs des éprouvettes. Cependant,
il mangque des essais expérimentaux pour pouvoir valider les hypotheses avancées expliquant les
différences de comportement entre les trois essais réalisés. Dans le but d’essayer de répondre a ces
questions et de valider nos hypothéses, nous réalisons une modélisation numérique des essais
expérimentaux en utilisant 3DEC.

3.4 Modélisation numérique

Dans cette partie nous cherchons a vérifier si la modélisation numérique permet de reproduire
le comportement obtenu expérimentalement. Plus explicitement, est-il possible de reproduire le
mouvement des blocs observé expérimentalement ? Est-ce que les modéles numériques sont
capables de reproduire le phénoméne d’augmentation de la résistance en présence des
discontinuités ? Peut-on mettre en évidence numériquement une répartition hétérogene des
contraintes, similaires a celle observée expérimentalement ? Le logiciel utilisé dans cette partie est le
logiciel d’éléments distincts 3DEC, qui est la version 3D de UDEC (utilisé dans la modélisation des essais
de cisaillement). Ceci permet d’utiliser donc les mémes parametres et loi de comportement utilisés
précédemment. L’utilisation de 3DEC dans ce type de modélisation présente |’avantage de reproduire
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le pendage, la direction de pendage et I'extension des discontinuités dans I'espace tridimensionnel,
en affectant a ces plans les propriétés mécaniques propres aux discontinuités rocheuses.

Nous simulons sur 3DEC des essais de compression uniaxiale, sur les deux géométries testées au
laboratoire (figures 3.15-3.16). Les discontinuités en rouge et bleue sont les discontinuités principales
ayant comme pendage respectivement 60° et 55°. Une vitesse de déformation verticale est appliquée
sur la face supérieure. La face inférieure est fixée verticalement. En plus, les deux surfaces supérieure
et inférieure sont fixées dans le plan horizontal, pour tout X et Y, dans le but de simuler le frettage qui
peut avoir lieu au cours de I'essai expérimental. Des propriétés mécaniques identiques sont affectées
aux discontinuités, étant donné que le pourcentage des ponts rocheux est identique sur tous les joints.
Ces propriétés sont celles utilisées dans UDEC, avec un comportement Coulomb + résiduel pour les
joints, et un comportement élastique pour la matrice (tableau 3.3). Contrairement aux modélisations
effectuées au chapitre 2 (section 2.2.1 —partie B), aucun écrouissage n’est pris en compte et le passage
de la résistance au pic a la résistance résiduelle est brutale. Mémes avec les effets de blocs, les
contraintes maximales attendues sont largement plus faibles que la limite élasto-plastique du PA12
(42 MPa) : la plus grande concentration de contrainte obtenue sur les éprouvettes est de I'ordre de
50%, pour une éprouvette a huit discontinuités, ce qui fait une contrainte totale de I'ordre de 1,2 MPa
(tableau 3.2)

Tableau 3.3 : Propriétés mécaniques utilisés dans la modélisation mécanique 3DEC. La masse volumique p, le
coefficient de Poisson v, et le module de Young du PA12 (E) sont les propriétés de la matrice. Les raideurs normale
(k,) et tangentielle (k), I'angle de frottement @j, la cohésion c; et I'angle de frottement résiduel @;,sont les

paramétres des joints.

Eprouvette  p [kg/m3] v E[MPa] kg [MPa/mm] k,[MPa/mm] ¢@;[°] ¢j[MPa] ¢;,[°]

12rb 920 0,25 1600 1,7 23,6 23,5 0,1632 21,8

Les contraintes verticales sont mesurées sur la surface planaire située 1cm au-dessous de la surface
supérieure, et le déplacement différentiel entre les deux surfaces planaires est calculé a I'aide d’une
fonction FISH. Ceci permet de comparer le comportement global de I'éprouvette et le module
équivalent obtenu numériquement et expérimentalement.

157



Chapitre 3
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Figure 3.15 : Eprouvette discontinue A modélisée avec 3DEC. La discontinuité rouge a un pendage de 60°, la bleue
a un pendage de 55°. Le code couleur permet de différencier les blocs séparés par les discontinuités.
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Figure 3.16 : Eprouvette discontinue B modélisée avec 3DEC. La discontinuité rouge a un pendage de 60°, la bleue
a un pendage de 55°.

La figure 3.17a montre le résultat obtenu pour une éprouvette a deux discontinuités. Les propriétés
des discontinuités sont celles présentées dans le tableau 3.3. Nous remarquons que le module
équivalent de I'éprouvette est reproduit. Cependant, le modéele numérique sous-estime la résistance
au pic de I'éprouvette obtenue expérimentalement. Comme expliqué dans la section 2.7.3.5 — partie
A, ceci peut étre di a la cohésion des joints, qui est plus importante que la cohésion utilisée sous
I'effet de I'inclinaison des ponts au cours de la fabrication. Des essais numériques identiques mais
avec une cohésion des joints supérieure (cohésion égale a 0,21 MPa) permettent d’obtenir un pic égal
au pic obtenu expérimentalement (figure 3.17b). Cependant, comme pour UDEC, le modele Coulomb
+ résiduel ne permet pas de simuler une dégradation progressive des propriétés des joints : une fois
la résistance maximale atteinte, la rupture est simulée brutalement et le glissement se passe sur le
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plan de la discontinuité. La figure 3.18 représente le déplacement de cisaillement au niveau des
discontinuités, quelques cycles avant la rupture. Elle montre que les deux discontinuités sont
sollicitées avec des déplacements du méme ordre de grandeur, et légérement plus importants sur la
discontinuité ayant un pendage de 55°. Ceci est cohérent avec le résultat expérimental ou nous avons
remarqué que les deux discontinuités glissent légerement avant une rupture totale au niveau de la
discontinuité bleue. En plus, nous identifions sur cette figure (3.18) que les premiers points qui
subissent une rupture en cisaillement sont les points au niveau de l'intersection des blocs ou il se
forme des coins.
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Figure 3.17 : Variation des contraintes verticales moyennes, a 1cm de la face supérieure, en fonction de la
déformation totale de I'éprouvette A, obtenue expérimentalement et avec 3DEC, pour une cohésion des joints
numeérique de (a) 0,163 MPa, et (b) 0,21 MPa.
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Figure 3.18 : Déplacement cisaillant au niveau des joints, quelques cycles avant la rupture. Le déplacement est
plus fort sur le joint ayant un pendage de 55°. Les deux discontinuités commencent a atteindre leur résistance a
leur intersection, et aux bords. Le déplacement sur I’échelle est en (m).
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Afin de vérifier I'hypothese avancée sur la répartition non uniforme des contraintes qui aboutit a des
répartitions non uniformes des déformations sur les différents points de mesures par les jauges, nous
présentons la répartition des contraintes verticales et déformations verticales (figures 3.19-3.20) au
méme cycle présenté dans la figure 3.18. Nous remarquons que les contraintes locales sont non-
uniformes, et qu’elles ont la méme répartition que les déformations (le module de I'éprouvette est
uniforme).
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Figure 3.19 : Déformations verticales (axiales) quelques cycles avent le pic. Dans 3DEC, les déformations en
raccourcissement sont négatives.
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Figure 3.20 : Contraintes verticales (axiales) locales quelques cycles avant le pic. Dans 3DEC, les contraintes en
compression sont négatives. L’échelle des contraintes est en Pa. La valeur maximale obtenue est de I'ordre de
1,3MPa, largement inférieure a la limite d’élasticité du PA12.
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Essais de compression uniaxiale sur des éprouvettes discontinues

Le méme test est réalisé numériquement avec huit discontinuités (Géométrie B). Le modele 3DEC
arrive a bien reproduire le comportement élastique et le module équivalent de I'éprouvette (figure
3.21). Ceci permet de valider les raideurs normale et tangentielle choisies pour les discontinuités, ainsi
qgue le module de Young du PA12. Cependant, méme avec la cohésion de 0,21 MPa, nous avons une
sous-estimation de la résistance au pic a la compression obtenue expérimentalement (0,5 MPa contre
0,81 MPa). Pour pouvoir reproduire la résistance au pic, les joints doivent avoir une résistance de 0,37
MPa (figure 3.21).
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Figure 3.21 : Variation de contraintes en fonction de la déformation totale de I'éprouvette B-v24, obtenue
expérimentalement et avec 3DEC, pour une cohésion du joint de 0,21 MPa, et pour une cohésion de 0,37 MPa
apres calibrage de la cohésion.

A noter qu’on a les mémes observations sur les déformations locales et contraintes verticales locales
gue celles avec deux discontinuités, surtout au niveau des petits blocs ou on a des concentrations de
contraintes et parfois des contraintes de traction (figure 3.22) les contraintes dans I'éprouvette
contenant 2 discontinuités sont plus homogenes que celle dans I'éprouvette contenant 8
discontinuités (figure 3.23), ce qui confirme les observations des jauges. Il est remarquable que
numériquement, avec huit discontinuités, la rupture se fait au niveau de la discontinuité rouge. Cette-
rupture en cisaillement engendre par la suite des ruptures en traction dans la discontinuité la plus
basse, qui est connectée principalement a la discontinuité rouge. Cependant, nous n’avons pas réussi
précédemment, avec les techniques dont on disposait, a caractériser les ponts rocheux en traction,
surtout que cette résistance varie en fonction de la direction d’'impression 3D. Il est donc essentiel de
caractériser la résistance a la traction des ponts pour comprendre les modes de rupture, et pour
essayer de reproduire numériquement, ce qu’on observe expérimentalement, dans la phase post-pic.
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Figure 3.22 : Contraintes verticales (axiales) locales quelques cycles avent le pic pour I’éprouvette B. Dans 3DEC,
les contraintes en compression sont négatives. L’échelle des contraintes est en Pa. La valeur maximale obtenue
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Figure 3.23 :

Répartition des contraintes verticales sur 3 coupes internes des éprouvettes contenant deux et 8 discontinuités.

L’échelle des contraintes est la méme pour toutes les images. Elle varie entre -0,639 MPa (en bleu) et -0,243 MPa (en
rouge). Les contraintes en compression sont négatives.

3.5 Conclusions

Dans ce chapitre, nous avons testé |'effet des discontinuités sur le comportement d’une
éprouvette de compression, de grande taille (16 cm x 32cm). Deux géométries sont étudiées sous
compression uniaxiale : une éprouvette avec deux discontinuités ayant un fort pendage (55° et 60°),
et deux éprouvettes identiques contenant huit discontinuités qui reprennent les deux de la premiéere
éprouvette. Toutes les discontinuités présentes dans les éprouvettes sont des joints planaires avec
0,6% de ponts rocheux, orthogonaux au plan du joint. Elles ont des propriétés équivalentes a celles

des joints 12rb caractérisés dans le chapitre 2, section 2.7.4 — partie A.
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Essais de compression uniaxiale sur des éprouvettes discontinues

Les jauges de déformations, distribuées sur les éprouvettes, ont mis en évidence un comportement
élasto-plastique des échantillons, aboutissant, a la fin de I'essai, a une rupture sur une des
discontinuités. Le module de Young moyen de la matrice rocheuse a été estimé a 1290 MPa. Le module
de Young équivalent de I'ensemble de I'éprouvette, estimé a partir des déformations calculées entre
les plateaux de la presse, diminue avec I'augmentation du nombre de discontinuités, ce qui est prédit
correspond a la théorie. Les essais de compression ont montré que les différentes discontinuités sont
mobilisées au cours de l'essai, et qu’'une rupture a lieu au niveau des ponts rocheux, sans
endommagement ni propagation de fissures observables dans la matrice. Ceci valide notre hypothése
initiale que le comportement global de notre modele réduit discontinu est piloté par le comportement
des joints. Cependant, il était remarquable que, contrairement a ce qui était attendu, la résistance de
I’éprouvette contenant huit discontinuités (et 48 blocs) est plus élevée que celle contenant deux
discontinuités (4 blocs). Nous interprétons cette observation comme étant le résultat des
mouvements de cisaillement et de rotation entre les blocs qui entrainent des mécanismes
autobloquants et aboutissent a un retard de la rupture et une augmentation de la contrainte maximale
admissible. Cependant, cette hypothése nécessite plus d’essais pour étre validée, et une étude
détaillée des déformations et des mouvements au niveau des blocs. A la fin de ce chapitre, une étude
numérique non exhaustive est réalisée. Les essais de compression sont simulés en utilisant 3DEC. Les
propriétés des joints sont calées sur ceux utilisés avec UDEC pour reproduire I’essai 12-rb-Planar. Nous
trouvons une bonne reproduction du comportement élastique des essais expérimentaux. Cependant,

la cohésion utilisée sous-estime la valeur réelle. Ceci peut étre da a I'effet de I'inclinaison des ponts
sur leur propriété. Une augmentation de la cohésion de 0,16 MPa a 0,21 MPa est suffisante pour
obtenir la résistance au pic attendu avec 2 discontinuités. Par contre, les modeles réalisés n’ont pas
réussi a reproduire le comportement ductile post-pic et la rupture retardée, parce que le modele de
Coulomb+ résiduel utilisé pour les joints n’est pas capable de simuler le comportement post-pic réel
des joints. En plus, I'observation expérimentale sur I'augmentation de la résistance a la compression
n’est pas reproduite. Ceci peut étre d(i a la résistance a la traction des ponts et des joints, qui ne sont

pas caractérisés dans ce travail.
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Chapitre 4

Application de la fabrication additive
a la modelisation physique

La modélisation physique consiste a reproduire a I’échelle réduite, des phénomenes naturels.
Les résultats obtenus sont quantifiables et comparables a la réalité sous réserve d’appliquer et
respecter les lois de similitudes (Buckingham, 1914; Mandel, 1962 ; Clark, 1981). Ces lois définissent
les facteurs d’échelle a appliquer a tout parameétre A du probleéme, pour assurer le passage de I'échelle
réduite du modele Am, a I'échelle 1 du prototype A,. Le présent chapitre constitue une étude de
I'applicabilité de de la fabrication d’échantillon en impression 3D a la modélisation physique en
mécanique des roches. Seuls les facteurs d’échelle issus des lois de similitude sont pris en compte
dans cette partie. Les effets d’échelle expliquant les différences de comportement entre les études a
I’échelle du laboratoire et celle in-situ ne sont pas traités (comme par exemple I'effet d’échelle sur le
comportement des joints entre I'échelle centimétrique du laboratoire et métrique des failles, ou la
différence entre la résistance réelle d’un pilier et celle caractérisée au laboratoire). Dans une premiére
partie nous définissons et validons les facteurs d’échelle qui nous seront utiles pour nos modélisations
physiques, a partir de modélisations numériques. Nous appliquons ensuite ces facteurs d’échelles a
notre matériau PA12, pour deux échelles d’étude différentes. Ceci permet de définir les limites de la
technique SLS en modélisation physique. Finalement, I'essai de compression réalisé sur les
éprouvettes 16cm x 32cm discontinues est assimilé a un modele réduit simplifié d’un massif rocheux
et une mise a I'échelle des résultats obtenus est effectuée dans le but de valider les hypotheses
avancées durant ce travail.



Chapitre 4

4.1 Calcul des facteurs d’échelle

Comme présenté au premier chapitre, il existe plusieurs méthodes pour calculer les facteurs
d’échelle. Dans cette partie, le calcul de ces facteurs est basé sur le théoréme de Vaschy-Buckingham
(Buckingham, 1914). On cherche par ce théoreme, qui dépend explicitement du probléme a étudier,
a relier entre eux les « n » parametres du probléme par des relations adimensionnelles. La premiere
étape consiste a lister les paramétres [P] du probléme et a créer la matrice dimensionnelle liant
chacune des grandeurs au systeme d’unités U, sous systeme du Systéme International. La deuxiéme
étape consiste a déterminer le rang de la matrice (r), c’est a dire le nombre de colonnes ou lignes
linéairement indépendantes. Ensuite, (r) parametres sont choisis comme parametres fondamentaux,
et les (n-r) autres sont écrits en fonction de ces parameétres fondamentaux sous la forme (Eq. 4.1)

[B.] = [P{] = ...[B*] (4.1)
Avec a,... x des puissances a déterminer.

Afin de calculer les facteurs d’échelle des paramétres de la roche intacte (p, E, v, ¢, @) et des joints
(9;, ¢j, kset ky), deux applications dépendantes de ces paramétres sont présentées : un bilan d’efforts
appliqués a un massif rocheux se situant a une profondeur H et soumis au poids du recouvrement ; et
un essai de cisaillement.

Modélisation du massif a une profondeur H:

Les paramétres [P] de ce probléme avec leur unité fondamentale U sont :
- la hauteur du recouvrement [H] = L,
- la masse volumique du recouvrement [p] = ML™3,
- le module de Young de la roche [E] = ML™1T 2,
- le coefficient de Poisson de la roche [v] = 1,
- 'accélération de la pesanteur [g] = LT 2.
La matrice dimensionnelle de cet exercice est écrite sous forme du tableau suivant (tableau 4.1) :

Tableau 4.1: Matrice dimensionnelle du massif rocheux soumis a son poids propre.

g P E v H

M 0 1 1 0 0
L 1 -3 -1 0 1

T -2 0 -2 0 0

Le rang de la matrice est r = 3. g, p et H sont choisis comme trois grandeurs fondamentales. E et v sont
exprimés en fonction de ces grandeurs par les relations (Egs. 4.2-4.3) :

[E] = [g1[p"][L°] (4.2)
ML™IT—2 = [aT2apb=3b]¢c (4.3)

D’ou le systeme (Eq. 4.4) :
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b=1
a—3b+c=-1 (4.4)
—2a = —2

La résolution du systeme donne a=b=c=1, d’ou la relation (Eq. 4.5) :

[E] = [g] [p] [L] (4.5)
v ne subit aucun changement (le coefficient de Poisson est adimensionnel).

Le passage du prototype (p) au modele réduit (m) doit respecter les égalités des grandeurs
adimensionnelles suivantes (Egs. 4.6-4.7) :

Ep _ Em
PpIply Pm8mLlm

o E*=p*g*L* (4.6)
Vp=vpevi=1 (4.7)

Avec E*, p*, g"et L* les facteurs d’échelle appliqués sur le module de Young, la masse volumique, la
gravité et les longueurs respectivement.

Sachant que la contrainte verticale o a une profondeur H est pgH, on en déduit que (Eq. 4.8) :
oc*=E" (4.8)

Ce premier exemple permet d’obtenir les relations adimensionnelles entre les parameétres
intrinséques de la roche. Les facteurs d’échelle des caractéristiques des joints (a savoir ¢;, ¢;, kn et k)
sont obtenus de la méme maniere en considérant un essai de cisaillement.

Essai de cisaillement :

Les paramétres [P] de ce probléme avec leur unité fondamentale U sont :
- lalongueur du joint [L] = L,

- lalargeur du joint [I] = L,

- la raideur tangentielle [k;] = ML™2T 2,

- la force normale appliquée [F,] = MLT 2,

- la force tangentielle appliquée[F,] = MLT 2,

- Angle de frottement [(pj].

La matrice dimensionnelle de cet exercice est écrite sous forme du tableau suivant (tableau 4.2) :

Tableau 4.2 : Matrice dimensionnelle de I'essai de cisaillement.

L l Ks E, Fy G @
M 0 0 1 1 1 1 0
L 1 1 -2 1 1 -1 0
T 0 0 -2 -2 -2 -2 0

Le rang de la matrice est 2. Les parametres fondamentaux choisis sont : L, F.

167



Chapitre 4

ks et c; sont calculés en fonction de ces parametres fondamentaux. Les relations obtenues sont les
suivantes (Egs. 4.9-4.10) :

[ks] = [L°][F,"] (4.9)
ML™2T~2 = [*MPPT—2P (4.10)

D’ou le systeme (Eq. 4.11) :

b=1
a+b=-2 (4.11)
—2b=-2
La résolution du systeme donne a=-3 et b=1 et donc (Eqgs. 4.12-4.13-4.14) :
[ks] = [L_3][Fn] (4.12)
[¢] = [L1[F.“] (4.13)
MLT=2 = [*M4L3T 24 (4.14)

D’ou le systeme (Eq. 4.15) :

d —

c+d=-1 (4.15)
c=-2

Donc (Eq. 4.16) :

6] = [L21[F,)=[E] (4.16)

Le passage du prototype (p) au modele réduit (m) doit respecter les égalités des grandeurs
adimensionnelles suivantes (Eqs. 4.17-4.18) :

kn—sp L?J _ kn-sm L * _ F_* — 0'_*
Fy . Fm s =1m =7 (417)
Pp=Ometi,=in o' =i"=1 (4.18)

L'application de ce théoreme permet de vérifier que les parametres adimensionnels restent inchangés
entre le prototype et le modele réduit, et les paramétres ayant la méme unité subissent la méme mise
a I'échelle.

4.1.1 Validation numérique

Trois applications numériques (essais de compression uniaxiale sur une éprouvette intacte et
une éprouvette discontinue, et essai de compression d’'un massif rocheux discontinu sous
confinement) réalisées chacune a différentes échelles sont étudiées afin de valider les calculs des
facteurs d’échelle de la partie 4.1. (Voir partie 4.1.1.1 et 4.1.1.2), et d’évaluer si les écarts observés
dans le respect des lois de similitudes sont rédhibitoires pour une utilisation du PA12 en mécanique
des roches. Tous les modéles sont considérés sous gravité terrestre : g*=1.
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4.1.1.1 Essai de compression sur une éprouvette intacte

L'application suivante a pour but de valider les facteurs d’échelles appliqués aux parametres
de la roche intacte, en comparant les courbes « contraintes normales vs déformation » d’un essai de
compression sur le prototype et sur un modele réduit. Les calculs sont réalisés avec le logiciel UDEC.

Le prototype numérique « A-1 » est un essai de compression uniaxiale sur une éprouvette de 3 cm de
diametre et de 7,5 cm de hauteur. Une vitesse de déformation constante est appliquée sur la surface
supérieure de I'éprouvette. A sa base, le modeéle est fixé (déplacement nul suivant les directions
verticale et horizontale). Un modele élasto-plastique de type Mohr-Coulomb est attribué au matériau
avec les propriétés du tableau 4.3 :

La résistance d’une roche intacte sous compression uniaxiale, vérifiant le critére de Mohr-Coulomb,
peut étre calculée par la relation analytique suivante :

R, = 2ctan (% + %) (4.19)

Avec R, la résistance a la compression uniaxiale d’une roche intacte (en MPa), c la cohésion de la
roche intacte (en MPa) et ¢ son angle de frottement intrinséque.

R, vaut 6,9 MPa pour une roche ayant les propriétés présentes dans le tableau 4.3.

La figure 4.1, montre le résultat obtenu. On observe un comportement élasto-plastique parfait de
résistance maximale 6,8 MPa, respectant la relation analytique de I'Eq. 4.19.

Afin de tester si le changement d’échelle affecte les résultats obtenus, des modélisations numériques
sont réalisées en appliquant les facteurs d’échelle du tableau 4.3. Dans des applications courantes et
simplifiées, il y a une tendance a considérer que ¢* = L*, et donc sous-entendu, p *= 1. Ceci est
valable si le matériau analogique a la méme masse volumique que celle du matériau réel, ou si ce
parametre n’a pas d’influence sur la problématique étudiée. Or, il est difficile de trouver souvent un
matériau analogique en modélisation physique ayant la méme masse volumique que le prototype. De
ce fait, deux cas sont modélisés : un premier cas simple « B-1 » avec p* = 1, et un autre plus réaliste
« C-1 » comprenant une mise a I'échelle de la masse volumique p* = 1 /2. g*, L*et p* sont les facteurs
imposés a partir desquelles les autres facteurs d’échelle sont déduits. Pour modéliser le probléme a
une échelle réduite, il est nécessaire de mettre a I'échelle les propriétés du matériau, mais aussi les
conditions limites (contrainte et vitesse de déplacement), ainsi que la dimension du maillage.

Tableau 4.3 : Propriétés mécaniques des parametres des 3 modéles de I’essai de compression d’une roche intacte
a I'échelle du prototype (A-1) et aux deux échelles réduites (B-1, C-1).

p (kg/m?3) E (GPa) v @ c (MPa) Rt (MPa) P L (cm)
A-1 Roche 2400 10 0,25 30 2 2 30 7,5
81 A* 1 1/10 1 1 1/10 1/10 1 1/10
[Roche 2200 1 025 30 02 02 30 075
1 A* 1/2 1/20 1 1 1/20 1/20 1 1/10
[Roche - 1200 05 025 30 01 o1 30 075
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Les résultats montrent le méme comportement élasto-plastique parfait et une répartition de la
plasticité identique entre les trois modeles qui commence a apparaitre au moment ou la limite
d’élasticité est atteinte. Les valeurs de résistances obtenues respectent de méme les facteurs
d’échelles. La figure 4.1a montre les résultats de la contrainte axiale moyenne calculée au sommet de
I’éprouvette pour les 3 modeles. Les différences entre les courbes sont au niveau de la partie élastique
représentant le module de Young, et de la valeur ultime. Une translation de toutes les courbes a
I’échelle 1 (figure 4.1b) montre une superposition parfaite des résultats. La translation consiste a
appliquer les facteurs d’échelle aux résultats pour passer de I'échelle réduite a I'échelle 1, et vérifier
que le résultat obtenu a I’échelle réduite est transposable a I’échelle du prototype.

Cette application permet de valider les facteurs d’échelle calculés dans la partie 4.1 pour les propriétés
intrinseéques de la roche.

Eprouvette continue 8 — Eprouvette continue
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Figure 4.1 : (a) Comportement élasto-plastique du prototype et des deux modéles réduits, (b) et application des
facteurs d’échelle aux résultats pour une comparaison a I'échelle du prototype pour les essais de compression
sur une éprouvette continue.

4.1.1.2 Essai de compression sur une éprouvette discontinue

Afin de valider les facteurs d’échelle des propriétés des joints, un essai de compression sur
une éprouvette contenant une seule discontinuité est modélisé (figure 4.2). La méme approche
utilisée dans la section précédente (4.1.1.1) est appliquée : trois modeéles a trois échelles différentes
sont comparés. La résistance a la compression de I'éprouvette dépend maintenant également des
parametres du joint et prend, pour un critére de Mohr-Coulomb, la valeur suivante :

— Min(R.. _ Cicos(#))
o, = Min(R_; 05(6) sin(@—(pj)) (4.18)

Avec 0 I'orientation de la discontinuité.
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.-~z Joint : angle de frottement ¢;
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Figure 4.2 : Schéma d’une éprouvette de compression contenant une discontinuité.

_.--"> Roche intacte : résistance a la compression R,

Les propriétés de la roche et du joint a I’échelle du prototype et aux deux échelles réduites, ainsi que

les facteurs d’échelle appliqués, sont présentées dans le tableau 4.4.

Tableau 4.4 : Propriétés mécaniques des paramétres des 3 modeéles de compression d’une éprouvette discontinue

a I'échelle du prototype (A-2) et aux deux échelles réduites (B-2, C-2).

p E v @ c Rt Y L kn ks 6
(kg/m3) (GPa) ) (MPa) (MPa) ) (cm) (MPa/mm) (MPa/mm) )
Roche 2400 10 0,25 30 2 2 5 7,5
A-2
Joint 20 0,5 0 5 40 10 40
A* 1 1/10 1 1 1/10 1/10 1 1/10 1 1 1
B-2 | Roche 2400 1 0,25 30 0,2 0,2 5 0,75
Joint 20 0,05 0 40 10 40
A* 1/2 1/20 1 1 1/20 1/20 1 1/10 1/2 1/2 1
C-2 | Roche 1200 0,5 0,25 30 0,1 0,1 5 0,75
Joint 20 0,025 0 20 5 40

Les résultats numériques sont compatibles avec le modéle analytique pour les trois modeles, avec une

résistance a la compression de 1,79MPa aprés application des facteurs d’échelle (figure 4.3); et la

mobilisation de la discontinuité en cisaillement.
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Figure 4.3 : (a) Comportement élasto-plastique du prototype A-2 et des deux modeles réduits (B-2 et C-2), (b) et
translation des résultats a I'échelle du prototype pour les essais de compression sur une éprouvette discontinue.

4.1.1.3 Essai de compression sur un bloc a plusieurs discontinuités

Les deux premiers modeles ont permis de valider les relations adimensionnelles obtenues a partir
du calcul de la résistance d’une éprouvette de compression, dont les solutions analytiques sont bien
connues et simples a appliquer. Dans ces modéles, tous les facteurs d’échelle étaient respectés. Dans
le cadre d’'une modélisation physique, il est souvent difficile de respecter tous les facteurs d’échelles.
Dans notre problématique d’étude des massifs rocheux, nous avons fait le choix d’utiliser un matériau
ductile, le PA12, dont les propriétés répondent partiellement a la mise a I’échelle. Nous cherchons a
valider notre choix en réalisant trois modélisations numériques d’un massif rocheux contenant deux
familles de discontinuités et auquel nous appliquons un confinement. Les propriétés des modeéles A-
3, B-3 et C-3 sont présentées dans le tableau 4.5. Les propriétés choisies pour le prototype sont des
valeurs typiques que nous trouvons dans la nature.

- Modéle A-3 : modéle numérique représentant le prototype (figure 4.4)

- Modéle B-3 : modeéle réduit numérique idéal respectant I’'ensemble des lois de similitude (L*
=1/10)

- Modele C-3: modele réduit numérique réaliste utilisant les propriétés du PA12 et ne
respectant pas I'ensemble des lois de similitudes (L* = 1/10).

Les différences principales entre B et C résident dans les propriétés plastiques de la matrice (c et @).
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Figure 4.4 : Modéle UDEC du bloc traversé par deux familles de discontinuité

Tableau 4.5 : Propriétés mécaniques des roches et joints, dans le modéle théorique A-3, le modéle réduit
théorique B-3 et le modeéle réduit en utilisant le PA12 C-3.

p (kg/m3) E (GPa) v 1) c (MPa) Rt (MPa)  kn (MPa/mm) ks (MPa/mm) 0
Roche 2400 40 0,3 30 30 34
Joints 1 25 2 0,5 46 4 -40
Joints 2 25 2 0,5 46 4 20
A* 5/12 5/120 1 1 5/120 5/120 5/12 5/12 1
‘Roche | 1000 167 03 30 125  1a2
Joints 1 25 0,084 0,02 18,75 1,67 -40
Joints 2 25 0,084 0,02 18,75 1,67 20
Roche 1000 1,6 0,3 5 24 45
C-3 | Joints 1 23,5 0,16 0,02 24 1,7 -40
Joints 2 23,5 0,16 0,02 24 1,7 20

Le prototype est formé par un bloc de 10m de largeur et 5m de hauteur, traversé par deux familles de
discontinuités. Les joints et la roche intacte ont une rhéologie de type Mohr-Coulomb. Le prototype
est soumis a des pressions de confinement horizontales, et une contrainte verticale. Une fois
I’équilibre statique initial atteint, un déplacement vertical est imposé sur la face supérieure jusqu’a
atteindre la rupture au niveau des joints et la limite de plasticité sur la courbe (g, — €), ou € est la
déformation verticale, calculée a partir du déplacement vertical mesuré sur la surface située a 10% du
bord supérieur. Les contraintes verticales sont calculées sur cette méme coupe (a 10% du bord
supérieur). La famille de joints 1 atteint sa limite de rupture en cisaillement avant la famille 2 (figure
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4.5) dans les 3 modeles, en accord avec le fait que leur pendage est supérieur a I'angle de frottement
de la roche intacte, et a celui de la famille 2.

Cycle 74440 1

Time 2.002E+00 sec M 2
no. Zones : total SZ16

yielded in past () 47
tensile failure (o) 0O
block plot 14
joints now at shear limit

(*1 both)

Figure 4.5 : Rupture des joints de la famille 1 ; la famille 1 atteint la rupture en cisaillement (en rouge) avant la
deuxieme famille (verte).

Les courbes (o, — €) des 3 modéles sont tracés sur un méme graphe, en translatant tous les résultats
a I’échelle 1 (c.a.d. en appliquant les facteurs d’échelle aux résultats pour passer de I'échelle réduite
a I'échelle) (figure 4.6). Les courbes des modeéles A et B se superposent parfaitement, en accord avec
le fait que les lois de similitude ont été parfaitement respectées entre ces deux modeles. La partie
élastique est équivalente entre les trois modeles. Ceci est d( au respect des facteurs d’échelle pour E
et ks (modeles A-3 et B-3), et a un faible écart des valeurs de ks et E entre les modéles B-3 et C-3, ayant
donc un effet négligeable. Malgré le fait que le critere de plasticité du PA12 soit tres supérieur au
critere de plasticité du modele réduit idéal, on observe une faible différence entre le comportement
macroscopique des deux modeles réduits pour une déformation inférieure a 0,0016. Cette faible
différence a € =0,0016 (62MPa pour A-3 et B-3 contre 65 pour C-3) est liée principalement a la
différence entre la cohésion des joints en PA12 et celle du modele théorique B. Pour une déformation
supérieure a 0,0016, les écarts entre les modeles B et C augmentent significativement. Cet écart est
la conséquence du critere de plasticité tres élevé du PA12 qui conduit a une absence de plasticité dans
le modeéle C-3, contrairement aux modeles A-3 et B-3 (figure 4.7). Il en résulte que I'application du
PA12 a la modélisation physique en mécanique des roches doit étre limitée aux situations ou le
comportement d’ensemble et la rupture sont pilotés par les discontinuités. Il ne pourrait pas étre
appliqué pour une modélisation réduite dans un massif homogénéisé. Ce constat permet encore une
fois de justifier notre choix de caractérisation des joints avec des ponts rocheux, ou la rupture de
I’ensemble matrice plus joints se passe au niveau des joints sans plasticité de la matrice (cf. chapitre
3).

174



Application de la fabrication additive a la modélisation physique

Contrainte verticale (MPa)
w Y wu ()] ~
o o o o o
: : : : :
X
A
A
[

N
o
|
T

0 = t t t f i
0,0000 0,0005 0,0011 0,0016 0,0021 0,0026

Déformation (mm/mm)
—e—prototype A-3 modeéle B-3 modele C-3

Figure 4.6 : Contraintes verticales en fonction de la déformation axiale pour les 3 modéles apreés translation a
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Figure 4.7 : Localisation de la plasticité en fin d’essai pour les 3 modéles A (a gauche), B (au centre) et C (a droite).
4.2 Application des résultats de caractérisation des joints a la modélisation physique

4.2.1 Présentation du dispositif expérimental de modélisation Physique

La nature du dispositif expérimental utilisé en modélisation physique a une influence sur le
choix des facteurs d’échelles notamment le choix de L* et g*, et sur le choix des conditions limites
imposées au modele réduit — qui peuvent s’écarter de celles du prototype. Le dispositif expérimental
développé a GeoRessources est un outil de modélisation sous gravité terrestre de volume propre 2,25
m3(LxIxh=15x1,5x 1) (figures 4.8-4.9). Des contraintes et/ou déplacements contrélés peuvent
étre appliqués dans les trois directions de I'espace, contrairement aux modeéles existants qui sont
généralement bidimensionnels (cf. Annexe B). Les bords sur lesquels sont imposés les efforts (deux
faces horizontales orthogonales et la face supérieure) sont mobiles et peuvent étre démontés pour
faciliter la mise en place du modele, et pour simuler si nécessaire une surface libre dans le cas d’étude
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des affaissements en surface ou de l'interaction sol-structure. Les trois autres bords sont fixes, et
munis de fenétres qui peuvent étre utilisées pour la réalisation d’excavations souterraines. La limite
des contraintes appliquées sur les bords est de 1,5 Mpa et le déplacement maximal est limité a 10 cm.
Ce dispositif permet de générer des champs de contraintes tridimensionnels et s’étend a des
applications allant de I’étude en surface a des profondeurs de quelques km, méme avec une hauteur
propre du modele de 1m. A titre d’exemple, un ouvrage excavé a 1000 m de profondeur est représenté
en modélisation réduite, pour un facteur d’échelle sur les dimensions de 1/20, par un modéle de 50m
de hauteur. Cependant, le dispositif est limité a 1m. L'effet du poids de recouvrement non modélisé
explicitement (pgh) est compensé dans ce dispositif par la contrainte verticale appliquée en surface.

Facettes mobiles
(pilotage en contrainte et/ou déformation)

Facettes fixes Zones d’acces au creusement

Figure 4.8: Vue générale du dispositif expérimental dédié a la modélisation physique a GeoRessources.
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Figure 4.9 : Schéma explicatif du dispositif expérimental dédié a la modélisation physique a GeoRessources.
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4.2.2 Etapes de |'application des facteurs d’échelle

Si les joints artificiels en PA12 sont capables de reproduire qualitativement le comportement
global des joints rocheu, il faut également vérifier que leurs propriétés sont équivalentes a celles des
roches a une échelle réduite. Les facteurs d’échelle calculés a partir des lois de similitude sont
appliqués aux propriétés du matériau et des joints artificiels issus des essais mécaniques. En
modélisation physique, il existe des facteurs d’échelle imposés par le choix de matériau et du dispositif
expérimental : L*, g* et p*. L* dépend des dimensions du dispositif expérimental. On considérera ici
deux ordres de grandeurs : L" =1/10 ou 1/25. p* dépend du matériau a I'échelle réelle sachant que les
propriétés mécaniques du matériau analogique (PA12) sont imposées : p=1000kg/m? et E =1600MPa.
g* dépend de la nature du dispositif : centrifugeuse ou sous gravité terrestre ; dans notre cas, g*=1.

Les résultats sont comparés a I'ordre de grandeur des propriétés des roches trouvées dans la nature
(tableau 4.6). Ce tableau constitue une synthése des propriétés des roches les plus typiques qu’on
trouve dans la littérature. Pour plus de détails, le lecteur peut se référer a Barton, 1973 ; Kulhawy,
1975 ;1978 ; Barton et Choubey, 1977 ; Mestat, 1993 ; Rachez, 1997.

Tableau 4.6 : Valeurs typiques des propriétés mécaniques des roches. Les valeurs présentées dans ce tableau sont
tirées des travaux de Barton, 1973 ; Kulhawy, 1975 ; 1978 ; Barton et Choubey, 1977 ; Mestat, 1993 ; Rachez,
1997.

Croche Kn Ks
Roch ° E[GP i [MP i
oches [MPa] Proche [°] [GPa] G [MPa] @il°] [MPa/mm] [MPa/mm]
Intervalle
general 0-70,6 7,5-51 0,050-110 0-2,69 7-55,8 3,8-46 0,02-29,8
(min-max)
Basalte 20-70 0,24 31-42
Gres 8-27,2 27,8-45,2 5-60 25-34 35,1 1,29
Argile 0-0,18 12-18,5
Calcaire 6,72 42 2-80 0 25 3,8-46 0,7-17
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Figure 4.10 : Schéma de calcul des propriétés a I'échelle du prototype, a partir des essais expérimentaux.

Le schéma de la figure 4.10 illustre les étapes d’application des facteurs d’échelle permettant
d’atteindre I'objectif. La premiére étape du passage de I'échelle réduite au prototype consiste a poser
des hypothéses sur les facteurs L* et p*. Les facteurs d’échelles sur les parameétres du probléme sont
obtenus ensuite en appliquant les relations présentées dans le schéma de la figure 4.10 et calculés
dans la partie 4.1. Finalement, les valeurs A, des paramétres a I’échelle 1 sont calculées a partir de la
valeur des facteurs d’échelle A*=A./A, et compte tenu de la valeur A issue des résultats
expérimentaux. Ce résultat est comparé aux valeurs typiques mesurées en mécanique des roches et
exposées dans le tableau 4.6.

4.2.3 Interprétation des résultats

Pour valider I'application de la fabrication additive a la modélisation physique des massifs
rocheux discontinus, deux applications sont présentées : L*=1/10 et L¥=1/125

4.2.3.1 Application pour un facteur d’échelle L*=1/10

L'intervalle choisit pour p* est 0.3 < p* < 0.5, ce qui correspond a une roche réelle ayant une
masse volumique comprise entre 2000 et 3300 kg/m?3. Les autres facteurs d’échelle sont calculés sur
la base de figure 4.10 et les résultats obtenus sont présentés dans le tableau 4.7.

Tableau 4.7: Calcul des valeurs des paramétres mécaniques du prototype pour un modeéle réduit de facteur
d’échelle L*=1/10 réalisé en PA12. En italiques les données, et en caractére droit les résultats obtenus a I’échelle
1 aprés application des facteurs d’échelle.

Facteurs d’échelle Echelle réduite Résultats a I’échelle du prototype
A, A,
E [GPa] 0,03 <E* <0,05 1,660 32<Ep<53,33
¢ [MPa] 0,03 <c*<0,05 0,0-1,97 0< ¢ < 65,67
0 [°] ¢'=1 21,2-36,2 21,2< ¢ <36,2
ks [MPa/mm] 03<k:<05 0,7-5,6 1,4< k, <18,7
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En comparant les résultats de la derniére colonne du tableau 4.7 avec les valeurs du tableau 4.6, on
remarque que l'utilisation du PA12 par frittage laser présente des avantages pour cette application.
En effet, les parametres kg, E et ¢; tombent dans les intervalles généraux des roches. Par contre, la
cohésion des joints artificiels est élevée par rapport a ce qu’on trouve dans la nature. La cohésion du
joint artificiel ¢; est liée a la présence des ponts et a leur pourcentage. Une diminution de la cohésion
des joints semble donc requise pour étendre le domaine d’application. Ceci est envisageable en
diminuant le nombre de ponts rocheux a un maximum de 10 ponts/100cm? (pour Cjp = 2,69MPaq,
¢*=0,05 et ¢j, = 0,0135 * Ny, nous obtiendrons Nr»=10).

4.2.3.2 Application pour un facteur d’échelle L*=1/25

Ce facteur d’échelle est plus approprié que L*=1/10 dans la perspective d’étudier des
ouvrages souterrains profonds. On conserve g*=1et 0,3 < p* < 0,5. Les résultats sont présentés sous
la méme forme dans le tableau 4.8.

Tableau 4.8 : Calcul des valeurs des parameétres mécaniques du prototype pour un modéle réduit de facteur
d’échelle L*=1/25 réalisé en PA12. En italiques les données, et en caractére droit les résultats obtenus d I’échelle
1 apreés application des facteurs d’échelle.

Facteurs d’échelle Echelle réduite Résultats a I’échelle du prototype
A, A,
E [GPa] 0,012 <E* <0,02 1,660 80<E,<133
¢ [MPa] 0,012 < ¢* <£0,02 0,0-1,97 0< ¢ <164,17
¢i [’ ¢'=1 21,2-36,2 21,2< ¢ <36,2
ks [MPa/mm] 03<k:<05 0,7-5,6 1,4< k, < 18,7

La réduction du facteur d’échelle sur les dimensions métriques induit une diminution du facteur
d’échelle sur les parametres ayant comme unité [Pa], et donc une augmentation de ces valeurs a
I’échelle réelle. L'angle de frottement, comme pour I'application précédente (c’est un parametre
adimensionnel qui ne subit pas une mise a I’échelle), est compatible avec les valeurs qu’on trouve
dans la nature. En utilisant un facteur d’échelle de 1/25, on obtient des valeurs de raideur tangentielle
a I'échelle 1 correspondant a des roches réelles. En revanche, la valeur des cohésions des joints
s’éloigne encore davantage de la cohésion cible. Le module de Young obtenu a I’échelle du prototype
se situe vers la borne supérieure de ce qu’on peut observer dans la nature, et méme le dépasse
faiblement.

L’application du PA12 avec ce facteur d’échelle L*=1/25 nécessite donc de trouver des solutions
techniques pour réduire la cohésion et le module de Young de la matrice a I'échelle du modeéle réduit.
Afin de pouvoir simuler des roches en profondeur avec un module de Young plus faible que 80 GPa, il
est envisageable d’architecturer les matériaux. En d’autres termes, il est possible d’introduire des
vides dans la matrice des PA12 en modifiant sa structure, et en optimisant le changement de densité
et de module de Young. De cette maniere, le module de Young équivalent de la matrice, sans joints
rocheux, sera réduit. Il faut toutefois architecturer le matériau de maniere a ce que ces défauts
introduits ne dominent pas et que le comportement soit contrélé par les discontinuités majeures

179



Chapitre 4

introduites et qui représentent les fractures rocheuses préexistantes. Concernant la cohésion du joint,
ses valeurs a I'échelle du prototype sont largement plus élevées que celles trouvées dans la nature.
Une diminution du nombre de ponts rocheux, comme expliqué pour le premier cas d’étude, est
nécessaire. Une autre proposition serait de diminuer de la section du pont. Ceci aboutit a une
diminution du rapport h/d et donc une diminution de la résistance de chaque pont. Toutefois, les
propositions avancées sont a étudier en détails et nécessitent une re-caractérisation du matériau et
des joints. Dans son état actuel, I'utilisation de la 3DP du PA12 et I'intégration des joints artificiels sont
limitées au premier cas d’étude.

4.2.3.3 Application des facteurs d’échelle pour les joints a JRC controlé

Dans cette partie, nous cherchons a étudier si les joints générés par dimension fractale, et ayant
par suite un JRC controlé, sont adaptés pour une modélisation physique a I’échelle de I'ouvrage. Pour
rappel, les propriétés utilisées pour la caractérisation de ces joints et la génération du critére de
rupture sont :

- Ladimension fractale et le JRC (Joint Roughness Coefficient),

Le JCS (Joint Compressive Strength) en MPa,

La contrainte normale appliquée, en MPa,

L’angle de frottement.

Le JRC reste le méme quelle que soit I’échelle a laquelle on travaille parce qu’il est déterminé dans
notre cas a partir de la dimension fractale, qui reste inchangée en fonction de I'échelle. L'angle de
frottement est adimensionnel. Les deux parameétres a mettre a I'échelle sont donc le JCS et la
contrainte normale appliquée. Le JCS., des éprouvettes (échelle du modele) est de 42 MPa.
L'application des facteurs d’échelle présents dans les tableaux 4.7 et 4.8 au JCS, donne
respectivement, en MPa a I'échelle du prototype, les intervalles suivants :

840 < JCS, < 1400, pour L'=1/25 (4.19)
2100 < JCS,, < 3500, pour L'=1/10 (4.20)

Les valeurs obtenues du JCS, et par suite les résistances des joints, sont plus importantes que I'ordre
de grandeur qu’on trouve dans la nature. A titre d’exemple, Barton et Choubey, 1977 ont travaillé sur
une série de joints, et ont défini des JCS compris entre 20 et 200 MPa. L'utilisation des joints en PA12
générés a partir de la dimension fractale peut simuler des joints a des échelles réduites maximales de
L*=2/5. Dans le but d’utiliser ces joints dans une modélisation physique a des échelles réduites plus
significatives, par exemple L*=1/25, il faut réduire le JCS des joints imprimés de 42 MPa a 2,4 MPa.
Des modifications doivent étre apportées aux joints afin de diminuer leur JCS. Les joints artificiels en
3DP générés par dimension fractale sont tout de méme adaptés pour simuler le comportement des
joints rocheux a I’échelle 1 au laboratoire, et donc pour étudier les phénomeénes qui pourront se
manifester a I'échelle du laboratoire, au niveau des aspérités.
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4.2.3.4 Application des facteurs d’é ’éprouvette discontinue

Les essais de compression uniaxiale sur des éprouvettes discontinues ont mis en évidence une
rupture au niveau des joints, sans plastification évidente de la matrice, ce qui est compatible avec la
conclusion énoncée dans la partie 4.1.1.3. De plus, le comportement global est qualitativement
comparable a un essai de compression classique en mécanique des roches. Dans le but de valider
notre démarche de travail, cet essai de compression est assimilé a un modéle réduit d’un pilier de
mines. Les résultats expérimentaux sont mis a I’échelle et comparés a des valeurs typiques existant
dans la nature.

Dans les mines souterraines, la méthode des chambres et piliers est une méthode d’exploitation ou le
minerai est excavé sur des unités de production, les chambres, séparées par des volumes laissés en
place, les piliers. Cette technique est utilisée dans le domaine minier depuis longtemps (Young, 1917 ;
Ghasemi et al., 2014). L’excavation des chambres engendre une redistribution des contraintes au toit
et au mur des galeries, qui se traduit par une augmentation des contraintes verticales au niveau des
piliers (figure 4.11).
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Figure 4.11 : Redistribution des contraintes in-situ liée aux excavations en chambres et piliers, (tirée de Hauquin,
2016).

La stabilité des mines en chambres et piliers dépend en premier lieu de la résistance des piliers. La
résistance maximale du pilier, qu’on notera par la suite R, (en MPa), est donc essentielle pour un
dimensionnement sécuritaire des mines. Brady et Brown, 2004 ont identifié cing modes de
ruptures possibles pour les piliers :
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e Fissuration et détachement d’écailles latérales dans les piliers ne présentant pas de
fracturation majeure ;

e Rupture suivant une bande de cisaillement pour les piliers ayant un grand élancement
(rapport de la hauteur/largeur) ;

e Dilatation de piliers liée a une faible résistance a l'interface pilier-toit ;
e Rupture suivant les plans de discontinuités pour les piliers fracturés ;
e Rupture par séparation axiale des plans de schistosité et de foliation paralléle.
Maybee, 2000 a quant a lui définit les modes de rupture en fonction de I'échelle de temps :
e Rupture progressive lié a un endommagement progressif du pilier et propagation des fissures ;
e Rupture brutale contrélée par les structures géologiques et les discontinuités (slip burst) ;
e Rupture brutale par éclatement de la roche (rock burst).

Wagner, 1974 ;1980 est un des rares auteurs a avoir effectué des essais grande échelle sur des piliers
de charbon. Il a constaté que le comportement du pilier peut étre représenté globalement par un
essai de compression uniaxial classique : une phase pseudo-élastique, suivie d’un changement de
pente (début d’endommagement) et d’un pic représentant la résistance maximale du pilier, suivie
d’une diminution de la contrainte normale jusqu’une valeur résiduelle ou jusqu’une valeur nulle, en
fonction du mode de rupture.

Il existe différentes relations empiriques et analytiques pour calculer la résistance maximale des
piliers, Rp, en fonction de leur forme (e.g. Salamon et al., 1998 ; Van der Merwe et Mathey, 2013), de
I'effet d’échelle (e.g. Bieniawski, 1968) et du temps (e.g. Salamon et al., 1998 ; Van de Merwe, 2003).
Il est également possible de la calculer par modélisation numérique. Hauquin, 2016 a listé dans un
tableau les résultats des résistances des piliers obtenues sur la base de différents travaux. Ces valeurs
servent de référence pour notre travail de mise a I'échelle (tableau 4.9).
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Tableau 4.9 : Valeurs des paramétres mécaniques du prototype pour un modéle réduit d’un pilier de facteur
d’échelle L*=1/25 réalisé en PA12 (Hauquin, 2016).

Martin Mural Jaiswal et  Mortazavi Esterhuizen
et Mohan et Garvey  Cui et al.
Autelrs Shrivastva et al. et al.
Maybee al. (2009 2009) 2011 (2013) (2014)
(2000)  (2001) > )
Type de roche «roches  arbon  Charbon OS5 calcare  Charbon  Charbon
dures = dures »
I/h 0,5-2,5 0,6-8,3 1,4-4,6 0,5-2 0,5-2,5 0,5 =1
E (GPa) - 2 2 56 7 . 4 1,3
v - 0,25 0,2 0,257 - 0,38 0,2
C (MPa) (MC) ou my HE 0 MC 0,5- HB 1,47 MC 13 - MC 3 MC 2,4
(HB) 1,4
¢° (MC) ou s (HB) HEB 0,11 MC 32 HE 0,01 MC 53 MC 30 MC 0O MC 22
c . residuelle ou  my NA MC O HB 0,125 MC 7,8 NA MC 0,2 NA
résiduel
o
v réskiuelle ou s NA MC 22 HB 10 MC 32,5 NA MC 30 NA
résiduel
o, (MPa) 230 19-50 35 160-215 - - -
o (MPa) - 0,41 2,337 5 . - 1,6
Ry (MPa) =70-160 =5-14 =3-10 =8-30 =5-130 =7,5 -
NA = non considéré par la modeéle ; - = non communiqué ; ? = valeur déduite mais non précisée par les auteurs ;

HB = modéle de Hoek et Brown ; MC = modéle de Mohr-Coulomb ; C = cohésion ; g° = angle de frottement ; o,
= résistance en compression d'un échantillon intact ; my, et s = caractéristiques de Hoek et Brown.

Tableau 4.10 : Calcul des valeurs des parameéetres mécaniques du prototype pour un modeéle réduit d’un pilier de
facteur d’échelle L*=1/25 réalisé en PA12. En italiques les données, et en caractere droit les résultats obtenus a

I’échelle 1 apres application des facteurs d’échelle.

Facteurs d’échelle Echelle réduite Résultats a I’échelle 1 (prototype)
A, A,
E [GPa] 0,012 < E* <£0,02 1,290 64,5<Ep,<107,5
Eeq [GPa] 0,012 < ¢c* <0,02 0,185-0,350 9,25 < Em 29,17
R¢ [MPa] 0,012 < R; <£0,02 42 2100< R <3500
Rp[MPa] 0,012 < R; < 0,02 0,6-0,78 30< Rp <50

Comme pour les exemples précédents, nous fixons g*=1 et 0,3 < p* < 0,5. Nous prenons pour cet
exemple L*=1/25 (tableau 4.10). Ce facteur correspond a I'échelle réelle, a un pilier cylindrique de

diameétre 4m et de 8m d’hauteur.

Les parameétres étudiés sont le module de Young du PA12 (E); le module de Young équivalent de
I’éprouvette (Eeq) ; la résistance a la compression uniaxiale du PA12, Rc; et la résistance a la rupture
du pilier, exprimé par la résistance a la rupture de I'éprouvette discontinue R,. Comme évoqué
précédemment, le module de Young du PA12 tombe dans I'ordre de grandeur des rocheux réelles.
Pour le module de Young équivalent, les résultats sont représentatifs de la réalité. Les travaux de
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Marinos et Hoek, 2000 montrent que l'intervalle (9-30) GPa pour le module de Young équivalent
recouvre plusieurs classes de GSl et de la résistance a la compression (figure 4.12).
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Figure 4.12 : Estimation du module de Young équivalent d'un massif rocheux, en fonction du GSI (Marinos et
Hoek, 2000).

La résistance a la compression uniaxiale de la roche intacte semble étre plus importante que I'ordre
de grandeur qu’on trouve dans la nature. Cependant, ce paramétre pourrait étre négligé du moment
ou on garde un comportement élastique de la matrice, et que la rupture se passe dans les joints dont
on maitrise les propriétés (le nombre de ponts rocheux, la rugosité, I'orientation, etc.). Quant a la
résistance du pilier, celle-ci semble correspondre aux ordres de grandeur trouvés par les différents
auteurs du tableau 4.9. Ceci permet une validation préliminaire de la capacité de cette technique et
de cet essai a représenter un pilier a I'échelle réelle. Dans notre modélisation, la géométrie et la
cohésion adoptées sont des exemples ne correspondant a aucun cas réel. C'est pourquoi nous avons
comparé les résultats a des intervalles des propriétés des roches. La deuxieme étape de validation
consistera a simuler un cas d’étude réel, et donc comparer les résultats expérimentaux aux résistances
réelles trouvées dans la littérature et dans des études sur un cas bien défini et précis.

4.3 Conclusions

L'idée de départ de notre travail est de trouver une nouvelle technique permettant de
construire un modele physique d’'un massif rocheux explicitement discontinu, dont le comportement
est controélé par la présence des discontinuités qui ont des propriétés mises a | ‘échelle. Pour le faire,
nous avons tout d’abord caractérisé plusieurs types de joints rocheux construits par impression 3D.
Une fois les différentes propriétés des joints contrélées, nous avons étudié I'effet de I'interaction
entre plusieurs joints sur le comportement global d’un massif. L’étape finale est donc de vérifier si les
joints et éprouvettes modélisés respectent les facteurs d’échelle et représentent des joints et massifs
naturels, mais a une échelle réduite. Ce chapitre a permis donc de valider notre démarche de travail,
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et de vérifier les limites de la SLS dans la modélisation physique en mécanique des roches. Il est une
étape essentielle dans I'orientation de la suite du travail relative au développement de modélisations
physiques dans le laboratoire GeoRessources. Les résultats de I'analyse des lois de similitudes
montrent que les joints contenant des ponts rocheux sont plus adaptés a la modélisation physique
que les joints caractérisés par dimension fractale parce qu’ils s’approchent le plus, apres application
des facteurs d’échelle, a I'ordre de grandeur des propriétés des joints naturels. La raideur tangentielle
et I'angle de frottement des joints imprimés en 3DP sont compatibles avec les valeurs trouvées pour
les roches. Le module de Young du PA12 peut étre convenable jusqu’a une certaine limite (L*=1/25).
Cependant, pour des facteurs d’échelle plus faibles, la matrice devient trop rigide par rapport a
I’échelle du prototype. La cohésion du joint doit quant a elle étre réduite en diminuant le nombre de
ponts rocheux ou leur surface.

La modélisation numérique d’'un massif rocheux discontinu et de son modéle réduit en PA12 a montré
un respect du comportement global élastique et de la limite de plasticité engendrée par la rupture
des joints. Cependant, le PA12 est incapable de simuler I'ensemble du comportement de la roche
intacte, notamment a cause de sa limite de plasticité élevée et de son comportement ductile. Une
premiere application a la modélisation physique est étudiée en simulant un pilier d’'une mine
souterraine par les essais de compression uniaxiale réalisés sur les éprouvettes discontinues. Les
résultats montrent que I'utilisation de la 3DP en modélisation physique des massifs rocheux
explicitement discontinus est prometteuse.

Des études supplémentaires sont donc a poursuivre dans le but de passer a la modélisation physique
grande échelle. Elles peuvent étre séparées en deux thématiques, en fonction de I'objectif de Ia
modélisation. Si le but est de simuler un massif rocheux contrélé seulement par la rupture du joint, la
technique présentée (SLS — joints contenant des ponts) est utilisable. Il faut tout de méme réaliser des
campagnes d’essais supplémentaires en diminuant le nombre de ponts rocheux pour s’approcher au
mieux de la cohésion des joints naturels. Afin de diminuer le module de Young de la matrice du PA12,
et donc pouvoir appliquer cette technique a des facteurs d’échelle inférieure a 1/25, une
architecturation de la matrice du PA12 est envisageable. Cette solution nécessite une collaboration
avec des spécialistes des sciences des matériaux. Par contre, si le but est de simuler
I’endommagement de la matrice et la propagation de fissures, il faut tester d’autres techniques de
fabrication additive, a la base des géomatériaux. Toutes les démarches adoptées dans ce travail,
depuis I'étude des limites géométriques de la technique de fabrication, jusqu’a 'application des lois
de similitude, sont a appliquer afin de trouver la méthode de simulation des joints la plus adaptée au
nouveau matériau.
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Conclusion Générale

L'optimisation des ouvrages exploités dans un environnement rocheux nécessite une
compréhension approfondie du comportement des massifs rocheux, controlé a la fois par les
propriétés de la roche intacte, et par la présence des discontinuités rocheuses a toute échelle. Des
modélisations numériques et physiques sont souvent réalisées pour prédire le comportement des
ouvrages et comprendre les phénomenes observés dans la nature. Ce travail s’inscrit dans un axe de
recherche a long terme consistant a réaliser des modélisations physiques d’'un massif rocheux
explicitement discontinu, en utilisant la fabrication additive. La technique utilisée dans ce travail est
le frittage laser (SLS), le matériau est un polymeére : le polyamide 12 ayant les propriétés suivantes :
module élastique entre 1200 et 1600 MPa, résistance a la compression de 42 MPa, résistance a la
traction de 40 MPa. Cependant, le PA12 a un comportement ductile en compression uniaxiale et
traction, alors que les géomatériaux présentent généralement des comportements fragiles.
L’hypotheése de notre travail est de caractériser des joints fragiles, de sorte a obtenir un comportement
global controlé par les discontinuités, sans dépasser la limité élastique du PA12 et sans
endommagement de la matrice.

Deux familles de discontinuités sont imprimées, testées et comparées aux joints rocheux naturels.
a) Des joints fermés a rugosité idéale (simplifiée)

Ces joints ont une ouverture de 0,4mm. lls contiennent des ponts rocheux et de la poudre non fondue,
conséquence du processus de fabrication additive. La géométrie varie entre joint planaire et joint en
dents de scies. Les résultats principaux obtenus a partir des essais de cisaillement sous contrainte
normale constante sont les suivants.

e Le comportement global obtenu ressemble au comportement classique des joints rocheux.

e Les ponts rocheux sont responsables de la résistance et de la cohésion du joint : la cohésion
augmente avec le nombre de ponts rocheux. Une fois rompus, la contrainte tangentielle
diminue jusqu’a atteindre la valeur résiduelle.

e la résistance au cisaillement augmente en fonction de I'angle des aspérités. Celui-ci a une
influence sur I'angle de frottement des joints.

e Dans le but de quantifier les résultats, un critére de rupture est proposé a partir d’'une
régression statistique permettant de prendre en compte explicitement I'effet des aspérités et
du nombre des ponts rocheux. Le critere le plus statistiquement significatif s’écrit comme
suit :

Tpic = 0ptan(23,5 +0) + 0,0135 N,
Tres = Op tan(21,8 + 0)

L'avantage de ce type de modélisation des joints est que la rupture est bien contrélée et cernée au
niveau des ponts rocheux. La petite dimension des ponts (diamétre de 2,5 mm) freine la propagation
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de la plasticité dans la matrice, ce qui correspond a notre hypothése. En plus, ce type de joint est trés
avantageux pour la modélisation physique parce qu’il nous permet de contréler les parameétres du
joint (angle de frottement et cohésion) a partir des parameétres contrélables en 3DP (nombre de ponts
rocheux et angle des aspérités).

b) Des joints a rugosité réelle :

Ces joints ont une rugosité plus réaliste et un JRC controlé. Ils sont générés a partir de la dimension
fractale et ne contiennent aucun pont rocheux.

La SLS a permis de reproduire gé¢ométriguement et mécaniquement des joints rugueux. La précision
obtenue pour la gé¢ométrie est particulierement notable. Le comportement des joints sous essais de
cisaillement est équivalent au comportement des joints naturels, avec des résistances plus
importantes pour les joints les plus rugueux. Les résultats obtenus sont également compatibles avec
le critere de rupture de Barton, 1974. L'utilisation de cette technique pour la reproduction des
rugosités naturelles est essentielle pour la compréhension de l'effet de ce parameétre sur le
comportement mécanique des discontinuités, a I'échelle du laboratoire mais aussi a I'échelle des
failles. Les études sur ce type de joint permettent de définir le réle des aspérités primaires et
secondaires, et de la direction de cisaillement sur la résistance des joints.

Au final, les résultats expérimentaux obtenus sur les deux familles de joints permettent de valider la
possibilité de contrbler le comportement mécanique des joints artificiel construits par SLS.

Cette campagne expérimentale est complétée par une étude numérique sous UDEC. Le but est
d’étudier la capacité des modeles implémentés dans le logiciel, a reproduire les phénomenes observés
expérimentalement. Pour cela, nous utilisant le modéle Coulomb + résiduel pour la premiéere famille
des joints, et le modéle Barton-Bandis pour la deuxieme famille des joints. Nous constatons que le
modele Coulomb + résiduel permet de reproduire la valeur de la résistance tangentielle résiduelle et
au pic. Cependant, la transition entre les deux n’est pas reproduite. Une fonction linéaire est donc
intégrée pour simuler la dégradation progressive des propriétés des joints.

Les simulations numériques en utilisant le critere Barton-Bandis nous ont permis de constater que le
JRC post-pic est plus dégradé expérimentalement que celui proposé par Barton.

Une fois les discontinuités caractérisées, nous avons étudié le comportement en compression d’un
échantillon cylindrique intégrant plusieurs discontinuités. De ce fait, deux types d’éprouvette
cylindrique (320 mm de hauteur et 160 mm de diametre) sont imprimés : le premier type contient
deux discontinuités, et le deuxiéme huit. Toutes les discontinuités sont similaires géométriquement
et mécaniquement (joints planaires a 0,6% de ponts rocheux). Elles different par leur direction et leur
pendage. Les résultats montrent que la matrice (PA12) a un comportement élastique réversible, avec
un module de Young de 1290 MPa (méme ordre de grandeur du PA12). Le module équivalent de
I’éprouvette, simulant la matrice et les discontinuités est réduit en présence de discontinuités, ce qui
est compatible avec les observations classiques en mécanique des roches. La rupture se fait au niveau
des ponts rocheux, suivant un plan de discontinuité, ayant les pendages les plus importants (55° et
60°). Cette rupture n’est pas brutale. Elle est retardée par le mouvement des blocs résultant de la
sollicitation de plusieurs discontinuités simultanément. Cependant, nous avons obtenu
expérimentalement un résultat non attendu: la résistance de I'éprouvette contenant huit
discontinuités est supérieure que celle contenant deux discontinuités. Ceci pourrait étre di au
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mouvement des blocs et leur rotation causant des effets de poinconnements, et une répartition non
homogéne des contraintes dans I'éprouvette, plus importante en présence de huit discontinuités
gu’en présence de deux. Des modeles numériques sur 3DEC simulant ces essais ont permis de
reproduire le comportement élastique des deux éprouvettes et de mettre en évidence la répartition
non homogéne des contraintes dans I'éprouvette. Cependant le comportement post-pic, comme pour
les modélisations 2D, n’est pas reproduit potentiellement a cause du modele de rupture utilisé.

La derniéere étape de notre étude consiste a appliquer les lois de similitude utilisées en modélisation
physique, pour vérifier si cette technologie et cette méthode de modélisation des joints est applicable
a la mécanique des roches. Les résultats montrent que les joints ayant une géométrie simplifiée et
comptant des ponts rocheux peuvent étre utilisés en modélisation physique : leur angle de frottement
et résistance permettent de reproduire la réalité. Cependant, il faut diminuer le nombre des ponts
pour que la cohésion des joints a I'échelle du prototype soit représentative des cohésions des joints
naturels. Pour la matrice, le moule de Young peut étre représentatif des roches naturelles jusqu’a un
facteur d’échelle L*=1/25. Au-dessous de ce facteur, le module du PA12 et trés rigide. Une premiére
application a la modélisation réduite est vérifiée en simulant un pilier d’'une mine par les essais de
compression des éprouvettes discontinues. Les résultats sont prometteurs et permettent de valider
I'utilisation de cette technique, méme s'’il reste quelques modifications a apporter.

Le travail réalisé ouvre de nombreuses perspectives.

Du point de vue modélisation numérique, et dans le but de simuler la dégradation des propriétés post-

pics des joints, des améliorations peuvent étre apportées soit en calibrant le modéle « continuously
yielding » des joints en fonction de nos résultats expérimentaux, soit en ajoutant une fonction de
dégradation des propriétés des joints au critere de Coulomb mais qui ne soit pas linéaire. Il est possible
aussi d’utiliser d’autres outils numériques permettant de simuler explicitement les ponts et de
reproduire par suite la rupture des joints au niveau des ponts. Quant au critére de Barton, une
modification de la table du JRC mobilisé en fonction du déplacement du joint peut étre une solution a
la modélisation numérique. La modification de la table de Barton nécessite une large campagne

expérimentale sur des joints a rugosité réaliste et JRC controlé.

Plus concrétement, il faut envisager de réaliser des essais de cisaillement sur des joints en étudiant
les parametres suivants :

- Des joints ayant des dimensions fractales différentes mais le méme écart-type ;
- Des joints ayant la méme dimension fractale mais des écarts-type différents ;

- Des joints générés a partir de la méme dimension fractale et le méme écart-type pour avoir
un échantillonnage significatif d’'une méme population.

Concernant les joints a géométrie simplifiée et contenant des ponts, des joints supplémentaires
doivent étre réalisés en variant les angles des aspérités, et en réduisant le nombre de ponts rocheux.
Ceci permet d’un c6té d’obtenir une cohésion des joints a I'échelle réduite représentative de la
cohésion des joints naturels, et de valider et/ou modifier le critére de rupture proposé en enrichissant
la base de données. Sur ce méme type de géométrie, nous avons réalisé une étude non exhaustive de
I'influence de I'inclinaison des ponts sur la résistance des joints et nous avons trouvé que ce parametre
a un effet. Une étude plus détaillée de ce paramétre est intéressante surtout que dans I'éprouvette
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de compression, les joints, et par suite les ponts, ont des pendages variés. Une connaissance exacte
de leur résistance au cisaillement et a la traction pourrait assurer des éléments de réponses aux
observations expérimentales, et a I'écart obtenu entre la modélisation numérique et les essais
expérimentaux.

De point de vue essais de compression sur les éprouvettes discontinues, il serait intéressant, pour
comprendre le mécanisme de mouvement des blocs, de tester des éprouvettes avec moins de
discontinuités, et des géométries plus simples, en commencant avec une éprouvette contenant un
seul joint. Ceci permet de dissocier le comportement de la matrice de celui du joint, et de mieux
comprendre a quoi sont liés les déformations obtenues. Une fois le comportement avec des
géométries simplifiées contrdlé, il est possible de tester I'effet du pendage des joints et de la
géomeétrie du réseau de fractures. Pour le faire, plusieurs éprouvettes contenant le méme nombre de
discontinuités formées par un pourcentage unique de ponts rocheux peuvent étre construites et

testées en faisant varier le pendage et la direction de pendage de chaque discontinuité.

Concernant les propriétés élastiques du PA12, et compte tenu de son module de Young élevé par
rapport aux besoins de la modélisation physique en mécanique des roches pour des facteurs d’échelle
inférieurs a L¥=1/25, une architecturation de la matrice continue du PA12 pourrait réduire ce module.
Pour le faire, des études développées sont nécessaires afin de trouver la méthode la plus adaptée
pour combiner le matériau architecturé avec les joints rocheux et pour obtenir un comportement
global controlé par les joints.

Ces différentes campagnes expérimentales fourniront des éléments de réponses a nos questions et
permettront ensuite le passage a des modélisations physiques a volume plus important.

Sur les perspectives a long terme, et dans le but de réaliser un modéle réduit de 2m?3, il sera essentiel
de penser a la méthode de construction du volume global. La technique présentée permet d’obtenir
un volume maximal de 400 x 400 x 450 mm?3. Un assemblage de blocs est donc imposé pour la
construction du volume total. Des études sur le mode de rassemblement des blocs est nécessaire. Une
combinaison entre différentes techniques de fabrication additive (par exemple SLS et
stratocenception) peut étre une solution a développer. Un deuxiéme point primordial dans la
modélisation physique est le suivi des essais. Des jauges et capteurs doivent étre placés dans le cceur
du modele réduit pour suivre les contraintes et déplacements qui ont lieu a différentes localisations
du modele. Une étude des techniques des capteurs a utiliser et de leur méthode de positionnement
est une piste a développer.

D’un autre c6té, les configurations testées dans ce travail consistent a considérer une rupture au
niveau des joints sans endommagement de la matrice parce que le matériau utilisé présente un
comportement plastique différent des géomatériaux. Il est intéressant donc de tester d’autres
techniques d’impression 3D utilisant des géomatériaux plus fragiles, afin de simuler un comportement
similaire a celui des massifs rocheux, a une échelle réduite. Une nouvelle étude, qui débute au
moment ou ma these se termine, va tester une technique d’impression 3D qui utilise du sable.
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Annexe A

Cette annexe est en rapport avec le chapitre 1 (étude bibliographique). Elle présente les parametres
de classification des massif rocheux utilisés dans le critere de Hoek-Brown.
Tableau A - 11 : Gelogical strength index GSI

GEOLOGICAL STRENGTH INDEX FOR
JOINTED ROCKS (Hoek and Marinos, 2000)

From the lithology, structure and surface
conditions of the discontinuities, estimate
the average value of GSI. Do not try to
be too precise. Quoting a range from 33

S >
g | 8§ | &

n £ E 5

8 5 8 7]

o @ £ £
to 37 is more realistic than stating that 8 3 © §§ §
GSI = 35. Note that the table does not £ 2 g el ¢
apply to structurally controlled failures. 2 @ © o2 2
Where weak planar structural planes are 3 S 3 BE 3
present in an unfavourable orientation © o 2 g% 2
with respect to the excavation face, these % E © ® = ®
will dominate the rock mass behaviour. & 9 g $ $a| ¢
The shear strength of surfaces in rocks E c ® > >0 >
that are prone to deterioration as a result = g = 55| 5%
of changes in moisture content will be % @ > o] ££ ££
reduced if water is present. When O | Q<= £ 3 gE(EPE
working with rocks in the fair to very poor W | & § = E BOo|pTBO
categories, a shift to the right may be 2 | O 3 ac £ |£86(225

Y ™ > = o) o Qc | >Qc
made for wet conditions. Water pressure ¢ | & > 8 S xo |O%XE|(Xx3%R
is dealt with by effective stress analysis. 8 g g O Z UE) 8 % 8 U>J %9

STRUCTURE DECREASING SURFACE QUALITY =——>

>

/

INTACT OR MASSIVE - intact
rock specimens or massive in
situ rock with few widely spaced
discontinuities

e, / /

BLOCKY - well interlocked un-
disturbed rock mass consisting
of cubical blocks formed by three
intersecting discontinuity sets

60 ) /
J//<| VERY BLOCKY- interlocked, / / /
VA7 partially disturbed mass with 50
/>4 multi-faceted angular blocks
W/~ 7| formed by 4 or more joint sets / /

BLOCKY/DISTURBED/SEAMY
- folded with angular blocks
formed by many intersecting
discontinuity sets. Persistence
of bedding planes or schistosity

DISINTEGRATED - poorly inter-
locked, heavily broken rock mass

/ 40 /
/ / 30
y / - /
ched / 2
with mixture of angular and /
rounded rock pieces /

7
| LAMINATED/SHEARED - Lack 10
of blockiness due to close spacing N/A N/A

SN

< —— DECREASING INTERLOCKING OF ROCK PIECES

of weak schistosity or shear planes
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Tableau A - 12 : Guide pour estimer la valeur du paramétre D utilisé dans le critére de Hoek-Brown (tiré de Hoek

et Brown 2019).

Guidelines for estimating disturbance factor D due to stress relaxation and blasting damage.

The disturbance factor D should never be applied to the entire rock mass surrounding an excavation

Appearance of rock mass

Description of rock mass

Suggested value of D

Excellent quality-controlled blasting or excavation by a
road-header or tunnel boring machine results in minimal
disturbance to the confined rock mass surrounding a tunnel.
The blasting design for this tunnel is discussed in hitp://
www. rocsaence com fassets fresources/learning fhoek/
Practical-Rock-Engineering-Chapter-16-Blasting-Damage-
in-Rock. pdf

Mechanical or manual excavation in poor quality rock
masses gives minimal disturbance to the surrounding rock
mass.

Where squeezing problems result in significant floor heave,
disturbance can be severe unless a temporary invert, as
shown in the photograph, is placed.

Poor control of drilling alignment, charge design and
detonation sequendng results in very poor blasting in a
hard rock tunnel with severe damage, extending 2or3 m,in
the surrounding rock mass.

Small-scale blasting in civil engineering slopes results in
modest rock mass damage when controlled blasting is used,
as shown on the left-hand side of the photograph.
Uncontrolled production blasting can result in significant
damage to the rock face.

In some weak rock masses, excavation can be carried out by
ripping and dozing. Damage tothe slopes is due primarily to
stress relief.

Very large open pit mine slopes suffer signifiant
disturbance due to heavy production blasting and stress
relief from overburden removal.

D=0

D = 05 with no invert

D = 10 at surface with a linear decreaseto D =0at + 2 m
into the surrounding rock mass

D =05 for controlled presplit or smooth wall blasting with
D = 1.0 for production blasting

D = 0.7 for mechanical excavation effeds of stress reduction
damage

D = 1.0 for production blasting

A transitional D relationship incorporating the effects of
stress relaxation can be derived from the disturbance
rating*
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Annexe B

Cette annexe est en lien avec le premier chapitre. Elle est constituée d’un tableau synthétique de quelques modeles physiques classiques utilisés

en modélisation des ouvrages souterrains.

Dimensions du

Matériaux du | Regles de
Référence Type d’ouvrage But du modele Technique de mesure dispositif (Lx hxe) | Mode d’excavation | Matériaux du modele ) g. ]
5 prototype similitudes
m
Relation entre les dimensions de | . . . - Charbon
. , . . Caméra et lignes de Technique du test|Ciment Portland + quartz (poudre) + . X L*=1/10
G. Everling, 1963  [Tunnels 'excavation et le soutéenement| , , 2x2x0,4 . . . - Schiste argileux
référence « rig » ciment alumineux . o*=1/10
correspondant - Grés
Sable: poudre blanche: talc: gypse =
X . Stabilité des tunnels munis un double i X -1:1,3: 2,5:0,2 (roche) L* =1/35
Piede, 1986 Tunnels ferroviaires . Jauges de déformations 1,41x1,06x? . Roche
revétement -1:1,15: 2,5:0,35 (1 revétement) o *=1/35
Gypse : talc =1:1,2 (22™ revétement)
, Points de référence sur la
. ) Etude de l'affaissement du sol et la | L Sable et platre (couches de 10mm | - Mudstone
Whittaker et al., | Mines en longue . . grille puis traitement des . § ] 3 K L L* =1/156,25
. propagation des fractures suite a une ) . Retrait de blocs fins | séparées par une couche de « sciure » | - Siltite,
1990 taille . K déformations par un . . . o*=1/214
excavation souterraine logiciel pour simuler un plan de faiblesse) - Grés
ICI
, Sable : platre : eau =
Etude de la stabilité d’un tunnel X L., 0,1 x 0,05 (pour le . P (a) Charbon
Parsons et , Grille de référence sur le Technique du test | (a) 587,5:162,5:250
. Tunnels traversé par une couche de charbon . tunnel) . (b) Mudstone L* =1/40
Reddish, 1993 o, modéle K «rig» (b) 525:225:250 .
inclinée Modele total? (c) Gres
(c) 425:325:250
Explication de la technique de table
o . 3 .| Platre: chaux:sable:eau =
. frottante (basic friction method) et [ Camera et traitement Méthode  « basic L*=1/100
Esaki et al., 1993 | Tunnels L X . 0,5x0,5x0,1 L 1:3:12:61 Roche
application sur une excavation | d'images friction » 0*=1/0,33
i sous forme de plaques
souterraine
Unlu et Reddish, | Mines en chambres i . Points de références L*=1/65
. Stabilité des piliers 3 Sable + platre + eau Charbon
1994 et piliers marqués o*=1/108
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-Extensométres a Mini-

Cavernes des | Combinaison du modeéle numérique | multi-point
i stations avec le modeéle hysique/ | -Jauges de déformation
Lietal, 2005 _ - physique/ | -Jaug 62x47x12 | MicroTBM Roche
hydrauliques Problématique de reproduction de | -Systeme de mesure
souterraines I’état de contraintes in-situ acoustique
-Fibre optique
- Mudstone
Etude de la redistribution de [BX120-50AA (jauges de Charb L* = 1/100
- Charbon = ;
X . . contraintes et de la stabilité d’une zone |déformations a 6 niveaux) X
Xie et al., 2009 Mines souterraines ) R . i . i . 4,2x2x0,25 Sable fin+ gypse + chaux + loess - Packsand o *=1/167 ;
excavée soumise a des contraintes |-systeme d’acquisition o
. - Siltite p*=1/1,67
élevées 7v14
- Mudstone sableux
- Grés L* =1/200;
Huayang et al,| . . Etude de [Iaffaissement suite aux|[5 lignes d’observations , - Mudstone o *=0,0032 ;
Mines souterraines ) ) ) 4,2x1,8x0,25 /Agrégat + chaux + gypse
2010 excavations horizontales 42pt/line - Charbon p*=0.64
- Siltite t*=0,071 temps
. " X BaSO4 + ZnO + vaseline (modeéle .
Aydan et al., | Excavations dansun | Stabilité¢ des excavations (tunnels- | Capteurs lasers  de di tinu) Modéles
iscontinu
2010 massif rocheux mines) sous chargement sismique déplacement i . X qualificatifs
Calcaire en poudre (modeéle continu)
Poudre de barytine : poudre de fer : eau
=10:20:1.5
o X Etude de stabilité d’une excavaion 3 Le massif est excavé | Poudre de barytine : poudre de fer : eau : L* =1/400;
Mine “no-pillar sub 3 X - Jauges de déplacement ) i .
Ren et al., 2010 o par la méthode « no-pillar sublevel o selon une séquence | glycerol=30:15:1:1 Minerais et roche o *=1/400 ;
level caving o - Photogrammétrie . o
caving bien définie Poudre de fer : eau : glycerol = 30:1:1.5 p*=1/1
la faille est modélisée par du papier a
dessin
Effet de profondeur et portée de
Fuenkajorn et | Excavation I’excavation, ainsi que de la taille et
Phuenakphum, souterraine dans un | direction des blocs retirés sur la 2,2x2x? Retrait des blocs Des blocs de grés
2010 milieu discontinu stabilité des excavations sous

chargement statique et cyclique.
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Gypse : eau =

Tunnel et | Etude de la zone d’endommagement i L’excavation est (a) Gres L*=1/10;
. X X ] - IR thermographie L L (a)o,8:1
He et al., 2010 excavation et de la propagation des fissures suite . . 1,6x1,6x0,4 réalisée a [I'aide (b) Mudstone o*=1/8;
K . R X .., | - Traitement des images K (b)1:1
souterraine a I'excavation dans un massif stratifié d’un marteau ©12:1 (c) Charbon p*=1/0,8
c d -Extensometres et fibre outils de f .
avernes ‘une . utils ae forages a
Weishen et al., ) . i optique R ) ) L* =1/200;
station Etude de stabilité des cavernes sous J L, . tétes pointues, une | Fer + barytine + quartz (poudre) + .
2011 J . L, - Caméra vidéo munie 2x2,5x0,5 , X K Granite o *=1/200;
hydroélectrique un état de contraintes élevé i . séquence de 10 | solution d’alcool et colophane
d’un systéeme de mesure , p*=1/1
étapes.
de convergence
Platre + gravier +carbonate de calcium +
Ynig-ke et al, , , . . - 22 capteurs de . - Charbon L* = 1/150;
Mines souterraines | Etude de la déformation suite aux , suie ; .
2011 . déplacement 2,5x1,6x0,2 L, - Siltite o0*=1/225;
excavations ) e Les couches sont séparées par une )
- 4 lignes de références X . - Calcaire p*=1/1,5
couche mince de mica
-Vidéo a grande vitesse
-lauges de déformation L*=1/30;
Réponse sismique de deux tunnels -Transducteur Le modele est pré- o*=1/45;
Sun et al., 2011 Tunnels . T 2,5%x2,5%x2 K
paralléles d’accélération excavé p*=1/1,5
-DDS32 systéme f*=1/0,1825
d’acquisition
Un coffrage est
lacé dans le
Effet de la présence d’une interface a | -Capteurs de contraintes P del . | a) Barytine + sable + platre + eau + ) Roch L*=1/50;
modele, uis |, a) Roche
Huang et al., faible résistance au niveau d’une | -Lignes de repéres et ) 3 P . | détergent = L o*=1/50 ;
Tunnels . o 3 1,6x13x0,4 démonté apres b) couche a faible
2013 excavation sur la stabilité de ce | couche de sable coloré X 12:4:2:0,92:0,35 L. p*=1/1
L construction du ) ) résistance
tunnel -Caméra digitale . b) craie frangaise (20mm) E*=1/50
modele pour
simuler I'excavation
forage artificiel en 5
Etude de la déformation d’un tunnel | -Fibre optique FBG étapes, un | a) fer + barytine + sable + matériaux ) Pack sand - siltit L*=1/15;
a) Pack sand - siltite
Lietal., 2015 Tunnels (avec souténement) en présence | -Photogramétrie digitale 2,4%x2,4x0,5 souténement  est | cimentés b) charb 0*=1/22,5 ;
charbon
d’une couche de charbon -extensométres placé suite a chaque | b) Sable silica + gypse + eau p*=1/1,5

étape
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Etude de I'affaissement en surface et

1- Photogrammeétrie
2-corrélation d’images

3-transducteur optic

Sable + platre

Ghabraie, et al., | Mines chambres et | X . (sans contact) de blocs de bois § . ; L*=1/226;
. des déformations au niveau des ) 2x0,52x0,15 i couche fine de sciure pour séparer les
2015(a-b) piliers . déplacement amovibles o0*=1/319,5 ;
excavations couches
(optoNCDT) p*=1/1,41
4- scanner laser 3D
terrestrial (TLS)
-Capteurs de
déplacement et
déformation
R 3 . . - Marbre L* = 1/50;
. Etude du comportement a la rupture | -Jauges de déformations - Poudre de barytine + sable+ eau, X
Lin et al., 2015 Tunnels ] 45x3x1 R - Calcaire o*=1/400;
des tunnels profonds. radiales - Sol d’expansion . .
. S - Grés ardoise p*=1/8
-systéeme d’émission
acoustique ESG Canada
(nano30 AE sensors)
-Le revétement est
préparé a [l'aide
d’un moule
Etude de la Stabilité des tunnels et . Argile : sable : slag (laitier-métallurgie) L*=1/20;
. . Jauges de contraintes sur -Le  tunnel est
Lei et al.,, 2015 Tunnels des revétements sous chargement 3,5x3x2 . 1:1:12 Roche o*=1/40;
L, le tunnel rempli de blocs .
non-symétrique. . Gypse : eau =1:0,75 pour le revétement p*=1/2
rocheux qui sont
excavés selon un
ordre prédéfini.
Le sol est excavé par | - Barytine : “river sand” : sable quartz:
L’effet d’excavation d’un tunnel sous | -Capteurs de les mains, ensuite | “coal fly ash" : huile visqueux : colophane Gré L* = 1/20
- Grés = ;
une petite couche de charbon en | déplacement (0,01mm) les souténements | = i
Fangetal., 2016 | Tunnels ) , , R 55x3x0,8 - Siltstone o*=1/20 ;
présence d’une zone préalablement | - Capteurs de contraintes et les couches de | 1:0,667:0,667:1,61:0,5:0,053 Mudst —_—
- Mudstone =
creusée - Jauges de déformation revétements sont | - La zone creusée : sable + platre + eau e
placés. - Revétement : platre
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- Capteur d’accélération

- Tiges en acier pour I'ancrage

L - Béton pour le revétement a) Calcaire
sismiques DH301 i i .
p i L. . le tunnel est | a) Barytine : oxyde de Zinc : sable Quartz | crystallin L*=1/40;
Etude de I'effet des séismes sur les | - Capteurs de pression o . .
Xu et al., 2016 Tunnels . . 2x2,45x%x2,75 construit a I'aide | : Gypse : Glycerin : eau = fortement  altéré | p *=1/0,85;
tunnels — tests a table vibrante DYB-1 N
3 . d’un coffrage 67:10:20:2,6:3,5:20 grade 5 E*=1/35
- Jauges de déformation i i L,
b) Barytine : sable Quartz : Gypse : Latex : | b) Calcaire altéré
SZ120-10AA -
glycérine : eau =
73:12:14:3,3:1:20
- Capteurs d’émission
o acoustique . X
. Stabilité des tunnels sans , L . Blocs de roche intact 40 x 40 x 20 cm Calcaire tendre et
Kusui et al., 2016 | Tunnels . - Caméra digitale (high X . X
souténement (calcaire tendre et dur + granite) dur + granite
speed Canon EOS 650D
video camera)
3 Etude de stabilité du réseau | - Capteurs de Machine L*=1/50;
Réseau de tunnels | . . , ) . X . .
Zhang et al.,2019 terrai d’excavation souterrain sous | déplacement 2,5x2,5x2 d’excavation Fer - barytine - silice Granite p*=1;
souterrains
compression tri-axiale - Caméra haute précision développée E*=1/50
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Annexe C

Cette annexe est en lien avec le deuxiéme chapitre, partie A. Elle est constituée par les

résultats non présentés dans le chapitre 2.
Tableau C - 1 : Tableau récapitulatif des essais de cisaillement réalisés sur des géométries simplifiées.

N° Eprouvettes N,, Géométrie 0[°1 oy,(pic) [MPa] Ks [MPa/mm)] Tpeak [IMPa]  Tyes [MPa]
1 12rb-a 12 Planar 0 0,4 1,6 0,28 0,19
2 12rb-b 12 Planar 0 0,8 4,2 0,51 0,43
3 12rb-c 12 Planar 0 1 1 0,69 0,435
4 12rb-d 12 Planar 0 1,2 3,5 0,66 0,46
5 12rb-e 12 Planar 0 0,8 1,6 0,503 0,4
6 12rb-f 12 Planar 0 1 1,2 0,674 0,54
7 12rb-g 12 Planar 0 1,2 1,1 0,841 0,7
8 12rb-h 12 Planar 0 0,8 0,55 0,63 0,16
9 25rb-a 25 Planar 0 0,4 1,9 0,36 0,17
10 25rb-b 25 Planar 0 0,8 1,2 0,57 0,424
11 25rb-c 25 Planar 0 1 1,1 0,84 0,43
12 25rb-d 25 Planar 0 1,2 0,7 0,92 0,47
13 25rb-e 25 Planar 0 0,8 3 0,786 0,42
14 25rb-f 25 Planar 0 1 1 0,85 0,52
15 25rb-g 25 Planar 0 0,8 1,7 0,885 0,72
16 25rb-h 25 Planar 0 0,8 1,4 1,029 0,16
17 81rb-a 81 Planar 0 0,4 1,4 1,48 0,16
18 81rb-b 81 Planar 0 0,8 1 1,49 0,28
19 81rb-c 81 Planar 0 0,4 2,2 1,086 0,15
20 81rb-d 81 Planar 0 0,8 2,5 1,269 0,4
21 81rb-e 81 Planar 0 0,8 0,5 1,072 0,27
22 25rb 45° < 25 Planar 0 0,4 5 0,57 0,19
23 25rb 45° < 25 Planar 0 0,4 0,9 0,43 0,17
24 25rb 45° <> 25 Planar 0 0,4 2,4 0,56 0,21
25 18rb-a 18  Sawtooth A 15 0,4 1,4 0,54 0,37
26 18rb-b 18  Sawtooth A 15 0,74 1,2 0,77 0,52
27 18rb-c 18  Sawtooth A 15 0,92 1,1 0,92 0,54
28 18rb-d 18  Sawtooth A 15 1,2 1,7 1,3 0,77
29 18rb-e 18  Sawtooth A 15 0,8 2,2 0,854 0,75
30 18rb-f 18  Sawtooth A 15 1 2,1 1,063 0,73
31 18rb-g 18  Sawtooth A 15 1,2 1,5 1,146 0,82
32 18rb-h 18  Sawtooth A 15 0,4 1,1 0,611 0,4
33 24rb-a 24 Sawtooth A 15 0,4 1 0,52 0,31
34 24rb-b 24 Sawtooth A 15 0,74 1,2 1,03 0,57
35 24rb-c 24 Sawtooth A 15 1 2,2 1,25 0,76
36 24rb-d 24 Sawtooth A 15 1,6 2,5 1,37 -
37 24rb-e 24 Sawtooth A 15 0,47 1,3 0,705 0,36
38 24rb-f 24  Sawtooth A 15 0,8 1,3 0,805 0,54
39 24rb-g 24 Sawtooth A 15 0,8 1,3 0,975 0,61
40 24rb-h 24 Sawtooth A 15 1 1,7 1,013 0,75
41 24rb-i 24 Sawtooth A 15 1,2 1,8 1,219 0,73



42 24rb-j 24 Sawtooth A 15 0,8 1,3 0,815 0,34
43 24rb-k 24 Sawtooth A 15 0,8 3,1 0,96 0,43
44 126rb-a 126 Sawtooth A 15 0,4 3 2,27 0,29
45 9rb-a 9 Rough B 87 0,4 1,1 1,47 0,11
46 16rb-a 16 Rough C 90 0,4 1,87 1,4 0,13

Ce premier tableau est un tableau récapitulatif de tous les essais de cisaillement réalisés au cours de
ce travail, pour la géométrie simplifiée. Il est formé par 46 tests, sans compter ceux réalisés sur les
éprouvettes apres la rupture des ponts. Les lignes en bleu et vert correspondent aux essais réalisés
par stratoconception, en PA12 et LAB haute densité respectivement. Les lignes rouges correspondent
aux cas « extrémes et uniques » non pris en compte dans le critére de rupture proposé pour les
éprouvettes construites par SLS.

Le deuxieme tableau est un tableau récapitulatif des essais de cisaillement réalisés sur les
joints a JRC contrdlé. Deux géométries sont cisaillées a quatre contraintes normales, dans

deux directions différentes.

Tableau C - 2 : Tableau récapitulatif des essais de cisaillement réalisés sur les éprouvettes a JRC contrélé.

N° Eprouvettes Direction de cisaillement &, [MPa] Tpeak [MPA] T, [MPa]
1 JRCS A 0,4 0,27 0,18
2 JRCS A 0,8 0,65 0,34
3  JRCS A 1 0,71 -

4  JRCS A 1,2 0,64 -

5 JRCS B 0,4 0,35 0,2
6 JRCS B 0,8 0,59 0,34
7 JRCS B 1 0,70 0,38
8 JRC5 B 1,2 0,81 0,46
9 JRC20 A 0,4 0,95 0,45
10 JRC20 A 0,8 1,51 0,47
11 JRC20 A 1 1,91 0,6
12 JRC20 A 1,2 2,1 0,67
13 JRC20 B 0,4 0,72 -
14 JRC20 B 0,8 1,7 0,47
15 JRC20 B 1 2,1 0,57
16 JRC20 B 1,2 2,4 0,65

219



Plusieurs éprouvettes sont testées dans les mémes conditions expérimentales et sous le méme niveau
de contrainte normale, pour vérifier la reproductibilité garantie par I'impression 3D. les différents
résultats sont présentés dans les figures qui suivent. Les résultats montrent une reproductibilité, avec
des écarts qui peuvent étre expliqués en petite partie par I'écart entre les différentes fabrications, et
en une autre partie par des erreurs d’origine humaine et expérimentale, comme par exemple le
moulage des éprouvettes. Les différences au début des courbes sont surtout lié au mode de rattrapage
des déplacements horizontaux au début des essais.

ag_n =0,8MPa ag_n =1MPa
1 1
09 +
08 +
07 +
§ 06 +
g 015 4 \N
= 04 1
03
0,2
0,1 -
0 , , , : : , Y } } i : |
0 1 2 3 4 5 6 7 2 4 6 8 10
(a) u_t (mm) u_t (mm)
0,05
0 far ; ; ! } } | 0 } | } } |
1 2 3 4 5 6 7
0,05 + u_t (mm) 005
—_ E
E 01 + £ o1
— <
I
< 3
1-0,15 + -0,15
=
02 + 0,2
0,25 L -0,25
(c) —25rb-Planar-e ~ —25rb-Planar-b (d) —25rb-Planar-c 25rb-Planar-f

Figure C-9.1 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-
c) montrent le comportement des éprouvettes 25rb a 0,8 MPa, (b-d) montrent le comportement des éprouvettes

25rb a 1 MPa. Les lettres e-b-c et f dans les Iégendes font références au nom des éprouvettes dans le tableau C -
1.
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(d) —12rb-Planar-b —12rb-Planar-e (e) —12rb-Planar-c 12rb-Planar-f (f) —12rb-Planar-d ~ —12rb-Planar-g

Figure C-9.2 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-
d) montrent le comportement des éprouvettes 12rb a 0,8 MPa, (b-e) montrent le comportement des éprouvettes
12rb a 1 MPa et (c-f) montrent le comportement des éprouvettes 12rb a 1,2 MPa Les lettres e-b-c f-d et g dans
les légendes font références au nom des éprouvettes dans le tableau C - 1.

g_n =0,4 MPa o_n =08 MPa
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w_t (mm) u_t (mm)

=8 1rb-Planar-a =8 1rb-Planar-c ===81rb-Planar-b =—=81rb-Planar-d =——81rb-Planar-e

Figure C- 9.3 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-
c) montrent le comportement des éprouvettes 81rb a 0,4 MPa, (b-d) montrent le comportement des éprouvettes

81rb a 0,8 MPa. Les lettres a-b-c-d-e et f dans les légendes font références au nom des éprouvettes dans le
tableau C - 1.
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~——18rb-Sawtooth A-e; o_n=0,8MPa

Figure C- 9.4 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-

c) montrent le comportement des éprouvettes 18rb a 0,4 MPa, (b-d) montrent le comportement des éprouvettes

18rb a 0,74 et 0,8 MPa. Les lettres a-b-e et h dans les Iégendes font références au nom des éprouvettes dans le

tableau C - 1.
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Figure C- 9.5 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-

c) montrent le comportement des éprouvettes 18rb a 0,92 et 1 MPa, (b-d) montrent le comportement des

éprouvettes 12rb a 1,2 MPa. Les lettres c-f-f et g dans les Iégendes font références au nom des éprouvettes dans

le tableau C - 1.

222



o_n =0,4-0,45MPa a_n=08MPa o_n=1MPa
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=—24rb-Sawtooth A-a ; 6_n=0,4MPa —24rb-Sawtooth A-g; 0_n = 0,8MPa 24rh-Sawtooth A-h; _n = 1MPa

Figure C- 9.6 : Comparaison entre les essais expérimentaux réalisés a des contraintes normales équivalentes. (a-
d) montrent le comportement des éprouvettes 24rb a 0,4 et 0,45 MPa, (b-e) montrent le comportement des
éprouvettes 24rb a 0,74 et 0,8 MPa et (c-f) montrent le comportement des éprouvettes 24rb a 1 MPa Les lettres
a-b-c-e-f-g et h dans les Iégendes font références au nom des éprouvettes dans le tableau C - 1.

L’évolution des contraintes tangentielles et de la dilatance en fonction de la contrainte normale est
présentée dans e chapitre 2 pour les essais 18rb et 25r. Nous présentons dans la figure qui suit le
résultat pour les éprouvettes 12rb et 24rb.

223



12rb- Planar 24rb - Sawtooth A
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Figure C - 9.7 : Comportement mécanique des éprouvettes 12rb-planar (a et c) et 24rb-sawtooth (b et d) sous
contraintes normales différentes.
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Annexe D

Cette annexe est en lien avec le deuxiéme chapitre, partie numérique B. Elle porte sur le principe de
calcul UDEC, I'effet numérique de la raideur normale sur les essais de cisaillement, et les résultats non
présentés dans le chapitre 2.

X

ALL CONTACTS

Fl‘n T = Fn _knfﬁun
FZ‘S T = FS _ ks"ﬁuﬁ
F. = min{uF,, |Fl}sgn(F,)

CONSTITUTIVE

\

RIGID DEFORMABLE
BLOCKS/ BLOCKS

ALL BLOCKS ALL BLOCKS

c

e

CONSTITUTIVE

< gridpoint
O
'5 at centroid at elements (zones)
c " ‘\
E F:.izzl:‘i Aaij: ;—(%4-%) At
U=F/m Gij_C(ﬁij"'ﬁhijl )
' B=M/I at gridpoints >
etc Fe =, oy Ny ds O
: Fi=Ff +F} 5
Ui = Fi I'm 2

Sa
t=t+ At
back to &

Figure D -1 : Principe de calcul dans UDEC, tirée du manuel UDEC.

etc
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Effet de la raideur normale :
La raideur normale k, de joints contentant des ponts rocheux est estimée a partir d’'une formule

analytique proposée dans le chapitre 2
kn _ 9m _ Epa12* Sponts (D-l)

uj ej*Stotale
Cette formule est proposée en négligeant I'effet de la poudre coincée dans le joint. La prise en compte
de cette poudre pourrait, en fonction de son module, augmenter la valeur de la raideur estimée a
partir de I'Eq. D-1. Cependant, nous ne disposons pas des informations nécessaires pour pouvoir
dissocier le comportement des ponts de celui de la poudre, et donc estimer une valeur plus exacte de
la raideur normale.
Nous nous sommes limités a cette formule en considérant que pour un joint lisse, ne subissant pas de
dilatance, la raideur normale ne joue pas un role important dans son comportement sous cisaillement.
Cependant, en effectuant plusieurs modélisations numériques, nous nous sommes apercgus que dans
UDEC I'augmentation de la raideur normale semble avoir une influence sur la valeur de la résistance
tangentielle au pic (figure D — 2). Ceci est mis en évidence en effectuant trois essais de cisaillement
classiques, sur une éprouvette ayant des propriétés mécaniques typiques des roches (tableau D-1). Le
modele utilisé pour le joint est un modéle Coulomb + Résiduel, sans aucune fonction d’écrouissage.
La contrainte normale appliquée est de 10MPa. Nous remarquons que la résistance tangentielle passe
de 8,7 MPa a 7,7 MPa, en augmentant la raideur normale (figure D — 3). Ce résultat est probablement
d’origine numérique plutét que physique.

12rb-Planer (UDEC)
035 |

03 +

0 - } + } + 1 1

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3
u_t (mm)
———kn = 1000 MPa/mm kn =250 MPa/mm kn = 25 MPa/mm

Figure D — 2 : Effet de la raideur normale sur des essais numérique UDEC, simulant un joint homogéne équivalent
a I’éprouvette 12rb-Planar, et ayant un modeéle Coulomb + radoucissement linéaire.

Tableau D -1 : Propriétés mécaniques utilisées pour un essai de cisaillement typique tirées du manuel UDEC,
pour vérifier I'effet de la raideur normale.

[kg;)m3] v E[GPa] ks [MPa/mm] k,[MPa/mm] ¢;[] c¢;[MPa] c;,[MPa] ¢;,[°]
2600 0,23 74 40 40 35 0 0 30
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T7(MPa)

(a) k,=40 MPa/mm

7 (MPa)

(b) k,=250 MPa/mm

(c) k,=1000 MPa/mm

7(MPa)
e

2 3 i

1 2 3 4 5

u_t(mm)

2 3

u_t(mm)

u_t(mm)

Figure D — 3 : Effet de la raideur normale sur un essai de cisaillement typique en utilisant les propriétés

mécaniques du tableau D - 1.

Résultats des essais de cisaillement pour 12rb-Planar :

12rb-planar o_n (MPa)=0,4 MPa
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Figure D - 4 : Comparaison entre le résultat numérique (udec) et le résultat expérimental des essais de

cisaillement des joints 12rb-planar, a différents niveaux de contrainte normale.
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1 - 12rb-planar/pic 12rb-planar/résiduel
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A expérimental critére ® udec
crittre A expérimental @ udec

Figure D - 5 : Distribution des résultats expérimentaux et numériques dans le repére du critére de rupture, pour
12rb-planar (au pic (a) et a la phase résiduelle (b)). Les résultats numériques et expérimentaux sont comparés au
critere de rupture trouvé précédemment dans le chapitre 2, 2.7.4.

Résultats des essais de cisaillement pour 18rb-Sawtooth A :

18rb-sawtooth _n (MPa)=0,4 MPa 18rb-sawtooth ¢_n (MPa)=0,8 MPa
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Figure D - 6 : Comparaison entre le résultat numérique (udec) et le résultat expérimental des essais de cisaillement des joints
18rb-Sawtooth A, a différents niveaux de contrainte normale.
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Résultats des essais de cisaillement pour 24rb-Sawtooth A :

24rb-sawtooth o_n (MPa)=0,4 MPa 24rb-sawtooth ¢_n (MPa)=0,8 MPa
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Figure D - 7 : Comparaison entre le résultat numérique (udec) et le résultat expérimental des essais de cisaillement des joints
24rb-Sawtooth A, a différents niveaux de contrainte normale.

L4+ 24rb-sawtooth/pic . 1,2 + 24rb-sawtooth/résiduel
12 4 A~ .
. 1
1 4 A A
08 +
F08 T A _ . A
S & So6t s
Zo6 + . = 4
o =
A - 04 + A
04 + Ab
02 +
0,2 +
0 t + t t } t {
0 0 0'2 0'4 ols 0‘8 1 1'2 1'4 0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4
’ g , R " ¥ on (MPa)
(a) o_n (MPa) (b)
critére A expérimental ® udec A expérimental critére ® udec

Figure D - 8 : Distribution des résultats expérimentaux et numériques dans le repére du critére de rupture, pour
24rb-Sawtooth A (au pic (a) et a la phase résiduelle (b)). Les résultats numériques et expérimentaux sont comparés
au critére de rupture trouvé précédemment dans le chapitre 2, 2.7.4.
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Résultats des essais de cisaillement pour les joints a JRC5 et JRC 20 :
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12 + 1,8 + ‘
|
16 + 2 + 288 \
A S A
1,4 + \ ~\~‘ v, i T
sy 2 Y Y = e o R S I L
- S & = v‘,' .. - ETemea
§ 1/ % /1
=08 +/ ¢ v 14 //
b ) S~—— [} —
06 1/ ¢ P—age ! o
[} — /¢
04 1, 0,5 +/
02 4 ;
(b)o } j ; } i (c)o + ! " } } }
0 2 4 6 8 10 0 2 4 8 10
4 u_t (mm) 4 - u_t (mm)
3,5 gl e
3 . i | _—
3¢ 25 > 25 +
£ ’ E ” 4 3 /
E,l y 4 E £ 27
) Sy S 15 1 /
1+ 1 ¥ = f 1
S/ =y 0,5 / 0,5 + S
0 _, & _‘.__.—_l-—— ; | 5 _L i ; ; : 0 / _-r—__--——
2 4 6 8 10 B : ! y ! — t } t |
q L -0,5 !}l 2 4 6 8 10 o5 2 4 6 8 10
u_t (mm) u_t {mm) w_t (mm)
(d) === expérimental ==+ UDEC (e) —= expérimental ==+ UDEC (f) === expérimental==' UDEC

Figure 10.1 - 6 : Comparaison entre les essais numériques, modéle BB et les essais expérimentaux pour un joint a JRC 20 pour des
contraintes normales de 0,4 MPa (a-d) ; 0,8MPa (b-e) et 1,2 MPa (c-f).
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Figure D - 7 : Comparaison entre les essais numériques, modeéle BB et les essais expérimentaux pour un joint a
JRC 5 pour des contraintes normales de 0,4 MPa (a-d) ; 0,8MPa (b-e) et 1,2 MPa (c-f).
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Annexe E

Nous présentons dans cette annexe les résultats des modules d’Young calculés a chaque cycle, sur les
jauges de déformation axiale collées sur les éprouvettes A et B-v24, ainsi que les coefficients de
Poisson calculés sur chaque cycle a partir des jauges horizontales des rosettes.

Géométrie A Géométrie B-v24
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(a) Contrainte normale au début du cycle (MPa) (b) Contrainte normale au début du cycle (MPa)

Figure 11.1 : Module d'Young calculé sur chaque cycle de chargement-déchargement pour les jauges axiales de
I'éprouvette A (a) et de I'éprouvette B-v24 (b). A part la jauge 10, les modules pour une méme jauge sont presque
constants.
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Figure E - 2 : Coefficient de Poisson calculé sur chaque cycle de chargement-déchargement pour les jauges axiales
et transversales des rosettes de I'éprouvette A (a) et de I'éprouvette B-v24 (b).

Le coefficient de Poisson est calculé comme suit :

Vij = Sj/si (E-1)
Cependant, il s’agit des points ponctuels, non répartis sur I’éprouvettes comme c’était le cas pour les
jauges 11-12-14 et 15 de I'éprouvette A. Il est donc difficile d’estimer a partir de ces mesures le
coefficient de Poisson réel du PA12.
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Annexe F

Cette annexe est en rapport avec les mesures profilométriques des joints ayant un JRC contrélé (JRC20
et JRC5). Nous présentons les nuages des points des écarts entre la valeur mesurée et la valeur
théorique du profil, pour les différentes mesures (tableau 2.13 chapitre 2)

JRC5-1x JRC5-2x

Zmesuré-Zthéorique [mm] Zmesuré-Zthéorique [mm]

Zthéorique [mm]

JRC5-3x

Zmesuré-Zthéorique [mm]

[mm]

Figure F — 1 :Nuages des points de (Zmesure — Ztnéorique) pour les joints a JRC 5 dans la direction x.

JRC5-1y JRC5-2y
Zmesuré-Zthéorique [mm] Zmesuré-Zthéorique [mm]
0.0004 0.0004

" 0.0003}

Zthéorique [mm] Zthéorique [mm]

-0.003 -

JRC5-3y

Zmesuré-Zthéorique [mm]

[mm]

Figure F— 2 :Nuages des points de (Zmesuré — Zthéorique) pour les joints a JRC 5 dans la direction y.
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JRC20-1ax JRC20-1bx

Zmesuré-Zthéorique [mm] Zmesuré-Zthéorique [mm]

Zthéorique [mm] Zthéorique [mm]

~ ~0.0010}

JRC20-1cx JRC20-1dx

Zmesuré-Zthéorique [mm] Zmesuré-Zthéorique [mm]

Zthéorique [mm] Zthéorique [mm]

-0.0010

JRC20-1ex JRC20-2x
Zmesuré-Zthéorique [mm] Zmesuré-Zthéorique [mm]

Zthéorique [mm]
Zthéorique [mm]

-0.0010}

JRC20-3x

Zmesuré-Zthéorique [mm]

Zthéorique [mm)]

Figure F— 3 : Nuages des points de (Zmesuré — Zthéorique) pour les joints a JRC 20 dans la direction x. Les mesures
lax-bx-cx-dx et ex sont des mesures effectuées sur une méme éprouvette dans le but d’estimer I'incertitude liée
a la technique de mesure.
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Figure F—4 : Nuages des points de (Zmesuré — Zthéorique) pour les joints a JRC 20 dans la direction y. Les mesures
lay-by-cy-dy et ey sont des mesures effectuées sur une méme éprouvette dans le but d’estimer I'incertitude liée
d la technique de mesure.
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Résumé : Application de la fabrication additive a la modélisation physique des joints et des massifs
rocheux, par approches expérimentales et numériques

Cette theése présente une étude de I’application de la fabrication additive (connue sous le nom d’impression 3D) a
la mécanique des roches. Elle s’inscrit dans le cadre d’un projet plus large visant a construire un modele physique
de 2m® d’un massif rocheux explicitement discontinu, dont le comportement est controlé principalement par les
discontinuités. La technique de fabrication additive adoptée est le frittage laser (SLS), le matériau utilisé est un
polymere : le polyamide 12 (PA12).

Dans un premier temps des joints artificiels construits par SLS sont testés sous essais de cisaillement a contrainte
normale constante. Deux familles de discontinuités sont étudiées. La premicre est formée par des joints a
géométrie simplifiée (joints planaires ou en dents de scies) ayant une ouverture de 0,4mm et contenant des ponts
rocheux. Les résultats montrent que cette technique de fabrication des joints en PA12 permet d’obtenir un
comportement global similaire a celui des joints rocheux naturels, avec une cohésion pilotée par les ponts rocheux,
et un angle de frottement dépendant de 1’angle des aspérités. La deuxiéme famille est constituée de joints ayant
des rugosités plus réalistes, auxquelles on peut attribuer une valeur de JRC, communément utilisée pour décrire
les joints naturels. Cette configuration permet elle aussi de reproduire un comportement global équivalent a celui
des joints naturels, avec une mobilisation des aspérités primaires et secondaires des surfaces. Les résultats obtenus
sont comparés au critére de rupture de Barton-Bandis. Cette étude expérimentale est complétée par une
modélisation numérique sous le logiciel UDEC, dans le but d’étudier la capacité des modéles existants a
reproduire le comportement des joints artificiels obtenu expérimentalement, et de calibrer numériquement les
paramétres mécaniques utilisés dans la modé€lisation pour représenter les essais expérimentaux.

Dans un second temps, des éprouvettes cylindriques (16 x 32 cm) contenant deux ou huit discontinuités a
géométrie simplifiée (planaire + ponts rocheux) sont fabriquées et testées sous compression uni-axiale. 11 s’agit
d’une premiére tentative d’un modeéle réduit explicitement discontinu et contenant des joints ayant un
comportement mécanique contrdlé. Les résultats permettent de mettre 1’accent sur I’influence des discontinuités
sur le comportement global d’un massif rocheux. Ces essais sont comparés a une modélisation numérique sous
3EDC.

Finalement, et afin d’étudier ’applicabilité de cette technique a la modélisation physique, les lois de similitudes
sont appliquées aux résultats obtenus dans les parties précédentes. Il en ressort qu’il est possible d’utiliser la SLS
et le PA12 en modélisation physique des massifs rocheux, jusqu’un facteur d’échelle sur les dimensions métriques
de 1/25.

Mots clés : Joints rocheux — essais de cisaillement — fabrication additive — PA12 — modélisation numérique —
modélisation physique

Abstract: Application of additive manufacturing to the physical modeling of joints and rock masses, by
experimental and numerical approaches

This thesis presents a study of the application of additive manufacturing (known as 3D printing) to rock
mechanics. It is part of a larger project aimed at building a 2m? physical model of an explicit discontinuous rock
mass, whose behaviour is mainly controlled by discontinuities. The 3DP technology adopted in this work is
selective laser sintering, and the material is Polyamide 12.

First, we present the experimental results of the mechanical characterization of artificial rock joints constructed
by 3DP. Two joint families are tested. The first is characterized by a fixed aperture (0,4mm), a simplified geometry
(planar or sawtooth), and containing rock bridges. The mechanical characterization shows that these joints exhibit
a mechanical behavior similar to that of natural rock joints under shear tests, with a cohesion driven by the rock
bridges, and a friction angle which depends on the angle of the asperities. The second family consists of joints
with more realistic roughnesses, to which a JRC value, commonly used to describe natural joints, can be assigned.
Again, experimental results show the potential of artificial joints to reproduce the mechanical behavior of natural
joints, and to respect the Barton-Bandis criterion. Experimental studies are coupled with numerical modeling,
using the UDEC software, to define the appropriate model that reproduces the experimental results, and to
calibrate the mechanical parameters of both joints type.

After defining different artificial joints with controlled parameters, cylindrical samples (16 x 32 cm) containing
two and eight planar discontinuities with rock bridges are printed and tested under uni-axial compression. This is
a first attempt at an explicitly discontinuous physical model containing joints with controlled mechanical
behaviour. The mechanical behavior of these samples highlights the influence of discontinuities in controlling the
global behavior and resistance of rock masses. The results are then compared to a numerical modeling under
3EDC.

Finally, scaling laws are applied to the previous results. The application of scale factors to the experimental results
shows the possibility of representing natural rock mass and rock joints with artificial 3DP joints (SLS technique)
up to a scale factor on metric dimensions of 1/25.

Key words: rock joints — shear test — 3D printing — PA12 — numerical modeling — reduced scale modeling
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